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Kurzbeschreibung

Die Elektrifizierung des automobilen Antriebsstrangs erfordert mit jeder Generation an
Elektromotoren hohere Leistungsdichten. Im Betrieb erwédrmen sich diese Maschinen
stark, weshalb effektive Kiihlsysteme entwickelt werden miissen. Hierbei ergeben sich
besonders in der frithen Entwicklungsphase grofe Vorteile im umfassenden Einsatz von
Simulationen. In der vorliegenden Arbeit wird das vielversprechende Konzept einer Ol-
Spriihstrahlkiihlung der thermisch kritischen Wickelkopfe des Stators simulativ und ex-
perimentell untersucht. Um schnell viele Varianten simulieren zu konnen, wird eine effi-
ziente Modellierung der Warmeleitung in den Komponenten des Stators entwickelt und
bei geringer Abweichung von unter 3 K zur realen Messung validiert. Mit demselben
Anspruch an Effizienz erfolgt die Entwicklung einer Simulationsmethode zur Berech-
nung der komplexen physikalischen Wirkzusammenhiinge einer Ol-Spriihstrahlkiihlung.
Die Grundlage hierfiir liefert eine dimensionslose Korrelation auf Basis umfangreicher
Messdaten eines anwendungsspezifischen orientierenden Experiments. Die Messungen
am Priifstand identifizieren die Massenstromdichte G, die tropfenbezogene Weber-Zahl
Weq,, und die thermische Interaktion des Spriihstrahls mit der Luft in der Stator-
kammer als bestimmende Faktoren einer Ol-Spriihstrahlkiihlung. Fiir alle simulierten
Spriithstrahlvarianten zeigt sich innerhalb des Stators eine deutliche Homogenisierung
der Temperaturverlaufe gegeniiber der urspriinglichen Wassermantelkiihlung. Die maxi-
mal auftretenden Wicklungstemperaturen kénnen um bis zu 41 K abgesenkt werden.

Im Rahmen der Promotionstétigkeit entstanden mehrere Verdffentlichungen [19] [20]
[21].
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Abstract

Modern electric vehicles require electric machines with high power densities in order
to meet the requirements for weight, cost and package space. These machines heat up
significantly during operation, which is why effective cooling systems must be used. Espe-
cially in the early stage of development, the comprehensive use of simulations offers great
advantages. In this thesis, the promising concept of oil spray cooling of the stator end
windings is investigated using simulations and experiments. For a quick assessment of a
large number of variants, an efficient modeling of the heat conduction in the components
of the stator is developed and validated. Compared to measured data, the deviation of
the simulated temperatures is less than 3 K. Following the same demand for efficiency,
a simulation method is developed to calculate the complex physical interactions of an
oil spray spray cooling system. To do so, a dimensionless correlation based on extensive
measurement data from an application-specific experiment is used. The measurements
performed reveal the mass flow density G, the droplet-related Weber number We,,, and
the thermal interaction of the spray jet with the air in the stator chamber as the de-
termining factors of the oil spray cooling mechanism. For all simulated spray variants,
the temperature distributions within the stator became significantly more homogeneous
compared to the reference water jacket cooling. The maximum winding temperatures
could be reduced by up to 41 K.

Several articles were published as part of the research work [19] [20] [21].
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1 Einleitung

1.1 Hintergrund und Motivation

Die vollstandige Elektrifizierung des automobilen Antriebsstrangs stellt eine disruptive
Innovation fiir die gesamte Automobilindustrie dar. Historisch betrachtet ist der globale
Erfolg des Automobilstandorts Deutschland an die Exzellenz in der Antriebsentwicklung
und -produktion gekoppelt. Gemék einer Studie der Vereinigung der bayerischen Wirt-
schaft [33] wird aufgrund der vermeintlich geringeren technischen Komplexitét elektri-
scher Antriebe mit einem Riickgang der Arbeitsplétze in der deutschen Zulieferindustrie
(Tier 1 — Tier 3) zwischen 28% und 49% gerechnet. Vor diesem Hintergrund gilt es durch
marktdifferenzierende Innovation im Bereich des Antriebsstrangs das technische Know-
how hoch zu halten und Arbeitsplatze zu sichern.

Abbildung 1.1: Elektrischer Antriebsstrang des BMW i3

Ein guter Ansatzpunkt hierfiir ist das Thermomanagement der Komponenten des elek-
trischen Antriebsstrangs [83]. Abb. 1.1 zeigt diese am Beispiel des BMW 1i3. Fiir die
elektrische Maschine! (EMA) fiihrt ein geringes Temperaturniveau zu einem héheren
Wirkungsgrad, was mittelbar die Reichweite des Fahrzeugs steigert. Auch das Kunde-
nerlebnis verbessert sich, wenn die Fahrzeugsoftware die Leistung der EMA nicht auf-
grund einer drohenden Uberhitzung reduzieren muss. Denn trotz hoher Wirkungsgrade

! Im Rahmen dieser Arbeit bezeichnet der Ausdruck elektrische Maschine rotierende elektrische Ma-
schinen, welche elektrische in mechanische Energie (Motorbetrieb) oder mechanische in elektrische
Energie (Generatorbetrieb) wandeln (vgl. [94]).
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Abbildung 1.2: Spezifische Leistung von EMA nach Einsatzgebiet

von iiber 90% fallt im Betrieb eine signifikante Verlustleistung in den Komponenten der
Maschine an. Der Grund hierfiir ist die notwendige spezifische Leistung (kW /kg). Aus
diesem Grund muss eine EMA fiir den Fahrzeugeinsatz aktiv gekiihlt werden.

Abb. 1.2 zeigt die Systemleistung iiber der Maschinenmasse fiir EMA in gewdhnlichen
Serienfahrzeuge im Vergleich zu anderen industriellen Anwendungen [94|. Es ist zu er-
kennen, dass sich EMA im Fahrzeugeinsatz oberhalb der schwarzen Linie (=1 kW /kg)
befindet. Bezogen auf die Maximalleistung liegen die Werte bei 1,2-2,7 kW /kg. Mit die-
ser Einordnung wird klar, dass fiir EMA im Fahrzeugeinsatz andere Kiihlungsstrategien
verfolgt werden miissen, um die vergleichsweise hohen inneren Warmequellen zu kom-
pensieren. Die Kiihlungsmafsnahmen, welche im Laufe der Entwicklung von EMA seit
der Erfindung der dynamoelektrischen Maschine 1866 durch Werner von Siemens [32]
entwickelt wurden, lassen sich nicht {ibertragen. Um den Gesamtwirkungsgrad des elek-
trischen Antriebs dabei moglichst hoch zu halten, muss auch das Kiihlsystem selbst
eine geringe Leistungsaufnahme aufweisen. Neben den positiven Auswirkungen auf die
Reichweite des Fahrzeugs ermoglicht eine effiziente aktive Kiihlung ferner héhere Dau-
erleistungen, da thermische Materialgrenzen erst nach langerer Zeit oder bei hoheren
Leistungen erreicht werden. Beide Ziele, Energieeffizienz und Dauerleistungsverhalten,
steigern den Kundennutzen des Fahrzeugs und konnen kaufentscheidend sein. Die Fort-
setzung einer exzellenten Antriebsentwicklung im Zeitalter der Elektrifizierung ist damit
direkt mit der Fahigkeit zur thermischen Auslegung elektrischer Maschinen verkniipft.
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Abbildung 1.3: Auswirkungen des frithen Einsatzes von Simulation im PEP (nach [77])

Technische Innovation mit hoher Wertschopfungstiefe konnen in einem weltweiten Wett-
bewerb jedoch nur bestehen, wenn der zugrundeliegende Produktentwicklungsprozess
(PEP) den Herausforderungen der globalisierten und vernetzten VUCA Welt (Vola-
tility, Uncertainty, Complexity und Ambiguity, vgl. [11, 82]) gewachsen ist. Um zum
Marktstart eine Zulassung in den Zielmérkten zu erhalten und den Erwartungen der
Kunden zu entsprechen, miissen Produkte schneller entwickelt und wahrend der Ent-
wicklung flexibel angepasst werden konnen. Dies lésst sich durch die Virtualisierung des
Entwicklungsprozesses und dem Einsatz der numerischen Simulation erreichen |77, 136].
Werden bereits in der Konzeptphase Simulationsmodelle erstellt und diese in den fol-
genden Entwicklungsphasen wiederverwendet und weiter konkretisiert, ergibt sich eine
durchgéngige Datenbasis, welche das “frithzeitige Optimieren von Produkteigenschaften
im Sinne einer ganzheitlichen Optimierung des gesamten Produktlebenszyklus* 35, S.
9] erlaubt. Gleichzeitig verbessert der frithzeitige Einsatz von Simulation den Kenntnis-
stand der Produkteigenschaften in der Konzeptphase, weshalb die Anderungsflexibilitéit
steigt und Anderungskosten gesenkt werden konnen (siche Abb. 1.3).

Neben der Verkiirzung des PEP und der gewonnenen Flexibilitdt bietet der Einsatz der
numerischen Simulation in der Konzeptphase einen weiteren Vorteil. Werden Konzep-
tentscheidungen auf Basis von Abschétzungen oder sehr einfachen Modellen getroffen,
schaffen es haufig nur Losungen in die Umsetzung, welche auf ihrem gesamten Parame-
terraum eine durchgéngig gute Losung fiir das vorliegende Problem darstellen. Konzep-
te, welche nur in bestimmten Parameterkombinationen die Zielgrofsen erreichen, fallen
haufig durch das Raster. Die numerische Simulation in der frithen Phase 16st diese Re-
striktion iiber das Mittel der modellbasierten Optimierung auf. Eine Bewertung der
untersuchten Konzepte erfolgt so immer nur in der jeweiligen Optimalkonfiguration.
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Abbildung 1.4: Einfache Modellierung des Stators einer elektrischen Maschine

Uber Parametervariationen um den Bestpunkt ldsst sich zudem eine Aussage iiber die
Robustheit der gefundenen optimalen Losung treffen.

Obschon wissenschaftliche Literaturquellen die These der Notwendigkeit von CAE (engl.
computer aided engineering) Methoden in der frithen Entwicklungsphase unterstiitzen
(vgl. [34, 35, 90]), werden Simulationen hauptséchlich im Rahmen der finalen Absiche-
rung technischer Produkte eingesetzt. Haufig liegt dies in Annahmen und Vereinfachun-
gen begriindet, welche fiir ausfithrbare Simulationsmodelle im Rahmen der frithen Ent-
wicklungsphase getroffen werden miissen [34]. Bei der finalen Absicherung technischer
Systeme konnen hingegen reale Versuche des in der Simulation abgebildeten Systems un-
ternommen werden. Die gewonnen Messdaten der Prototypen werden u.a. genutzt, um
Submodelle fiir nicht vollstdndig abbildbare Effekte zu beschreiben. Im Anwendungsfall
der thermischen Auslegung elektrischer Maschinen werden beispielsweise Messdaten von
Prototypen genutzt, um sehr einfache Ersatzmodelle zu bedaten. Abbildung 1.4 zeigt die
Modellierung des Stators einer elektrischen Maschine, welche im Rahmen der thermi-
schen Absicherung durchgefiihrt wurde. Es ist zu erkennen, dass die komplexe Geome-
trie des realen Stators (Abb. 1.4a) im virtuellen Abbild (Abb. 1.4b) deutlich vereinfacht
wurde. Es handelt sich um ein typisches Vorgehen, um den Aufwand der nachfolgenden
numerischen Simulation zu reduzieren. Um trotz der vorgenommenen Vereinfachungen
mit der Realitdt iibereinstimmende thermische Berechnungen durchfithren zu kénnen,
wird das Modell so lange "gefittet", bis alle gemessenen Temperaturen auch im virtuel-
len Modell erzielt werden. Um fiir die thermische Auslegung elektrischer Maschinen eine
Eigenschaftsfritherkennung mittels Simulation zu realisieren, kann diese Methode nicht
angewendet werden, da es keine Prototypen zum Fitten von Submodellen gibt. Vielmehr
gilt es, einen héheren Aufwand in die Entwicklung und Verifizierung von Simulations-



modellen zu stecken. Statt einer Prototypen-basierten Kalibrierung kénnen konzeptun-
abhéngige orientierende Versuche (vgl. [77]) zur Entwicklung von Submodellen und zur
Validierung von Simulationsmethoden genutzt werden. Nur auf diesem Weg kann eine
effiziente ganzheitliche Bewertung aller denkbaren Kiihlkonzepte fiir EMA erfolgen.

1.2 Problemstellung

Der Grofsteil der am Markt eingesetzten EMA fiir den Fahrzeugeinsatz nutzt einen um-
schliefenden Kiithlmantel bzw. Wassermantel (von engl.: “water jacket“), um Wéirme
aus dem System zu transportieren. Abbildung 1.5 zeigt beispielhaft den schematischen
Aufbau einer wassermantelgekiihlten Synchronmaschine mit vergrabenen Permanent-
magneten (Interior Permanent Magnet Synchronous Motor - IPSM). Das Gehéuse mit
integriertem Wassermantel ist fest mit dem Statorblechpaket verspannt. In den Stator-
nuten befinden sich die Wicklungen, bestehend aus dem Aktivteil und den Wickelképfen
(WK). Im Inneren des Stators ist der innenliegende Rotor fest mit der drehbar im Ge-
héuse gelagerten Antriebswelle verbunden. Auf das an der Welle angeflanschte Getriebe
wird in dieser Betrachtung verzichtet.

5 5
Gehause Wassermantel

Stator

Aktivteil

Wickelkdpfe

Abbildung 1.5: Schematische Darstellung einer IPSM mit Wassermantelkiihlung und des sich
im Betrieb einstellenden axialen Temperaturverlaufs der Wicklung

Fiir ein Kiihlkonzept mit Wassermantel wird die Wérmeleitung iiber die verschiede-
nen Komponenten des Stators genutzt, um die im Betrieb abfallende Verlustleistung in
den Kiihlmantel zu transportieren. Aufgrund der geringen Warmeleitfahigkeit des ein-
gesetzten Isolatormaterials ergibt sich senkrecht zu den Kupferdrdhten innerhalb der



Statornuten ein hoher thermischer Widerstand. Dies fiihrt zu einem steilen Temperatur-
gradienten in radialer Richtung. Zusétzlich hemmt das Isolatormaterial auch den axialen
Wiérmefluss innerhalb der Wicklungen. Die Wickelkopfe, welche bedingt durch ihre Po-
sition einen relativ langen Weg der Warmeleitung zum Kiihlmantel aufweisen, erwiarmen
sich insgesamt am stérksten (siche qualitativer Temperaturverlauf im unteren Teil von
Abb. 1.5). Da das eingesetzte Isoliermaterial eine begrenzte Warmebestéandigkeit besitzt,
kann eine Uberschreitung der Grenztemperaturen in den Wickelképfen zur Beschiddigung
der Maschine, bis hin zu ihrer Zerstorung fiihren.

Verglichen mit dem Stator, fallt im Rotor einer IPSM eine geringe Verlustleistung an.
Aufgrund der schlechteren thermischen Anbindung an den Kiihlmantel miissen ab einer
gewissen Leistungsdichte jedoch zusétzliche Kiihlmafnahmen fiir den Rotor getroffen
werden. Besonders fiir IPSM gilt es, die temperatursensiblen Permanentmagneten unter
einer kritischen Entmagnetisierungstemperatur zu halten [54]. Insgesamt spricht man
aus thermischer Sicht von rotorkritischen und statorkritischen EMA. Fiir die in der vor-
liegenden Arbeit betrachtete EMA ist der Stator die thermisch kritische Komponente?.

Die hohe Wirmequellendichte innerhalb des Stators und die schlechte thermische An-
bindung der Wickelkdpfe an den Kiihlmantel fithren insgesamt dazu, dass der Stator
im Betrieb ein sehr hohes Temperaturniveau mit inhomogener Temperaturverteilung er-
reicht. Um eine Beschidigung der Maschine zu verhindern, werden die Temperaturen
der Wickelkdpfe tiber Thermoelemente iiberwacht. Sobald bestimmte Grenztempera-
turen gemessen werden, muss die Nennleistung reduziert werden. Die Wickelkopftem-
peratur determiniert aus diesem Grund die Leistung einer statorkritischen EMA mit
Wassermantelkiihlung. Eine Erhohung der Kiihlleistung im aktuellen Kiihlsystem konn-
te das Temperaturniveau zwar insgesamt senken, eine homogene Temperaturverteilung
ist iiber eine reine Mantelkiihlung jedoch nicht realisierbar. Mit anderen Worten kann
das Leistungspotenzial der Maschinen aufgrund des Kiihlkonzepts nicht vollstandig aus-
geschopft werden.

Hinzu kommt, dass fiir zukiinftige Entwicklungen die Anforderungen an Gewicht und
Leistung tendenziell steigen werden, was gleichbedeutend mit einer noch héheren spe-
zifischen Leistung ist. Gleichzeitig besteht auch die Anforderung, die gesamte Maschine
in einem moglichst kleinen Bauraum unterzubringen. Neben einer hohen spezifischen
Leistung ist daher auch eine hohe Leistung pro Bauraum bzw. Leistungsdichte (kW /m?)
relevant. Diese ehrgeizigen Ziele konnen nur durch eine Kiihlung erreicht werden, wel-
che eine homogenere Temperaturverteilung innerhalb des Stators bei einem gleichzeitig
niedrigen Temperaturniveau ermoglicht. Unabhéangig davon, welche Maschinenkonzepte
in Zukunft fiir den automobilen Antriebsstrang eingesetzt werden, wird die Homogenitét
der Temperaturverteilung tiber die Ausnutzung des Leistungspotenzials einer Entwick-
lung entscheiden.

2 Ergebnis eines Experteninterviews mit Dr. Nguyen-Xuan, Spezialist Entwicklung fiir die thermische
Auslegung und Absicherung elektrischer Maschinen bei der BMW Group



1.3 Zielsetzung und Anforderungen

Um fiir jede EMA das bestmogliche Kiihlkonzept zu identifizieren, muss sichergestellt
werden, dass die Eigenschaften unterschiedlichster Ansétze moglichst frith im Entwick-
lungsprozess bekannt sind. Der Aufbau von Prototypen fiir jedes einzelne Konzept ist
hierfiir zu aufwendig und lasst keine Aussage iiber die Robustheit eines Konzepts bei
unterschiedlichen Maschinenvarianten zu. Aus diesem Grund gilt es, flexibel einsetzba-
re CAE Methoden zu entwickeln und zu validieren, um eine effiziente Bewertung von
Kiihlkonzepten fiir konkrete EMA Entwicklungsprojekte zu ermoglichen.

Die vorliegende Dissertation widmet sich zwei zentralen Themen:

1. Die virtuelle Entwicklung und Bewertung alternativer Kiihlkonzepte fiir statorkri-
tische elektrische Maschinen mit hoher spezifischer Leistung und Leistungsdichte.

2. Die Befdhigung von CAE Methoden zur Eigenschaftsanalyse von Kiihlkonzepten
fiir elektrische Maschinen in der frithen Entwicklungsphase.

Beide Zielsetzungen werden anhand bestehender und umfassend charakterisierter EMA
der BMW Group verfolgt. Der Serienstand der EMA Kiihlung des BMW i3 dient als
Referenz fiir die Bewertungen alternativer Konzepte. Es werden Modellierungsmethoden
entwickelt, welche die virtuelle Bewertung des thermischen Verhaltens ohne die Notwen-
digkeit einer Kalibrierung iiber Prototypen ermoglichen. Auch hinsichtlich der einge-
setzten Simulationsmethoden besteht der Anspruch einer generischen Anwendbarkeit
fiir unterschiedlichste Varianten und Betriebspunkte. Um die Giiltigkeit der generischen
Modelle zu belegen, werden vorhandene thermische Messungen der elektrischen Maschi-
ne des BMW i3 zur Validierung herangezogen.

Es konnen folgende konzeptbezogene Anforderungen an die Kiihlung fiir EMA mit
hoher spezifischer Leistung und Leistungsdichte definiert werden:

Konzeptbezogene Anforderungen

funktionale Anforderungen

KAF1 Ein Kiihlkonzept muss ein niedriges Temperaturniveau im Stator ermdg-
lichen.

KAF2 Ein Kiihlkonzept muss eine homogene Temperaturverteilung im Stator
ermoglichen.

nicht funktionale Anforderungen

KAF3 Ein Kiihlkonzept darf die elektromagnetischen Funktionen der EMA nicht
negativ beeinflussen.



KAF4

KAF5

KAF6

KAF7

KAFS8
KAF9

Ein Kiihlkonzept darf die mechanischen Funktionen der EMA nicht nega-
tiv beeinflussen.

Ein Kiihlkonzept muss eine moglichst geringe Gesamtenergiebilanz auf-
weisen.

Ein Kiihlkonzept muss moglichst unabhingig vom Maschinentyp einsetz-
bar sein.

Ein Kiihlkonzept muss gegeniiber schiadlichen Umwelteinfliissen abgeschirmt
sein.

Ein Kiihlkonzept muss zuverldssig und moglichst wartungsfrei arbeiten.
Ein Kiihlkonzept muss moglichst wenig Bauraum einnehmen.

KAF10 Ein Kiihlkonzept muss eine mdoglichst geringe Masse aufweisen.

Weiter gelten folgende methodische Anforderungen an CAE Methoden zur Eigen-

schaftsanalyse von EMA Kiihlkonzepten in der frithen Entwicklungsphase.

Methodische Anforderungen

Simulationen innerhalb der CAE Methode

MAF1

MAF2

MAF3

MAF4

MAF5

MAF6
MAF7

Die Simulationsergebnisse diirfen im Rahmen der Validierung maximal
10% von den gemessenen Zielgroken abweichen.

Die eingesetzten Simulationen miissen eine generische Giiltigkeit fiir den
gesamten betrachteten Parameterraum besitzen.

Die eingesetzten Simulationen diirfen nur von geometrischen Informatio-
nen, Materialeigenschaften, bekannten Randbedingungen und generisch
nutzbaren Messdaten abhéngen.

Die eingesetzten Simulationen miissen bekannte Freiheitsgrade als Para-
meter beinhalten.

Die eingesetzten Simulationen miissen unabhéngig von der genutzten Soft-
wareumgebung durchfithrbar sein.

Die eingesetzten Simulationen miissen robust sein.

Die eingesetzten Simulationen miissen auf moglichst geringen Hardwarer-
essourcen durchfiihrbar sein.

Anwendung der CAE Methode

MAFS8

MAF9

Der Aufwand beim Modellaufbau und bei Anpassungen muss moglichst
gering sein.

Die Durchlaufzeit einer Simulation muss mdoglichst gering sein.

MAF10 Das erforderliche Wissen zur Anwendung der CAE Methode muss mog-

lichst gering sein.



Insgesamt liefert die Dissertation einen fachlichen und methodischen Beitrag zur Ent-
wicklung effizienter elektrischer Antriebsmaschinen mit hoher spezifischer Leistung und
hoher Leistungsdichte.

1.4 Struktur der Arbeit

Die vorliegende Arbeit lésst sich in drei grofere Abschnitte untergliedern. Im ersten Teil
(Kapitel 2, 3 und 4) wird basierend auf physikalischen und technischen Grundlagen ei-
ne effiziente Methode zur thermischen Simulation elektrischer Maschinen beschrieben,
validiert und fiir erste Potenzialanalysen alternativer Kiihlkonzepte genutzt. Im zweiten
Teil (Kapitel 5 und 6) erfolgt mit der Motivation eines verbesserten Kiihlkonzepts fiir
EMA die detaillierte theoretische und experimentelle Charakterisierung von Olspriih-
strahlkiithlungen unter den Einsatzbedingungen im Inneren des Statorraums einer elek-
trischen Maschine mit verteilter Runddrahtwicklung. Im letzten Abschnitt (Kapitel 7)
werden die Erkenntnisse kombiniert, um in effizienten Stromungssimulationen das Ver-
halten verschiedener Spriihstrahlvarianten in zwei unterschiedlichen Betriebspunkten der
betrachteten Referenzmaschine zu erfassen und vor den gestellten Anforderungen zu be-
werten.

Im ersten Teil werden die Grundlagen der Thermodynamik und des Warmetransports in
EMA fiir den Fahrzeugeinsatz komprimiert dargestellt. Dies umfasst bekannte analyti-
sche Zusammenhénge, vereinfachte Zusammenhénge zwischen relevanten physikalischen
Grofsen und eine literaturgestiitzte Charakterisierung verschiedener Mdoglichkeiten des
konvektiven Wirmeiibergangs. Auf dieser Grundlage wird eine Methode zur thermi-
schen Modellierung von EMA mit verteilter Runddrahtwicklung entwickelt. Es werden
zwei unterschiedliche Ansétze implementiert, verifiziert, anhand von Messdaten validiert
und fiir den Einsatzzweck bewertet. Die ausgewéhlte Modellierung wird genutzt, um
Ansatzpunkte fiir das geschickte Ausnutzen der Wéarmeleitungspfade der betrachteten
Referenzmaschine zu erarbeiten. Mogliche Realisierungen in Form alternativer Kiihlkon-
zepte werden aus einer umfangreichen Literaturrecherche abgeleitet. Eine Bewertung vor
den gestellten konzeptbezogenen Anforderungen identifiziert die Ol-Spriihstrahlkiihlung
als vielversprechendstes Konzept.

Mangels zur Auslegung nutzbarer Literaturdaten wird im zweiten Teil der Arbeit ein
EMA-spezifisches Ol-Spriihstrahlexperiment konzipiert, aufgebaut und durchgefithrt. Auf
Basis von physikalischen Zusammenhéngen einphasiger Spriihstrahlkiihlungen werden
die relevanten Einflussgrofsen des Wirmeiibergangs abgeleitet und vor den Randbedin-
gungen des Anwendungsfalls der EMA Kiihlung diskutiert. Um relevante Erkenntnisse
bei versuchstechnisch realisierbaren Bedingungen sicherzustellen, erfolgt die folgende
Dimensionierung von Priifstand und Messreihen unter Anwendung der Ahnlichkeits-
theorie. Eine Beschreibung des Priifstandsaufbaus sowie der Messdatenerfassung und
-verrechnung zeigt weiter die Besonderheiten des Experiments. Die Darstellung der ex-
perimentellen Ergebnisse startet mit diversen Voruntersuchungen zur Plausibilisierung



des Priifstandsdesigns und der Messtechnik. Um nur jene Einflussfaktoren detailliert
zu untersuchen, welche im Experiment einen nachweisbaren Einfluss auf das Wérme-
iibergangsverhalten haben, wird ein zweistufiges Vorgehen mit Basisuntersuchungen
und erweiterten Untersuchungen gewéhlt. Alle Messreihen werden detailliert dargestellt
und umfassend mit Bezug auf die aufgestellten Thesen und Pramissen diskutiert. Ei-
ne Zusammenfassung der experimentell gewonnenen Ergebnisse dient als Grundlage der
Formulierung eines theoretischen Wandfilmmodells fiir Spriihstrahlkiihlungen bei ho-
her Prandtl-Zahl. Zuletzt werden die erzielten Ergebnisse mit bestehenden Literatur-
daten verglichen und aus der Gesamtheit der Messungen zwei dimensionslose Nufielt-
Korrelationen abgeleitet.

Im abschlieffenden Teil der Arbeit werden zunéchst die notwendigen Grundlagen zur Si-
mulation von Ol-Spriihstrahlen vorgestellt. Aus einem Fundus unterschiedlich komplexer
Methoden erfolgt eine Auswahl vor den formulierten Anforderungen an eine Simulati-
onsmethode in der frithen Entwicklungsphase. Anschliefsend werden die effizienten und
validierten Simulationsmodelle der betrachteten Referenzmaschine um die Erkenntnisse
des Experiments erweitert. Es werden Simulationen zweier Betriebspunkte der EMA fiir
drei Ol-Spriihstrahlkonfigurationen durchgefiihrt und mit Blick auf die erzielten Tem-
peraturverteilungen und Wérmestrombilanzen ausgewertet. Auch die Sensibilitdt der
berechneten Ergebnisse im festgestellten Fehlerbereich der experimentellen Ergebnisse
wird beleuchtet. Der finale Abgleich mit der Referenzkiihlung und die Bewertung vor den
formulierten konzeptbezogenen Anforderungen gibt Empfehlungen fiir mogliche Umset-
zungen der Konzepte in realen Kiihlsystemen.
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2 Physikalische und technische Grundlagen
elektrischer Maschinen

Im folgenden Kapitel werden die notwendigen Grundlagen zum Versténdnis der Thermo-
dynamik [4], Fluidmechanik [105] und des Wérmetransports |5, 46, 102] in elektrischen
Maschinen fiir den Fahrzeugeinsatz beschrieben. Weiterfiihrende Informationen sind der
jeweils angegebenen Fachliteratur zu entnehmen.

2.1 Elektrische Maschinen fiir den Fahrzeugeinsatz

Elektrische Maschinen fiir den Fahrzeugeinsatz unterscheiden sich vor allem durch ihre
hohe spezifische Leistung und Leistungsdichte von Maschinen in anderen Anwendun-
gen. Diese elementare Anforderung fiithrt dazu, dass im heutigen Stand der Technik
ausschlieRlich sogenannte Drehstrommaschinen fiir den Fahrzeugeinsatz geeignet sind!.
In diesen wird durch einen Stromfluss in den Wicklungen des Stators ein rotierendes
Magnetfeld erzeugt, welches den Rotor iiber unterschiedliche Wirkprinzipien antreibt.

Die nachfolgende Typencharakterisierung basiert auf [10, 54, 131]. Fiir detaillierte elek-
trotechnische Funktionsprinzipien wird auf |78, 94, 114, 124] verwiesen.

(a) PSM (b) FESM (c) ASM

Abbildung 2.1: Schemata geeigneter EMA fiir den Fahrzeugansatz (nach [54])

L Auf die Betrachtung von Reluktanzmaschinen wird verzichtet, da diese aus akustischen Griinden fiir
Elektrofahrzeuge ungeeignet sind [85] und es gegenwértig keine Anwendung in einem PKW gibt [54].
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Permanenterregte Synchronmaschine - PSM

Der Grofsteil der am Markt befindlichen Elektro- und Hybridfahrzeuge wird durch ei-
ne oder mehrere PSM angetrieben. Als Synchronmotor weist die PSM im Stator und
Rotor synchron umlaufende Magnetfelder auf. Das Magnetfeld des Rotors wird durch
im Rotor integrierte Permanentmagnete erzeugt, welche oberflichennah oder vergraben
(IPSM) (siehe Abb. 2.1a) positioniert werden kénnen. Die wesentlichen Vorteile einer
PSM sind ihr hoher Wirkungsgrad und ihre hohe spezifische Leistung. Nachteilig sind
insbesondere die Kosten der Permanentmagnete und das Risiko ihrer Entmagnetisierung
bei zu hohen Rotortemperaturen.

Fremderregte Synchronmaschine - FESM

Auch FESM gehéren zur Kategorie der Synchronmaschinen. Das synchron umlaufen-
de Magnetfeld wird im Rotor jedoch tiber eine Erregerwicklung erzeugt (Abb. 2.1b),
weshalb Schleifkontakte notwendig sind. Der hiermit verbundene Verschleifs ist einer
der Hauptnachteile von FESM. Die erzielbaren Leistungsdichten liegen unter jenen von
PSM, allerdings aufgrund des Wegfalls der Permanentmagnete bei geringeren Kosten
und hoherer thermischer Besténdigkeit.

Asynchronmaschine - ASM

Im Gegensatz zur PSM und FESM lduft der Rotor einer ASM nicht synchron mit dem
Drehfeld des Stators. Das Drehfeld des Stators induziert Spannungen im ferromagneti-
schen Kafiglaufer des Rotors, was wiederum zu einem Stromfluss im L&aufer fiihrt, wel-
cher das Rotormagnetfeld verursacht. Die Induktion wird jedoch nur solange aufrecht
erhalten, wie eine Relativgeschwindigkeit zwischen Drehfeld und Rotor besteht. Aus die-
sem Grund gibt es immer eine Differenzdrehzahl, welche Schlupfdrehzahl genannt wird.
ASM zeichnen sich vor allem durch geringere Kosten bei akzeptablen Wirkungsgraden
aus. Mangels Schleifkontakten sind sie zudem wartungsarm. Der grofte Nachteil ist die
geringe erzielbare spezifische Leistung, weshalb ASM ein vergleichsweise hohes Gewicht
aufweisen.

Aus der schematischen Abbildung 2.1 wird deutlich, dass die Statoren aller vorgestellten
Maschinentypen identisch sind. Fiir alle drei Varianten ist die einzige Aufgabe des Stators
das Erzeugen eines umlaufenden Magnetfeldes. Die eigentliche Maschinencharakterisitik
ergibt sich erst durch die Wahl des eingesetzten Rotors [114]. Aufgrund dieser geome-
trischen Ahnlichkeit des Stators konnen die weiteren Untersuchungen dieser Arbeit auf
die vorgestellte IPSM der BMW Group fokussiert werden, ohne eine Allgemeingiiltig-
keit der entwickelten Methoden zu gefahrden. Fiir andere Maschinentypen ergeben sich
aus thermischer Sicht einzig andere Warmequellendichten innerhalb des Stators, wie im
folgenden Kapitel noch genauer ausgefiihrt wird.
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2.2 Verlustleistungen als Ursache der Erwarmung
elektrischer Maschinen

In elektrischen Maschinen wird elektrische Energie in mechanische Energie bzw. mecha-
nische Energie in elektrische Energie gewandelt. Diese Wandlung ist wie bei jeder realen
Maschine nicht perfekt [94]. Es treten Verluste auf, welche in Form von Wérme freiwer-
den. Der Wirkungsgrad einer elektrischen Maschine definiert sich iiber die zugefiihrte
Leistung P,,, die abgegebene Leistung P,;, und die Verlustleistung Py geméfs:

Pab qu_PV

= _ TV 2.1
s = b P (2.1)

Fiir den motorischen Betrieb ist P,, = P.; und die abgefiihrte Leistung P,, = Pccn. Mit
dem Moment M und der Drehzahl n gilt:

Poeen  2-7-1n-M

= — 2.2
1 1 Pel Pel ( )

Abbildung 2.2 zeigt das Wirkungsgradkennfeld der betrachteten IPSM Referenzmaschine
der BMW Group als Funktion des Drehmoments und der Drehzahl.

Eckpunkt

Mmax

Maximalleistung

nmax

Abbildung 2.2: Wirkungsgradkennfeld der BMW Referenzmaschine (nach [89])

Der Grofsteil der Betriebspunkte liegt demnach in einem hohen Wirkungsgradbereich
von iiber 90%. Es handelt sich um eine hocheffiziente elektrische Maschine. Gemittelt
iiber einen reprisentativen Fahrzyklus betréigt der Gesamtwirkungsgrad ca. 90% [54]. Im
Bereich niedriger Drehzahlen und hohem Moment, sowie hoher Drehzahl und niedrigem
Moment gibt es jedoch auch Betriebspunkte mit Wirkungsgraden von unter 70%. Dort
ist demnach der Anteil der Verlustleistung besonders hoch. Fiir die Entwicklung von
Kiihlsystemen sind besonders die markierten Betriebspunkte Eckpunkt und Maximallei-
stung relevant.
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Um eine fiir alle Betriebspunkte passende Kiihlung auslegen zu konnen, gilt es, die anfal-
lende Verlustleistung als Ursache der Erwarmung der Komponenten niaher zu beleuchten.
Nach [94] setzen sich die Verluste aus Stromwéarmeverlusten in den elektrischen Kreisen,
Ummagnetisierungsverlusten im magnetischen Kreis, Reibungsverlusten und zusatzli-
chen Verlusten zusammen. In Abbildung 2.3 sind die fiir die Kiihlkonzeptentwicklung
relevanten Verlustleistungen in den jeweiligen Komponenten einer IPSM grafisch veror-
tet:

Ummagnetisierungsverluste

Stromwarmeverluste

Ummagnetisierungsverluste

Lagerreibungsverluste

Fluidreibungsverluste

Abbildung 2.3: Schematische Darstellung der relevanten Verluste einer IPSM

2.2.1 Stromwarmeverluste

Die Stromwéarmeverluste lassen sich wiederum in Wicklungsverluste, Erregerverluste und
Biirsteniibergangsverluste unterteilen. Die beiden letztgenannten Verlustarten treten in
einer PSM mangels Erregerwicklung nicht auf. Die verbleibenden Wicklungsverluste im
Stator ergeben sich mit dem elektrischen Widerstand der gesamten Wicklung Ry, und
dem Strom I, welcher durch diese Wicklung flieft zu [94]:

Pyw = Ry - I? (2.3)

Der elektrische Widerstand ist wiederum von der Temperatur und den eingesetzten
Leitern abhéngig [106, 127]:

Ry = r.(T}) A—LL =r(Ty) - [+ (T, —Tp)] - % (2.4)
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mit dem spezifischen Widerstand in Abhéngigkeit der Temperatur r.(7"), der Lange des
Leiters [, dem Querschnitt des Leiters Ay, der Referenztemperatur Tg, der Leitertem-
peratur 77, und dem Temperaturkoeffizient o > 0.

Da die meisten Wicklungen aus Kupfer gefertigt werden, wird im Folgenden die Defini-
tion der Kupferverluste Pg, nach [106] genutzt, welche die Wicklungsverluste inklusive
der Stromverdrangungsanteile (vgl. Unterpunkt “zusétzliche Verluste“) fiir den Leiter-
werkstoff Kupfer beriicksichtigt:

l
Pow = kg -rou(T) - [1 + acy - (T, — To)] - A—LL Ve (2.5)
kr > 1 ist hierin das sogenannte Widerstandsverhéltnis, welches den Widerstand mit
Stromverdréangung (kg > 1) zum Widerstand ohne Stromverdringung (kg = 1) ins

Verhéltnis setzt. Es besteht eine ndherungsweise quadratische Abhéngigkeit von der
Drehzahl der elektrischen Maschine [95]:

kr ~ np (2.6)

Gleichung 2.5 zeigt, dass die Wicklungsverluste mit steigender Temperatur ansteigen.
Nach [94] entspricht die Verlustdichte der Quellendichte der Warmestrémung. Das be-
deutet, dass samtliche Verluste zu einer Warmequelle in den Bauteilen fithren, welche
ihrerseits die Temperatur erhohen. Ein effizientes Kiihlsystem fiir den Stator fiihrt daher
nicht nur die anfallende Verlustleistung ab, sondern verringert die Verluste sogar und
hebt somit den Wirkungsgrad.

2.2.2 Ummagnetisierungsverluste

Die Ummagnetisierungsverluste setzen sich aus Hysterese- und Wirbelstromverlusten
zusammen [94]. Da beide Verlustarten in den Eisenblechen der EMA wirken, heiffen
diese Verluste auch Eisenverluste. Unter Hystereseverlusten wird diejenige Leistung ver-
standen, die beim Ummagnetisieren des Stator- und Rotorblechpakets aufgrund des sich
drehenden Magnetfeldes aufzuwenden ist [124|. Um die Hystereseverluste zu minimieren,
werden fiir diese Elektrobleche sogenannte weichmagnetische Materialien verwendet, wel-
che sich ohne grofsen Energieaufwand magnetisieren bzw. ummagnetisieren lassen [114].

Wirbelstromverluste sind Stromwéarmeverluste, kénnen entsprechend ihres Ursprungs
nach [15, 94| aber den Ummagnetisierungsverlusten zugeordnet werden. Aufgrund des
kontinuierlich umlaufenden Magnetfelds werden vor allem im Stator entlang diametraler
Schnittebenen durch dessen Rotationsachse Wirbelstrome induziert [124]. Zur Redu-
zierung der Wirbelstromverluste werden anstatt massiver Eisenkerne geschichtete und
gegeneinander isolierte Bleche eingesetzt [95]. Je diinner die Bleche, desto geringer die
Wirbelstromverluste. Diese sind dariiberhinaus aus siliziumreichem FEisen hergestellt,
was den spezifischen elektrischen Widerstand erh6ht und die Stromstérke der Wirbel-
strome senkt [94].
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Die Ummagnetisierungsverluste im Rotor einer PSM sind im Wesentlichen durch Wir-
belstromverluste gepriagt, Hystereseverluste spielen nur eine untergeordnete Rolle [130].
Die Verluste resultieren aus sogenannten Feldoberwellen, jenen Anteilen des magneti-
schen Feldes, welche nicht mit der Drehfrequenz des Rotors umlaufen [15] und folglich
im Blechpaket des Stators Wirbelstrome induzieren [91]. Sie treten vor allem im Bereich
der sogenannten Feldschwichung auf [88]. Uber das Mittel der Feldschwiichung wird eine
EMA bei verringertem Drehmoment {iber ihrer Bemessungsdrehzahl betrieben, was eine
bedarfsgerechte Dimensionierung von EMA und Leistungselektronik erlaubt [15].

Hystereseverluste sind linear und Wirbelstromverluste quadratisch von der Frequenz
der Ummagnetisierung und damit von der Drehzahl abhéngig [94, 95, 106]. Aus diesem
Grund kommt es bei hoheren Drehzahlen zu hoheren Ummagnetisierungsverlusten (vgl.
[56]). Gleichzeitig héngen beide Verlustarten in etwa vom Quadrat der magnetischen
Flussdichte ab [106, 114, 124]. Da eine Vergroferung des Statorstroms zu einem Anstei-
gen des Maschinenmoments fithrt [114], folgt {iber das Ampére’sche Gesetz (B ~ I [127])
zudem das Ansteigen der Ummagnetisierungsverluste mit steigendem Drehmoment der
Maschine.

2.2.3 Reibungsverluste

Nach [94] entstehen Reibungsverluste durch Lager- und Gasreibungsverluste. Nach [98]
konnen die Lagerverluste wie folgt berechnet werden:

dLager

2

PV,Lager =2-m-ng- e FLager : (27)
Hierin ist n die Drehzahl des Motors, p die lagerspezifische Reibzahl, Fp .4, die La-
gerkraft und dpqg., der Lagerbohrungsdurchmesser. Lagerverluste konnen demnach vor
allem durch moglichst kleine Lagerdurchmesser, geringe Reibzahlen und geringe Lager-
kréifte minimiert werden. Auf Maschinenseite fithrt ein moglichst geringes Gewicht zu
geringen Lagerkréften.

Gasreibungsverluste konnen fiir die meisten Maschinen als Luftreibungsverluste kon-
kretisiert werden. Fiir diese Arbeit wird der Begriff hingegen um die Moglichkeit des
Einsatzes beliebiger Fluide im Motorraum erweitert. Es wird von Fluidreibungsverlusten
gesprochen. Diese kénnen sowohl im Fluidspalt zwischen Rotor und Stator, als auch an
den Stirnseiten des Rotors auftreten [106]. Nach [109] konnen die Fluidspaltverluste wie
folgt beschrieben werden:

1
PV,Luftspalt = 3_2 k- CM TP w3 ’ d?{ot ’ lRot (28)
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wobei gilt

k Rauigkeitsfaktor im Intervall 1 (glatt) bis 1,4 (rau)
Cu Momentenbeiwert

p Dichte des Fluids

w Winkelgeschwindigkeit des Rotors

dRot Durchmesser des Rotors

LRot Léange des Rotors

Auf Basis der Fluidspaltdicke d;¢ und der dynamischen Viskositit des Fluids n bestimmt
die Couette Reynoldszahl

p-w-dpot - OLs

Res = 2.9
€s 20 (2.9)
die Berechnungsvorschrift fiir Cy;:
Res <3-10° 64 < Res < 5-10%|5-10% < Res < 10* > 104
2015/dRot )" 2015/dRot)*? 2015/dRot )" 2015/dRot )"
Cur | 1000/ | OB/ | | o (onsdma)® | o oo (OB /dr)
Res Rey Rey Rey

Fiir die Stirnseiten des Rotors kann nach [109] ferner folgender Zusammenhang angesetzt
werden:

1
PV,Stirnseiten = 6_4 : CM P WS : (D}r)g - d?/[/) (210)
mit dem Durchmesser der Welle dyy. In diesem Fall ist C'y; einzig eine vom Stromungs-
zustand abhéngige Funktion der Stirn-Reynoldszahl:

e Rer | <3-10° | >3-10°
Rep = P9 7R (2.11)
41 3.87 0,146

Cm Re0P ReOZ
€r ep

Obschon es sich bei diesen Gleichungen um analytische Ndherungen handelt, lassen sich
zwei elementare Parameter ableiten, welche die Fluidreibungsverluste Py pr mehr als
linear beeinflussen:

Einfluss der Geometrie Pyrr~ D% {y]27<y<46}

Einfluss des Betriebspunkts Py rp ~w® {2 ]2,0 <z <28}
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Elektrische Maschinen mit groffem Rotordurchmesser und hohen Nenndrehzahlen haben
demnach hohe Fluidreibungsverluste.

Im Gegensatz zu Stromwéarmeverlusten und Ummagnetisierungsverlusten erwarmen Flui-
dreibungsverluste die Maschine nur indirekt. Hat eine Maschine vergleichsweise hohe
Fluidreibungsverluste, wird weniger elektrische Energie in mechanische Energie umge-
setzt, da fiir dieselbe Antriebsleistung mehr Strom durch die Wicklungen fliefsen muss.
Die Erwérmung der Maschine aufgrund der Fluidreibung tritt daher vor allem durch den
gestiegenen Anteil an Stromwarmeverlusten auf. Die Erwérmung des Fluids aufgrund der
an ihm geleisteten Reibungsarbeit kann hingegen vernachlassigt werden.

Zudem ist darauf zu achten, dass bei der Entwicklung und Bewertung von Kiihlsystemen
auch die durch das Kiihlsystem selbst verursachten Fluidreibungsverluste beriicksichtigt
werden. Wird beispielsweise ein Ventilator auf der Welle zur Kiihlung des Rotors ein-
gesetzt (vgl. [54]) oder lduft der Rotor partiell in einem Olsumpf, ergeben sich deutlich
grofere Fluidreibungsverluste als bei der klassischen Mantelkiihlung. Derartige Effekte
kénnen nicht mit den vorgestellten analytischen Gleichungen erfasst werden. Stattdessen
muss eine ganzheitliche Bewertung von Kiihlkonzepten auf Basis detaillierter Simulatio-
nen oder mittels realer Versuche erfolgen.

2.2.4 Zusatzliche Verluste

Unter zuséatzlichen Verlusten versteht man alle verbleibenden Verlustarten, welche sich
nicht einfach lokalisieren oder als Ursache eines einzelnen Wirkungsmechanismus erkla-
ren lassen [94]. Hierfiir sind vor allem Verluste durch Stromverdringung in den Wick-
lungen, Verluste aufgrund von Wirbelstromen in tragenden und abdeckenden Konstruk-
tionsteilen und Verluste aufgrund unerwiinschter Komponenten des Luftspaltfelds zu
nennen [95]. Fir Synchronmaschinen konnen die zusétzlichen Verluste zwischen 0,05%
und 0,2% der Eingangsleistung betragen [106].

Verluste aufgrund von Stromverdréangung resultieren aus dem im Stator wirkenden Dreh-
feld und treten vor allem im Aktivteil der Wicklungen auf [106]. Im dufseren Bereich der
Leiter wirkt dabei ein groferer Widerstand, als dies bei reiner Gleichstrombeaufschla-
gung der Fall wiare. Um den Effekt zu minimieren besteht der Aktivteil oft aus vielen
einzelnen, gegeneinander isolierten Drahten, welche manchmal auch kontinuierlich radi-
al umgeschichtet werden [94|. Der Effekt der Stromverdrangung wird iiber das Wider-
standsverhéltnis kg in der Berechnung der Kupferverluste (2.5) beriicksichtigt.

Die restlichen Anteile der zusatzlichen Verluste sind stark von der finalen Geometrie

der Maschine abhéngig und koénnen fiir die Berechnung von Kiihlsystemen in der frithen
Phase vernachléssigt werden.
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2.3 Waiarmetransport in elektrischen Maschinen

Gemaéfs [94] entspricht die Leistungsdichte der auftretenden Verluste der Quellendichte
der Warmestromung. Das Ziel des Kiihlsystems ist es, diese anfallende Warme ohne
das Uberschreiten materialspezifischer Temperaturgrenzwerte in den Komponenten der
Maschine aus dem System zu transportieren. Wie nachfolgend ausgefiihrt wird, sind
hierfiir die Warmeleitung iiber die Komponenten der elektrischen Maschine und der
Waérmeiibergang an ein umstromendes Fluids relevant. Warmestrahlung spielt keine
signifikante Rolle. Die im Folgenden zur Beschreibung der relevanten Effekte genutzten
Literaturquellen sind, wenn nicht anders angegeben, einschliagige Fachbiicher zum Thema
Wiérmeiibertragung |5, 46, 102].

2.3.1 Warmeleitung in den Komponenten einer EMA

Dem Mechanismus der Warmeleitung kommt fiir die Kiihlung elektrischer Maschinen
eine besondere Rolle zu. Im Gegensatz zu konventionellen Antrieben muss in einer elek-
trischen Maschine der Warmetransport iiber sich berithrende Komponenten (Leiter, Iso-
lation, Elektrobleche) unterschiedlicher Materialien (Kupfer, Eisen, Epoxid-Harze) be-
riicksichtigt werden. Wéhrend des Betriebs handelt es sich aus rein thermischer Sicht um
ein komplexes instationdres Wérmeleitungsproblem mit inneren Quellen. Die allgemeine
Form der Fourierdifferenzialgleichung (2.12) beschreibt diesen Zusammenhang fiir jeden
Teilkorper bei temperaturabhéngigen Stoffwerten allgemein:

p-c(T) — =div]\(T)-VT|+w(T,Z,t) (2.12)
hierin ist
Dichte der Komponente
spezifische Warmekapazitat der Komponente

Wiérmeleitfiahigkeit der Komponente
Wiérmequellendichte in der Komponente

E >0

Wird die Temperaturabhéngigkeit der Stoffwerte und Warmequellen aufter Acht gelas-
sen, vereinfacht sich Gleichung (2.12):
oT

p-c-az)vVQTva(f,t) (2.13)

Abbildung 2.4a und 2.4b zeigen den Wickelkopf des Stators der Referenzmaschine als
Gesamtansicht und aufgesdgtes Teilstiick. Es lasst sich erkennen, dass es sich bei die-
ser Statorwicklung um eine verteilte Wicklung aus Runddréhten handelt (vgl. [114]). In
Abb. 2.4c sind ein Teilsegment, sowie Einzelbleche des Statorblechpakets zu erkennen.
Fiir die Anwendung von Gleichung (2.13) auf eine derart komplexe Geometrie lésst sich
keine analytische Losung des Warmeleitungsproblems bestimmen. Vielmehr miissen nu-
merische Simulationen mithilfe geeigneter Berechnungsprogramme durchgefiihrt werden,
um detaillierte Temperaturverldufe iiber die Maschinengeometrie zu erhalten.
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(a) Wickelkopf

(c) Statorblechpaket und Einzelbleche

Abbildung 2.4: Stator der betrachteten Referenzmaschine

Wicklungen

Um trotz dieses Umstands wesentliche Einflussfaktoren der Wérmeleitungscharakteri-
stik einer elektrischen Maschine anschaulich darstellen zu kénnen, zeigt Abbildung 2.5a
eine schematische Vereinfachung des radialen Querschnitts eines Wicklungsstrangs.

Um der Situation in einer elektrischen Maschine mdglichst nahe zu kommen, herrscht
auf der linken Seite des Querschnitts (=Kern des Wicklungsstrangs) eine Symmetriebe-
dingung (‘g—: = 0). Hier ist die maximale Temperatur 7}, zu erwarten. Die Warmequellen
des Systems w befinden sich in den Kupferdrdhten. Die Dirichlet’sche Randbedingung
T. = konst auf der rechten Seite des Querschnitts représentiert die sich einstellende

Temperatur einer sehr effektiven Kiihlung an der Oberfliche des Wicklungsstrangs.

In einer wie in Abb. 2.5a dargestellten Form hat das Warmeleitungsproblem zweidimen-

sionalen Charakter und wére selbst fiir diesen vereinfachten Fall analytisch zu aufwendig.

Da die Drihte regelméfig im Harz verteilt sind und die Position der Symmetriebedin-

gung sowie der Warmesenke 7, iiber eine Koordinate beschrieben werden kénnen, kann

in guter Naherung eine eindimensionale Betrachtung angesetzt werden (Abb. 2.5b). Wird
oT

zudem ein zeitlich unverdnderlicher Zustand (% = 0) betrachtet und héngt die Wér-

mequellendichte w nicht von der Temperatur ab, vereinfacht sich Gleichung (2.13) wie
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Abbildung 2.5: Schematische Darstellung von mit Harz umschlossenen Kupferdrahten

folgt:

(2.14)

Fiir alle Positionen von x, welche auf eine Harzschicht verweisen, verschwindet der Quell-
term (wges = 0). Die Schwierigkeit der Losung dieses Warmeleitungsproblems liegt in
der Losung der einzelnen Abschnitte und der Verkniipfung dieser zu einer Gesamtlosung.
Es entsteht ein stetiger, jedoch abschnittsweise definierter Temperaturverlauf, welcher
an den Beriihrstellen von Kupfer und Harz nicht differenzierbar ist.

Insgesamt ergibt sich fiir die maximale Temperatur 7} an der Stelle x = 0 folgender
Zusammenhang;:

9. wC’u : 5%’11 6 - wC’u : 5Cu ' 5Res
2- )\Cu )\Res

+ T (2.15)
mit Agy > Apes:

6« ud u5 es
Ty ~ “CA Cu'ORes | . (2.16)
Res

Mit (2.16) wird klar dass die maximale Temperatur des sich einstellenden Temperatur-
profils neben der Warmequellendichte wc,, fast vollstindig von der Dicke und Wérme-
leitfahigkeit der eingesetzten Isolation abhéngig ist. So fiihrt beispielsweise eine Ver-
doppelung der Isolationsschichtdicke zu einer Verdoppelung der Temperaturerh6hung
gegeniiber der Temperatur der Warmesenke 7,. Die Dicke der Kupferschicht ¢, taucht
in dieser Gleichung nur deshalb so prominent auf, weil sich der Warmeeintrag in das
System mit groferem Kupferanteil bei konstanter Warmequellendichte erhoht.
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Statorblechpaket

Dasselbe Vorgehen kann auch fiir eine vereinfachte Beschreibung des Statorblechpakets
(Abb. 2.4¢) durchgefiihrt werden. Abbildung 2.6 zeigt ein solches eindimensionales Er-
satzmodell.

A

517 e 5Res

a
v

Th AFe ﬁqv ARes

Abbildung 2.6: Schematische Darstellung von mit Harz umschlossenen Statorblechen

Im Gegensatz zum Wicklungsstrang sind die Schichten jedoch parallel zur Warmefluss-
richtung angeordnet. Da die Wicklungsverluste in den meisten Betriebspunkten grofser
sind als die Eisenverluste, werden keine inneren Wérmequellen betrachtet. Gleichung
(2.14) vereinfacht sich daher wie folgt:
0T

0=A\- el (2.17)
Nach [46] kann ein derartiges Paket planparalleler Platten unterschiedlicher Dicken d;,
Wiérmeleitféhigkeiten \; und der Gesamtdicke A iiber eine Ersatzwarmeleitfahigkeit A,
beschrieben werden:

A0+ Ao+ o+ Ay -y
A, = 1701+ Ay Z+ + (2.18)

Angewendet auf das skizzierte Ersatzmodell ergibt sich fiir A,:

_3‘/\Fe'5Fe+4')\Res'6Res
o A

Die Losung des Warmeleitungsproblems entspricht der Losung der stationdren Warme-
leitung in der Platte [102]:

A (2.19)

T, =" 4T, (2.20)

Erhoht sich A, sinkt T}, verringert sich A, steigt 7}, an. Im Gegensatz zum vereinfachten
Modell eines Wicklungsstrangs ist 7}, jedoch nicht allein von der Warmeleitfahigkeit der
Isolation abhéngig. Stattdessen ergibt sich eine Gewichtung der Wéarmeleitfahigkeiten
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iiber die Dicke und Anzahl der Schichten. Insgesamt kann jedoch auch hier abgelei-
tet werden, dass die geringe Warmeleitfahigkeit der Isolation den Grund fiir die hohen
Gradienten innerhalb des Statorblechpakets darstellt.

Die ausgefiihrte analytische Betrachtungen an vereinfachten Warmeleitungsmodellen
macht klar, dass die Ursache grofer thermischer Gradienten iiber die Komponenten
in elektrischen Maschinen im Wesentlichen in der geringen Warmeleitfahigkeit der
eingesetzten Isolationsmaterialien begriindet liegt. Weiter zeigt sich wie sensibel die
Berechnung des Temperaturmaximums von einer méoglichst exakten Abbildung von
Geometrie und Wiérmeleitfihigkeiten der eingesetzten Materialien abhéngt. Diese
Erkenntnis wird in Kapitel 3.1 erneut aufgegriffen und dient der zielgerichteten Ent-
wicklung einer passenden thermischen Modellierung elektrischer Maschinen.

2.3.2 Konvektiver Warmeiibergang in elektrischen Maschinen

Neben der Abhéngigkeit der Temperaturverteilung von den thermischen Eigenschaften
und Abmessungen der Isolation zeigt Gleichung (2.16) auch, dass T, als Wérmesenke
des Systems das absolute Niveau der Temperaturverteilung setzt. Mit steigender Kiih-
lungstemperatur T, steigt T}, mindestens in gleichem MaRe?.

Fiir reale EMA ist die Warmesenke jedoch nie eine konstante Temperatur. Unabhéngig
vom gewahlten Kiihlungskonzept wird die in der Maschine anfallende Wéarme mittels
Konvektion abgefiihrt. Konvektiver Wéarmeiibergang léasst sich als Warmeleitung in die
wandnéchste Fluidschicht (Haftbedingung!) und den konvektiven Abtransport dieser
Wiérme durch die Relativbewegung zwischen Wand und Fluid erklaren. Es spielt dabei
keine Rolle, ob die Wand selbst in Bewegung ist (z.B. ein sich in der Luft des Motorraums
drehender Rotor) oder die Stromung tiber eine stillstehende Oberflache erzwungen wird
(z.B. Stromung von Wasser durch den Wassermantel um den Stator einer EMA).

Konvektiver Wérmeiibergang wird allgemein wie folgt beschrieben:
Qo =0 As - (Tp — Ts) (2.21)

Das Fluid mit der Temperatur Tw sieht die Oberfliche Ag, iiber welche der Wérme-
strom Q, abgefiihrt werden muss. Nach dem ersten Hauptsatz der Thermodynamik
gilt: Py = Qa, d.h. die konvektiv abgefiihrte Warme entspricht der anfallenden Verlust-
leistung in den Komponenten der EMA. Gleichung (2.21) kann wie folgt interpretiert
werden: Eine Kiihlung ist umso besser, je geringer die sich einstellende Oberfléchen-
temperatur T ist. Denn wie in Abschnitt 2.3.1 aufgezeigt, bestimmt T letztlich auch

2 Wird die Abhéngigkeit der Warmequellendichte ¢ von der Temperatur beriicksichtigt, steigt 7}, sogar
starker als T, (vgl. Kap. 2.2.1).
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das Temperaturmaximum in der EMA. Um den Wirmestrom Q, bei moglichst gerin-
ger Oberflaichentemperatur Ts aus einer elektrischen Maschine zu leiten, gibt es drei
Moglichkeiten:

1. Erhohung des Warmeiibergangskoeffizienten o
2. Vergrokerung der gekiihlten Oberfliche Ag
3. Absenken der Temperatur des kithlenden Mediums T,

Die technische Umsetzbarkeit der einzelnen Mdoglichkeiten wird nachfolgend umfassend
diskutiert.

Verbesserung der Kiihlung durch Steigerung des Warmeiibergangskoeffizienten

Formell wird die Qualitdt des Warmeiibergangs durch den Warmeiibergangskoeffizienten
@ (auch HT'C nach engl. heat transfer coefficient) beschrieben. Je hoher @, desto effek-
tiver die Kiihlung. @ ist als vereinfachte, auf einen Skalar reduzierte Beschreibung eines
thermofluidmechanischen Zustands in der sogenannten Grenzschicht des Fluids iiber der
Oberfliche Ag zu verstehen. Ublicherweise ist @ ein iiber die gesamte zu kiihlende Fliche
gemittelter Wert. Der lokale Warmeiibergangskoeffizient a(x, y, z) beschreibt zusammen
mit der Warmeleitfahigkeit des Fluids Ap die Steigung des lokalen Temperaturverlaufs
senkrecht zur Wand in die Grenzschicht hinein. Anschaulich gesprochen ist der Quoti-
ent Ap/a(x,y, z) eine Strecke in der Grofenordnung der thermischen Grenzschichtdicke.
Je diinner diese thermische Grenzschicht ist, desto grofer ist der an der Wand wirken-
de Temperaturgradient und desto besser sind die Warmeiibergangsbedingungen. Die in
Kapitel 2.3.1 genutzte Randbedingung 7. = konst ist demnach ein Sonderfall mit der
thermischen Grenzschichtdicke d;, = 0, was perfektem Warmeiibertragung entspricht
(@ — o00). Ist @ = 0 stellt sich kein Wérmestrom ein und man spricht von Adiabasie.

Fiir reale Anwendungen zeigt Abbildung 2.7 eine Ubersicht typischer HTCs bei unter-
schiedlichen Kiihlungskonzepten. Es handelt sich um eine Zusammenstellung von in der
Literatur verfiigharen Ubersichten [12, 13, 69, 92, 97, 120, 122|. Die Darstellung zeigt,
dass sich der HTC unterschiedlicher Kiihlungskonzepte iiber mehrere Gréfienordnungen
erstrecken kann. Neben konvektivem Warmeiibergang sind auch Konzepte dargestellt,
welche die zur Phasenumwandlung benoétigte latente Warme nutzen, um noch hohere
Wirmeiibergangskoeffizienten zu erreichen. Es besteht ferner fiir alle Konzepte eine Ab-
hangigkeit vom eingesetzten Fluid, wobei mit Luft stets der geringste und mit Wasser der
beste HTC erreicht werden kann. Speziell fiir elektrische Bauteile sind auch dielektrische
Fliissigkeiten wie Ol und Fluorinerts interessant. Nachfolgend werden vier unterschied-
liche Wirkprinzipien des Warmeiibergangs in ihren Grundziigen erlautert.

Freie Konvektion

Bei der freien Konvektion ist der zu kiihlende Korper in Ruhe und es findet keine akti-
ve Beeinflussung der Stromungsgeschwindigkeit statt. Der konvektive Warmetransport
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Abbildung 2.7: HTCs unterschiedlicher Kiihlungskonzepte - eigene Darstellung auf Basis von
[12, 13, 69, 92, 97, 120, 122]

ergibt sich allein durch das Zusammenspiel von Dichteunterschieden und Massenkréften
im Schwerefeld. Durch das Aufwédrmen des Kiihlmediums an der Wand verringert sich
dessen Dichte und es kommt zu einem Auftrieb im Schwerefeld gegeniiber dem weiter
von der Wand entfernten Fluid. Neben der Temperaturabhédngigkeit der Dichte héngt
die Intensitdat dieses Warmeiibergangs auch von der Ausrichtung der zu kiihlenden Fla-
che im Schwerefeld ab. Stehen Schwerefeld und Dichtegradient parallel zueinander, wird
keine Stromung induziert und es findet kein konvektiver Warmeiibergang statt.

In Abbildung 2.7 sind HTC Bereiche fiir die Medien Luft, Fluorinerts, Ol und Was-
ser angegeben. Speziell mit Wasser konnen durch freie Konvektion bis zu 1400 W/m?K
erreicht werden [92]. Insgesamt sind die HTCs jedoch vergleichsweise gering.

Erzwungene Konvektion

Ist die Konvektion erzwungen, herrscht eine Relativgeschwindigkeit zwischen zu kiihlen-
dem Korper und Kiihlmedium, welche nicht auf Dichteunterschiede zuriickzufiihren ist.
Die sich ausbildenden Geschwindigkeiten sind in der Regel deutlich hoher als bei freier
Konvektion, was einen HTC Anstieg von ein bis zwei Gréfsenordnungen zur Folge hat.

Die hochsten HTCs lassen sich mit sogenannten Prallstrahlkiihlungen erreichen, bei
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welchen ein Freistrahl aus Fluid senkrecht oder unter leichtem Anstellwinkel mit hoher
Geschwindigkeit auf die zu kithlende Wand geschossen wird. Die Grenzschichten im sich
ausbildenden Film sind im Bereich der Staustréomung besonders klein [74], weshalb der
HTC dort lokal bis zu 55000 W/m?K betragen kann [69, 92]. Beim Einsatz fliissiger
Fluide fallen auch zweiphasige Spriihstrahlen in die Kategorie der Prallstrahlen [111].
Fiir Spriihstrahlkiihlungen trifft statt eines kompakten Fliissigkeitsstrahls ein Tropfen-
kollektiv (auch Sprih oder Spray [139]) auf die zu kiithlende Oberflache. Die thermische
Grenzschicht im sich ausbildenden Film wird durch Tropfeneinschlége kontinuierlich auf-
gerissen und kalte Tropfen konnen bis zur Wand vordringen [65, 100]. Die auf diesem
Weg erzielbaren Warmestrome bewegen sich in einer dhnlichen Gréfenordnung wie jene
des Freistrahls, jedoch wirkt die Kiihlung gleichméfig iiber der gesamten bespriihten
Oberfliche [73].

Sieden

Beim Warmeiibergang durch Sieden wird der Warmestrom durch Phasenumwandlung
von wandnahem Fluid abgefiihrt. Entscheidend fiir das Einsetzen des Siedens ist eine
Wandtemperatur oberhalb der Sattigungstemperatur des Fluids. An der Phasengrenze
selbst besteht keine Temperaturdifferenz. Der HTC des Siedens wird primér bestimmt
durch die Verdampfungsenthalpie des Fluids und den sich einstellenden Siedevorgang.
Letzterer ist wiederum abhéngig von der Differenz zwischen Wandtemperatur und Satti-
gungstemperatur. Es wird mit aufsteigendem HTC grob zwischen stillem Sieden, Blasen-
sieden und Stromungssieden unterschieden. Im Allgemeinen sind die erzielbaren HTCs
deutlich grofer als beim konvektiven Warmeiibergang, wie auch in Abb. 2.7 erkennbar
ist. Es kénnen demnach HTCs von bis zu 100 000 W/m?K erreicht werden [13, 97].

Spraykiihlung mit Phasenumwandlung

Abbildung 2.7 zeigt, dass mit dem Prinzip der Spraykiihlung mit Phasenumwandlung
nochmals hohere Wirmeiibergangskoeffizienten (bis zu 180000 W/m?K [69]) erreicht
werden konnen als beim Sieden. Die zugrundeliegenden Mechanismen sind noch nicht
vollstandig verstanden und Gegenstand aktueller Forschung. Der Konsens aktueller Ver-
offentlichungen ist jedoch, dass die kontinuierliche Nachférderung von noch nicht ver-
dampftem Kiihlmittel durch das Spray das Sieden in Wandnéhe begiinstigt [65]. Zudem
setzt die sogenannte Siedekrise bei einer verdampfenden Spraykiihlung deutlich spater
ein, da eine potenziell isolierende Dampfschicht beim Filmsieden durch das einprasselnde
Spray kontinuierlich aufgerissen wird. Die kritische Wérmestromdichte ist somit hoher
und eine isolierende Dampfschicht bildet sich erst aus, wenn die fliissigen Tropfen nicht
mehr bis zur Wand vordringen koénnen, sondern zuvor verdampfen.

Welche der dargestellten Prinzipien fiir Kiihlkonzepte von elektrischen Maschinen in
Frage kommen, ist Gegenstand von Kapitel 4.
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Verbesserung der Kiihlung durch VergréRBerung der gekiihlten Oberflache

Je nach Kiihlkonzept sind unterschiedliche Oberflichen der EMA an der konvektiven
Wirmeabfuhr durch das Fluid beteiligt. Die absichtliche Vergroferung dieser Oberflé-
chen kann eine Option zur Verbesserung der Wérmeabfuhr sein. Wichtig ist jedoch,
dass trotz dieser Mafnahme auch die Ziele anderer Disziplinen (z.B. Elektromagnetik,
Bauraum, Kosten, Gewicht, Montage, Festigkeit, etc.) erreicht werden kénnen. Wie bei
jedem technischen System gilt es, ein globales Optimum zu finden.

Nachfolgend wird der konvektive Warmefluss am Beispiel der vorgestellten EMA mit
Wassermantelkiihlung beschrieben. In Abb. 2.8 sind alle fiir Konvektion relevanten Ober-
flichen durch farbliche Einfarbung (blau, rot, griin) im bekannten Schema herausgestellt.

Abbildung 2.8: Fiir Konvektion relevante Oberflichen einer EMA: Innenwand des Wasser-
mantels (blau), Innenwénde des Motorraums (rot), Luftspalt (griin)

Die zentrale Warmesenke des Systems ist die Innenwand des Wassermantels (blau). Bei
gleichbleibender Temperaturdifferenz und konstantem HTC ist eine Vergroferung der
Wassermanteloberfliche aus rein thermischer Sicht immer mit einer Verbesserung der
Kiihlung verbunden. Da die Kontur der Innenwand das Strémungsbild und somit auch
den HTC beeinflusst und neben thermischen Uberlegungen auch diverse andere Ziele
beriicksichtigt werden miissen, kann die Oberflache nicht beliebig vergrofert werden.

Auch innerhalb des Motorraums sind alle Oberflichen zwischen Festkérpern und umge-
bendem Fluidraum am konvektiven Warmeiibergang beteiligt. Selbst ohne aktive Maf-
nahmen, wird durch die Bewegung des Rotors eine innere Stromung erzeugt, welche den
Wirmetransport von Rotor und Stator zur Gehdusewand antreibt (rot). Uber Wirmelei-
tung durch die Gehdusewand gelangt diese Warme letztlich ebenfalls in die Warmesenke
des Wassermantels. Auch iiber den Luftspalt wird Wérme zwischen Rotor und Stator
transportiert (griin).

Eine Vergrofserung der rot markierten Oberflache von Rotor und Statorwénden, beispiels-

weise iiber Rippen oder Nadeln, wire aus thermischer Sicht analog zum Wassermantel
sinnvoll, um den konvektiv abfiihrbaren Warmestrom zu steigern bzw. die Oberflichen-
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temperatur Ts zu senken. Eine vergrofserte Rotoroberflache steht nach Gleichung 2.8
jedoch in keinem Verhéltnis zum damit verbundenen Anstieg der Reibungsverluste und
scheidet daher aus. Fiir den Stator ist ein solcher Schritt denkbar, muss jedoch beson-
ders hinsichtlich seiner Auswirkung auf elektromagnetische und mechanische Effekte hin
iiberpriift werden. Speziell fiir die dargestellte Wassermantelkiihlung der Referenzma-
schine lohnt sich eine Vergroferung der Statoroberfliche nicht, da der HT'C an den rot
markierten Flichen nur 20 — 86 W/m?K betrigt [19)].

Speziell im Inneren des Motorraums ist eine Verdnderung der Oberflichen schwierig
zu realisieren, da dies negative Auswirkungen auf andere Funktionen des Motors haben
kann. Es muss im Einzelfall gepriift werden, ob ausreichend hohe Warmeiibergangskoeffi-
zienten erzielt werden konnen, um den Aufwand einer Vergroferung der Oberfliche zu
rechtfertigen.

Verbesserung der Kiihlung durch Absenken der Temperatur des Kiihimediums

Die vermeintlich einfachste Mdéglichkeit, um die Oberflichentemperatur bei konstantem
Wirmestrom zu senken, ist das Absenken der Kiithlmitteltemperatur. Neben der EMA
héngen jedoch auch Leistungselektronik, Batterie, Steuergerite und Klimagerite der
Innenkabine am Kiihlkreislauf des Fahrzeugs. Die gesamte in diesem Kreislauf aufge-
nommene Wérme muss iiber den Luftkiihler des Fahrzeugs an die Umgebung abgegeben
werden. Ein Absenken der Kiihlmitteltemperatur fiir die EMA ohne eine Temperatur-
erhohung in anderen Warmequellen lésst sich daher nur {iber einen effektiveren Kiihler
erreichen. Wie fiir die EMA selbst, gelten auch fiir den Luftkiihler die genannten drei
Einflussgrofsen auf den Wéarmeiibergang. Da die Temperatur der Umgebungsluft nicht
beeinflusst und ag nur iiber eine Veranderung der Anstrémung gesteigert werden kann,
verbleibt einzig eine Vergroferung der Kiihleroberfliche. Dies hat wiederum einen Ein-
fluss auf andere Zielgrofen des Fahrzeugs (Bauraum, Gewicht, etc.).

Insgesamt kann festgehalten werden, dass die beste Losung zur Sicherstellung einer
mdoglichst geringen Oberflichentemperatur T bei konstantem @), in der Kombinati-
on einer Maximierung von @& bei optimal ausgenutzten Oberflichen liegt. Hinsichtlich
der Auswirkung auf Ts verstiarken sich beide Einzelmafnahmen aufgrund der Multi-
plikation von @ und Ts gegenseitig. Erst wenn diese Potenziale optimal ausgeschopft
sind, kann eine weitere Absenkung des Temperaturniveaus nur noch mit einer Re-
duzierung der Temperatur des Kiihlmediums erzielt werden.

Wird eine derartig hocheffektive konvektive Warmeabfuhr mit der geschickten Aus-
nutzung der charakteristischen Warmeleitungseigenschaften einer EMA kombiniert,
besteht das Potenzial die konzeptbezogenen funktionalen Anforderungen (KAF1,
KAF2) bestmoglich zu erfiillen.
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2.3.3 Strahlung in elektrischen Maschinen

Das dritte in elektrischen Maschinen auftretende Warmeiibergangsphénomen ist Wérme-
iibergang durch Strahlung. Die hierfiir relevante Strahlungsaustauschbeziehung zwischen
diffus-grauen Strahlern lautet [102]:

Q2= AT (T =T (2.22)
wobei gilt
Q12 Warmestrom von Korper 1 zu Korper 2
Ay Oberflache des emittierenden Korpers
T Temperatur des emittierenden Korpers
T Temperatur des absorbierenden Korpers
Y19 geometrieabhéngiger Austauschkoeffizient

Nach [106] ist der Anteil von Strahlung am gesamten Wiarmetibergang in einer EMA nur
fiir Maschinen ohne besondere Kiihlungsmaftnahmen relevant. Fiir die in dieser Arbeit
betrachteten Maschinen mit hoher Leistungsdichte kann Strahlung demnach vernachlas-
sigt werden.

Diese Aussage lisst sich leicht durch eine einfache Rechnung stiitzen. Betrachtet wird
der Strahlungsaustausch zwischen der freien Maschinenoberfliche (Abb. 2.9 rot) und
der umgebenden Gehéausewand (Abb. 2.9 blau) wihrend eines Kaltstarts der betrach-
teten Referenzmaschine mit hohem Drehmoment. Da die Gehdusewand die Oberflache

Abbildung 2.9: Fiir Warmestrahlung relevante Oberflichen einer EMA

der EMA umschliefst, wird zur Berechnung des Austauschkoeffizienten der Fall konvezer
Korper im geschlossenen Raum wie folgt gewahlt:

g
S — (2.23)
TG -Da

Es gelte weiter die Annahme, dass die Oberfliche des umschlieffenden Gehduses A,
doppelt so grof ist wie A;. A; ergibt sich vereinfacht iiber den Aufendurchmesser d,
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und der Beriicksichtigung beider Enden des Zylinders gemaéfs:

d2
A1:2-Z“-7r (2.24)
Die Oberflichentemperatur der Maschine liege konstant bei T} = 120 °C, die Temperatur
des Gehéauses Ty aufgrund des Kaltstarts bei Umgebungstemperatur (T = 20°C). d, ist
fiir die Referenzmaschine d, = 242 mm. Mit den Emissionsgraden e¢; = €5 = 0,3 fiir alle
Oberflichen und der Stefan-Boltzmann-Konstante o = 5,67 - 1078 W /m?K* ergibt sich
fiir die von der EMA gegen das Gehiuse abgestrahlte Wirme Qs

Q12 ~ 191 W (2.25)

Da die Maschine in diesem Betriebspunkt eine Verlustleistung von ca. 3 kW aufweist,
liegt der Anteil der iiber Strahlung abgefiihrten Warme bei unter einem Prozent. Ana-
log zur angefiihrten Quelle kann der Wérmetransport aufgrund von Strahlung somit
vernachléassigt werden.
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3 Thermische Simulation elektrischer
Maschinen

In Kapitel 2.3 wurden die Herausforderungen des Wérmetransports in elektrischen Ma-
schinen beschrieben. Demnach kann die Wérmeleitung in der inhomogenen Struktur
verschiedener Komponenten von Stator und Rotor nicht ohne starke Vereinfachungen
iiber einfache analytische Gleichungen beschrieben werden. Aus einer umfassenden Ana-
lyse und Bewertung bestehender thermischer Berechnungsmethoden (siche Anhang A.1)
geht die numerische Simulation als genaues und flexibles Werkzeug zur FEigenschaftsana-
lyse von EMA Kiihlkonzepten in der frithen Entwicklungsphase hervor.

Das Ziel des nachfolgenden Kapitels ist es, speziell angepasste Modellierungsmethoden
fiir die thermische Simulation von EMA zu entwickeln und anhand ausgewéhlter Betrieb-
spunkte zu verifizieren und zu validieren. Die finale Bewertung der Methoden vor den
gestellten Anforderungen legt die Grundlage fiir das systematische Ableiten geeigneter
Kiihlkonzepte fiir EMA.

Die Ergebnisse wurden anteilig in folgendem Artikel veroffentlicht:

BROSSARDT, Nicolas ; NGUYEN-XUAN, Thinh ; PFITZNER, Michael: Precise Electrical

Machine Stator Winding Modeling for Thermal Analysis of Efficient Cooling Concepts.
In: SAE International Journal of Electrified Vehicles 13 (2023), Nr. 2, S. 161-178. [20]

3.1 Modellierung der Warmeleitung im Stator einer
EMA

In Kapitel 2.3.1 wurde eine starke Sensibilitdt der Temperaturverteilung hinsichtlich
geometrischer Mafse und Warmeleitungseigenschaften festgestellt. Die moglichst exakte
thermische Modellierung der Statorkomponenten ist eine Grundvoraussetzung zur Ent-
wicklung und Bewertung von Kiihlkonzepten.

Zur Beschreibung aller Modelle wird folgende Nomenklatur genutzt:

axial parallel zur Achse des Stators (Index az)
radial in Richtung des Radius des Stators (Index rad)
tangential senkrecht zum Radius und senkrecht zur Achse des Stators (Index tang)

Das Koordinatensystem ist durchgehend mit seiner z-Achse entlang der Statorachse und
mit seiner x-Achse entgegen der Schwerkraft ausgerichtet.
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3.1.1 Hochaufgeloste Modellierung der Wicklung

Mit den Méglichkeiten von stromungsmechanischen Berechnungsprogrammen (CFEFD fiir
engl. computational fluid dynamics) ist es ein naheliegender Ansatz, die Geometrie so
exakt wie moglich abzubilden. Fiir die hochaufgeloste Modellierung wird daher jede
Komponente als 3D Geometrie im Simulationsmodell abgebildet und mit den passenden
Warmeleitfahigkeiten geméf des eingesetzten Materials versehen.

Stand der Technik zur hochaufgelosten Modellierung

Die Grundlage fiir die hochaufgeloste Modellierung des Stators ist die Vorgehensweise
nach STOCKINGER [125|. Demnach kann iiber Schnittbilder eines zerségten Prototypens
die hochkomplexe Statorgeometrie nachmodelliert werden. Erste orientierende Simula-
tionen auf Basis einer auf diesem Weg erzeugten Geometrie der betrachteten Referenz-
maschine in der CFD Software ANSYS FLUENT zeigen das grundsétzliche Modellver-
halten in einem fiir die Elektromotorenentwicklung bei BMW relevanten Betriebspunkt.

In HUBER etal. [55] wird das Simulationsmodell fiir mehrere Fragestellungen genutzt.
Um den Einfluss von Impragnierharzen und Isolationspapieren mit erhéhter Wéarme-
leitfahigkeit auf die Temperaturverteilung zu erfassen, werden die auftretenden Maxi-
maltemperaturen fiir verschiedene Parameterkombinationen verglichen. Es zeigt sich,
dass die Maximaltemperatur in den Wicklungen stark von der Wéarmeleitfihigkeit des
Imprégnierharzes abhéangt. Ein weiterer Anwendungsfall ist die Lokalisierung des Tem-
peraturmaximums im Bereich des Wickelkopfs zur passenden Platzierung des Tempera-
tursensors. Um dem realen Betriebspunkt so nah wie méglich zu kommen, wird fiir diese
Analyse eine konvektive Randbedingung auf die Oberfliche des Wickelkopfs aufgeprégt.
Diese reprasentiert die zusatzliche Warmesenke durch Eigenventilation des Rotors.

WOODWORTH et al. 2018 [137] analysierten die thermischen Eigenschaften verschiede-
ner Draht-Harz-Biindel in Abhéngigkeit von ihren geometrischen Unterstrukturen. Sie
fiihrten einfache analytische Berechnungen, Finite-Elemente-Analysen und Berechnun-
gen anhand eines hocheffizienten mikrothermischen Modells durch, um die effektiven
Wirmeleitfahigkeiten des gesamten Biindels zu berechnen. Es wird ein grofser Einfluss
von der Warmeleitfahigkeit des Imprégnierharzes auf die Warmeleitfahigkeit senkrecht
zur Drahtorientierung festgestellt. Diese Ergebnisse bestétigen die Erkenntnisse von [55].

Hochaufgeloste Wicklungsmodellierung der betrachteten Referenzmaschine

Abbildung 3.1 zeigt den Stator der betrachteten Referenzmaschine neben seinem hoch-
aufgelosten CAD Abbild (engl. computer aided design). Das Modell basiert auf der CAD
Geometrie von [125]. Insgesamt sind 72 Wicklungsstriange abgebildet, welche sich in neun
geschlossenen Kreisldufen durch die Nuten des Statorblechpakets ziehen. Eine erkenn-
bare Vereinfachung des Modells ist das Vernachlissigen der elektrischen Anschliisse der
Kreislaufe (siche Abb. 3.1a links unten).
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A

(a) realer Stator (b) Hochaufgelostes CAD Modell

Abbildung 3.1: Bild und Abbild des Wickelkopfs der betrachteten Referenzmaschine

Mit der Annahme einer rotatorisch und auf beiden Wickelkopfseiten gleichméfig wirk-
samen Kiihlung, kénnen vom Wicklungsschema abhéngige Symmetrien der Maschine
genutzt werden. Wie in Abb. 3.2 schrittweise illustriert, kann die Reduktion bis auf ein
20° Segmentmodell erfolgen.

Jeder Wicklungsstrang besteht aus 108 einzelnen Kupferdrihten mit einem Durchmes-
ser von 0,7 mm (Abb. 3.3a) und einer sehr diinnen isolierenden Lackummantelung. Vor
dem Wickeln wird eine Nutisolation (Abb. 3.3b blau) eingelegt, um einerseits einem
Abrieb des Lacks bei der Fertigung vorzubeugen und andererseits die unterschiedlichen
Phasen der Wicklungsstrange elektrisch zu isolieren. Nach dem Wickeln wird ein isolie-
render Deckschieber eingesetzt (Abb. 3.3b griin). Ein isolierendes Tréankharz (Abb. 3.3c)
verhindert einen Kurzschluss zwischen den einzelnen Drahten innerhalb eines Strangs
und verbessert die Steifigkeit der Wicklungen. Da die Kontur der Nutisolation aus fer-
tigungstechnischen Griinden nicht mit der Nutkontur identisch ist, entstehen wahrend
des Trénkens sogenannte Harzecken (Abb. 3.3c rot). Die konkreten Wirmeleitfédhigkei-
ten der eingesetzten Materialien zeigt Tabelle 3.1.

Tabelle 3.1: Materialien und Wéarmeleitfahigkeiten des hochaufgelésten Modells

Komponente Material A [W/mK]
Wicklungsdraht Kupfer 387,6
Trankharz Polyesterimid 0,23
Nutisolation Isolationspapier 0,139
Deckschieber Isolationspapier 0,149
Phasentrenner Isolationspapier 0,139

Um auch im Bereich des Wickelkopfs die einzelnen Phasen voneinander zu trennen, muss
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(a) axiale Symmetrie (b) rotatorische Wiederholung

(c) tangentiale Symmetrie

Abbildung 3.2: Ableiten eines 20° Segmentmodells iiber Symmetriebedingungen
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(a) Kupferdrihte (b) Nutisolation und Deckschieber

(c) Trankharz

Abbildung 3.3: Hochaufgelostes 20° Segmentmodell
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ein Phasentrenner eingesetzt werden. Dieser wird im Modell jedoch nicht geometrisch
aufgelost, sondern als thermischer Kontaktwiderstand zwischen den oberen und unteren
Wicklungsstréingen abgebildet.

Wie bereits in Kapitel 2.2.1 beschrieben, ergeben sich die in der Wicklung auftretenden
Kupferverluste als Zusammenspiel von lokaler Temperatur und lokalem elektrischem
Widerstand. Wird Gleichung (2.5) fiir eine 3D CFD Simulation mit hochaufgeloster
Wicklung angewendet, kénnen die Verluste als Skalarenfeld Pg,(z,y, z) tiber die gesam-
te Wicklung des Stators der elektrischen Maschine beschrieben werden:

Pou(z,y,2) = kr(x,y, 2) - rou(To) - [1 4+ acu - (T(z,y,2) — To)] - il—LL T2 (3.1)

Demnach sind die Skalarenfelder der Temperatur T'(z,y,z) und des Widerstandsver-
héltnises kg(x,y, 2) fir die Verteilung der Kupferverluste verantwortlich. Alle anderen
Grofsen sind einzig von der jeweiligen EMA oder vom simulierten Betriebspunkt abhén-
gig. Fiir die Simulationen im Rahmen dieser Arbeit wird vereinfachend eine homogene
Verteilung der Kupferverluste iiber das gesamte Volumen der Wicklung V¢, angenom-
men (siche Anhang A.3). Es ergibt sich fiir die Warmequellendichte wey,:

o PCu
B VCu

(3.2)

wCu

3.1.2 Abstrakte Modellierung der Wicklung

Die bevorzugte Flussrichtung der Warme erfolgt immer entlang des geringsten ther-
mischen Widerstands. Wie in Kapitel 2.3.1 gezeigt, ist dieser bei einer Reihenschal-
tung verschiedener Materialien stark abweichender Warmeleitfdhigkeiten deutlich gro-
Ker als bei einer Parallelschaltung. In der Wicklung einer EMA flieft daher Warme
bevorzugt entlang der Driéhte und nicht senkrecht zu ihnen. Im hochaufgelosten Stator-
modell wird diese essenzielle Eigenschaft iiber das Abbilden einzelner Drihte und des
umgebenden Harzes erreicht. Statt der Auflosung feiner geometrischer Skalen wird die
Wiérmeflussrichtung in der abstrakten Modellierung iiber eine anisotrope Warmeleitfa-
higkeit gesteuert. Die einzelnen Draht-Harz-Biindel, welche sich aus einer Statornut iiber
den Wickelkopf in die néchste Statornut ziehen, werden hierzu abstrahiert als homogene
Kompositstrange beschrieben (Abb. 3.4).

Stand der Technik zur abstrakten Modellierung

Erstmals nutzten JIH etal. [59] diesen Ansatz in thermischen FEM Simulationen zur
Analyse verschiedener Varianten der elektrischen Maschinen eines Hybridfahrzeugs. Um
den Aufwand der Simulationen zu senken, wurden fiir die Wicklung des Aktivteils und
das Statorblechpaket Ersatzkorper mit orthotropher Warmeleitfahigkeit genutzt. Der
Vergleich mit experimentellen Daten zeigt eine sehr gute Ubereinstimmung der maximal
auftretenden Temperaturen.
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Abbildung 3.4: Modellierung der Wicklung als Komposit mit anisotroper Warmeleitfahigkeit

In thermischen CFD Analysen setzten erstmals SHANEL etal. [117] diesen Modellie-
rungsansatz zur Berechnung des Rotors eines luftgekiihlten vierpoligen Generators ein.
Uber den Abgleich von Simulationen regelmifig geschichteter Kupfer-Isolations-Pakete
stellten die Autoren eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen geometrischer und ab-
strakter Modellierung fest. Dies liegt im Einklang mit den in Kapitel 2.3.1 dargestellten
analytischen Zusammenhéngen. Bei der Anwendung auf die betrachtete EMA zeigten
sich ferner Stabilitdtsprobleme bei einer Vernetzung der Wicklungen mit Tetraederzel-
len. Demnach miissen fiir grofe Temperaturgradienten im Bereich starker anisotroper
Wirmeleitfiahigkeiten Hexaedervernetzungen genutzt werden. Eine Validierung der er-
zielten Ergebnisse mit experimentellen Ergebnissen erfolgte nicht.

TURNBULL etal. [128] verwendeten CFD Simulationen bei der Auslegung des Wickel-
kopfvergusses einer elektrischen Maschine fiir ein Hybridfahrzeug. Sie approximierten
die Statorwicklung durch konzentrische Ringe mit hoher Warmeleitfahigkeit, die durch
thermische Widerstdnde getrennt sind. Das entwickelte Ersatzmodell wurde anhand von
Messdaten kalibriert. Die Autoren betonten die Relevanz der von ihnen entwickelten
CFD-Modelle fiir den Entwicklungsprozess, da mit Hilfe der Simulation teure und zeit-
aufwindige Experimente zur Bewertung von Vergussmaterialien und unterschiedlichen
Kiihltopologien vermieden werden konnten.

BOGLIETTI etal. [16] stellten in einer Abhandlung zu kritischen Parametern in ther-
mischen Modellen elektrischer Maschinen fest, dass es aufgrund der zufilligen Vertei-
lung der Leiter in den Nuten elektrischer Maschinen nicht sinnvoll sei, diese konkret
aufzulosen. Vielmehr sei es fiir die relevanten Wicklungstemperaturen entscheidend, die
durchschnittliche Materialverteilung in den Nuten zu kennen.

WROBEL und MELLOR [141] nutzten den Ansatz der abstrakten Modellierung, um ein

spezielles thermisches Netzwerkmodell anhand einer thermischen FEM Simulation zu
verifizieren. Die Wéarmeleitungseigenschaften des Draht-Harz-Verbundkdrpers wurden
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hierzu experimentell anhand eines Priifkorpers aus isolierten Litzen bestimmt. In WRO-
BEL et al. [140] erfolgt auf dieser Basis die Modellierung von Statorsegmenten zur ther-
mischen Auslegung verschiedener Maschinenvarianten. Die Wicklungssegmente werden
analog zum Ansatz thermischer Netzwerke vereinfachend iiber einzelne homogene Regio-
nen mit anisotropen Warmeleitfahigkeiten beschrieben. Durch Rotationen des Tensors
der Warmeleitfahigkeiten entstandene Nebendiagonalenelemente werden vernachléssigt.
Der Vergleich der simulierten Ergebnisse mit den Messdaten eines aus dieser Auslegung
abgeleiteten Maschinenprototypens zeigt Temperaturabweichungen unter 10%.

In der vorliegenden Dissertation wird eine abstrakte Modellierung der Statorwicklung
mit Hilfe von Zonen konstanter anisotroper Warmeleitfahigkeit geméf BROSSARDT et al.
[19] 2015 genutzt. Abbildung 3.5 zeigt diese Konfiguration fiir das abstrakte Modell des
Stators der Referenzmaschine. Analog zur hochaufgelosten Modellierung (Kap. 3.1.1)
werden die Symmetrieebenen der Maschine zur Reduktion auf ein 20° Segment genutzt.
Jede Einfarbung in Abb. 3.5 représentiert einen anderen hinterlegten Tensor der Wiér-
meleitfdhigkeit. Die Warmeleitungstensoren werden anders als in WROBEL et al. [140]
inklusive der Nebendiagonalenelemente beriicksichtigt.

Abbildung 3.5: Wirmeleitungszonen des abstrakten Referenzmodells [19]
Die Methode wurde in den CFD-Codes ANSYS FLUENT und OpenFOAM implemen-

tiert und kann fiir die CHT-Simulation (engl. conjugate heat transfer) verschiedener
Kiihlsysteme verwendet werden. Als Verifizierungsbasis dienen représentative Simulati-
onsergebnisse des hochaufgelosten Segmentmodells aus [55] in ANSYS FLUENT. In ei-
ner Anwendung des Modells fiir einen Betriebspunkt mit konvektiven Randbedingungen
auf allen freien Oberflichen des Stators kann eine Abweichung der Maximaltemperatur
zwischen hochauflésendem und abstraktem Modell von weniger als 10% gezeigt werden.
Aufgrund der hohen Relevanz fiir weitere Erkenntnisse in dieser Arbeit wird die genutzte
Modellierung im folgenden Abschnitt detaillierter dargestellt.
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VANSOMPEL und SERGEANT [129] untersuchten ein Kiihlkonzept mit thermisch leitfa-
higen Einsatzstiicken, welche in den Statornuten liegen und gleichzeitig die Wickelkdpfe
umschliefen. In ihrem thermischen FEM-Modell verwendeten sie homogenisierte Biindel
samt anisotroper Wirmeleitfihigkeitstensoren. Die Validierung ergab eine gute Uber-
einstimmung zwischen simulierten und gemessenen Temperaturen an sechs relevanten
Positionen im Stator.

WOODWORTH et al. 2019 [138] nutzten eine gekoppelte CFD-FEM-Simulation zur Be-
rechnung des Temperaturprofils im Stator einer elektrischen Maschine mit hoher Lei-
stungsdichte. Um das anisotrope Warmeleitungsverhalten der Wicklungen in hoher Ge-
nauigkeit aufzulosen, wurde eine thermische FEM Simulation in ANSYS Mechanical bei
verschiedenen Maschinenleistungen durchgefiihrt. Die Berechnung der direkten Olkiih-
lung erfolgte in ANSYS CFX bei unterschiedlichen Oldurchflussraten. Der Vergleich mit
den Messdaten ergibt eine gute Ubereinstimmung sowohl fiir die maximale Temperatur
in der Nut als auch fiir jene in den Wickelképfen. Die Abweichung liegt im Bereich von

3 —10°C.

ACQUAVIVA et al. [3] stellten eine effiziente Methode zur Berechnung des Temperaturpro-
fils fiir elektrische Maschinen mit Kiihlmantel vor. Anstatt die Strémung innerhalb der
Kiihlkanéle aufzulosen, wurde eine vereinfachte 1D-CFD-Simulation verwendet, um den
Kiihlmantel als Warmesenke zu modellieren. Die Wéarmeleitung im Inneren der Festkor-
per wurde in einer thermischen FEM-Simulation berechnet. Ahnlich wie in [19] wurden
Zonen konstanter Wirmeleitfahigkeit genutzt, um das anisotrope Verhalten zu beriick-
sichtigen. Im Wickelkopfbereich wurde die komplexe Form der Wicklungen vereinfacht
und eine Mischung aus anisotropen und isotropen Zonen festgelegt. Auf der Oberflache
der Endwicklung wurde zur Berticksichtigung der Konvektion eine korrelationsbasier-
te Randbedingung definiert. Das Netz der FEM-Simulation umfasst insgesamt 155000
Knoten fiir die gesamte Maschine. Aufgrund der hohen Effizienz der gewahlten Model-
lierung und des groben Netzes konnte eine zeitabhéngige Analyse durchgefiihrt werden.
Im Vergleich zu experimentellen Temperaturkurven einer getesteten biirstenlosen Trak-
tionsmaschine geben die Autoren einen durchschnittlichen absoluten Fehler von nur 3%
an.

Thermische Modellierung der Wicklungen iiber abschnittsweise Zonen
anisotroper Warmeleitfahigkeit

Die Wirmeleitfahigkeit eines anisotropen Materials ist kein Skalar, sondern ein Tensor
2. Stufe [66]:

)\xx )\xy /\acz
Al‘,%z = >‘ycc /\yy )\yz (33)
Aoz Azy Az

Es werden folgende Annahmen getroffen:

e Gemif [16] sind die Drahte homogen iiber den Strangquerschnitt verteilt.
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e Der Fiillfaktor F'! ist entlang der Stringe konstant.

Mit diesen Vereinfachungen kann ein konstanter Tensor A¢, ¢ im drahtfolgenden Koor-
dinatensystem (&, 7, () fir die Wicklung des Stators definiert werden:

A 00
Aepec= 10 AL 0 (3.4)
0 0 X

&mn¢

Hierin ist A die Warmeleitfahigkeit entlang der Dréhte und A, jene senkrecht zu diesen.
Die Werte fiir A\ und A; ergeben sich nach den Mischungsregeln fiir Faserverbundwerk-
stoffe [115]:

)\” Z)\CU-F—{—)\RES-(l—F) (3.5)
1
M=Fan (3.6)
E /\Res

Innerhalb der Statornuten fallen die Hauptachsen dieses Tensors (£, 7, () mit dem globa-
len Koordinatensystems (x,y, z) der CFD Simulation zusammen. In den Wickelkopfen
muss der Tensor hingegen entsprechend der Drahtrichtung ausgerichtet werden. A, .
ist in diesem Bereich eine Funktion der Rotationswinkel (i ot, Brot; Yrot) um die Achsen
des globalen Koordinatensystems und des konstanten Tensors A¢ ¢

A$,y,z - f(aTOt7 B’/‘oh Yrot, AE,n,C) (37)

Da nicht alle Drahte fiir jede Position (7, () des Strangquerschnitts parallel verlaufen,
orientiert sich die Ausrichtungskurve an der neutralen Faser des Wicklungsstrangs. Zu-
sitzlich erfolgt eine Linearisierung, um analog zu [140] einige wenige Zonen konstanter
anisotroper Wéarmeleitfihigkeiten zu erhalten. Abbildung 3.6 verdeutlicht dieses Vor-
gehen anhand eines einfachen Beispiels. Hierin repréasentiert die schwarze Strecke die
neutrale Faser und die graue Strecke die linearisierte Ausrichtungskurve.

Abbildung 3.6: Abschnittsweise Linearisierung (grau) des realen Strangverlaufs (schwarz)

L F beschreibt das Verhaltnis zwischen dem Volumen der Kupferwicklung und dem Gesamtvolumen
des Wicklungsstrangs.
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Besonders in Bereichen starker Abweichung zwischen linearem Teilstiick und korrespon-
dierender Tangente an die neutrale Faser fiihrt die Vereinfachung zu einer Verdnderung
des Wirmeflusses im Wicklungsstrang. Aus diesem Grund muss bei stirkerer Kriitmmung
der neutralen Faser eine grofere Anzahl an linearen Teilstiicken vorgesehen werden.

Anwendung der abstrakten Wicklungsmodellierung

Das abstrakte thermische Modell der betrachteten Referenzmaschine ist eine Weiter-
entwicklung der Vorarbeiten aus [19]. Die Wicklungsstringe des 20° Segmentsmodells
werden in drei Bereiche unterteilt (Abb. 3.7a):

blau  Aktivteil
orange innerer Wickelkopf (iWK)
griim  dukerer Wickelkopf (aWK)

(a) Wicklungsstringe (b) Isolationspapier als thermischer Wider-
stand

Abbildung 3.7: Eigenschaften des abstrakten 20° Segmentmodells

Im Vergleich zur Unterteilung in [19] ist der aWK etwas feiner aufgeldst (vgl. Abb. 3.5).
Die Umlenkung (braun in Abb. 3.5) wurde in vier Warmeleitungszonen unterteilt. Zudem
geht aus Abb. 3.7b hervor, dass Nutisolationen und Deckschieber im abstrakten Modell
nicht geometrisch aufgelost werden. Sie sind als thermische Widerstinde abgebildet. Im
Gegensatz zum hochaufgelosten Modell werden auch die Harzecken nicht berticksichtigt.
Es wird angenommen, dass der Aktivteil des Wicklungsstrangs die Nuten des Stators
vollsténdig ausfiillt.

Abbildung 3.8 zeigt die bevorzugte Richtung des Warmeflusses in den definierten Wir-
meleitungszonen der Wicklungsstréange. Die dargestellten Vektoren ergeben sich als Ei-
genvektoren 7; der hinterlegten Tensoren der Warmeleitfihigkeit A, ). und folgen dem
Drahtverlauf. Der blaue Pfeil zeigt die bevorzugte Richtung der Warmeleitung des Sta-
torblechpakets, welche in Blechrichtung maximal ist.
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(a) unterer Wicklungsstrang (b) oberer Wicklungsstrang

Abbildung 3.8: Bevorzugter Warmefluss der einzelnen Warmeleitungszonen

Aus Schnittbildern der betrachteten Referenzmaschine (sieche Abb. 3.9) kann fiir das
Gebiet innerhalb der Isolationspapiere ein Nutfiillfaktor von F' = 51% abgeleitet wer-
den.

Abbildung 3.9: Schnitt durch ein Segment des Aktivteils der Referenzmaschine

Mit den Warmeleitfahigkeiten Ay, und Ages aus Tabelle 3.1 ergibt sich fiir A| nach Glei-
chung (3.5) ein Wert von 197,79 W/mK und fiir A; nach Gleichung (3.6) ein Wert von
0,47 W/mK. Experimente von STOCKINGER [125] an Segmenten der Wicklung der be-
trachteten Referenzmaschine bestétigen diese Zahlen.

Vor dem Hintergrund der eingebrachten Unschérfe durch die getroffenen Vereinfachun-
gen, sowie der Nutzung der Modelle in der frithen Entwicklungsphase, wird in der Folge
vereinfachend mit den Werten von Ay =200 W/mK und A, = 0,5 W/mK gearbeitet.

Mangels geometrisch aufgeldster Driahte muss fiir die abstrakten Modellierung eine Um-

rechnung der Kupferverluste auf die Kompositstriange erfolgen. Mit den getroffenen Ver-
einfachungen ist eine Implementierung geméfs Gleichung (3.1) problemlos moglich. Wird
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analog Gleichung (3.2) eine homogene Verteilung der Kupferverluste tiber das gesamte
Volumen des Komposits Vi angenommen, ergibt sich die Warmequellendichte wg zu:

- P Cu

K=

(3.8)

Um zu verhindern, dass aufgrund unterschiedlicher Volumenverteilungen die Leistung an
den falschen Stellen ins Simulationsmodell eingebracht wird, ist eine hohe Volumen&hn-
lichkeit des abstrakten Modells mit der realen Wicklung erforderlich. Fiir das genutzte
thermische Modell der Referenzmaschine zeigt Abb. 3.10 den hohen rdumlichen Uber-
deckungsgrad von hochaufgelostem und abstraktem Segmentmodell.

Abbildung 3.10: Uberlappung von abstrakter und hochaufgeléster Wicklung

3.1.3 Modellierung des Statorblechpakets

Das Statorblechpaket (Abb. 3.11) wird ohne die zur Montage nétigen Verzahnungen
einzelner Segmente (vgl. Abb. 2.4¢) abgebildet. Analog zum Vorgehen der abstrakten
Wicklungsmodellierung, werden die geschichteten Elektrobleche nicht geometrisch auf-
gelost. Der regelméfige Aufbau und die axiale Schichtung der Elektrobleche erlauben
eine einfache Beschreibung des Blechpakets als Verbundkérper mit richtungsabhéngigen
Wirmeleitungseigenschaften entlang des globalen Koordinatensystems.
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Abbildung 3.11: Statorblechpaket der 20° Segmentmodelle

Die experimentelle Bestimmung der Werte [125] ergibt folgenden Zusammenhang;:

W
>\ax = 373 3.9
—— (3.9)
W 7 € [0,200°C] W
Arad = Atang = 0,02 T+ 12, > 20-24—— 1
d tang = 0,025 =T + 12,675 K 0 K (3.10)

Wie in Kapitel 2.3.1 gezeigt, bewirkt die geringe Warmeleitfahigkeit der Isolation in ei-
ner Reihenschaltung ein kleines A\yz. Arqq und Aygpg liegen aufgrund der Parallelschaltung
ca. eine Grofenordnung dariiber.

Die auftretenden Eisenverluste werden auch hier als homogene Warmequellendichte wg,
definiert (vgl. Anhang A.3):
- PFe

B VFe

(3.11)

WFe
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3.1.4 Verifizierung der thermischen Segmentmodelle

Nach [116] besteht die Verifizierung eines Simulationsmodells aus folgenden Schritten
1. Verifizierung des Simulationscodes
2. Verifizierung der Berechnung.

Beide vorgestellten Modellierungsansétze wurden in 3D Simulationsmodellen innerhalb
der Simulationssoftware Simcenter STAR-CCM+ (Version 2021.3) umgesetzt. Da bei der
Umsetzung der vorgestellten Modellierungen mit Standardfunktionen von STAR-CCM-+
gearbeitet wurde, kann eine Verifizierung des Simulationscodes an dieser Stelle entfallen.
Es wird angenommen, dass die genutzten Funktionen fehlerfrei implementiert sind.

Hinsichtlich der Verifizierung der Berechnungen wird nachfolgend eine Netzstudie fiir
die abstrakte Modellierung der Referenzmaschine anhand des Testfalls Bergfahrt durch-
gefiihrt. Das Ziel der Untersuchung ist der Nachweis einer weitgehenden Unabhéngigkeit
der Temperaturverteilung von der Auflésung des Rechnengitters. Fiir die hochaufgeloste
Modellierung erfolgt keine Netzstudie unter Variation von Netzparametern, sondern eine
Argumentation der gewahlten Netzauflosung.

Abbildung 3.12a zeigt die Polyeder-Vernetzung des hochaufgelosten 20° Segmentmo-
dells. Um die Temperaturgradienten innerhalb der Dréhte, im Isolationspapier und vor
allem im Harz zwischen den Drédhten korrekt zu berechnen, bedarf es einer sehr feinen
Auflésung dieser Komponenten. Der Durchmesser der Polyeder-Zellen liegt im Bereich
von 0,03 mm - 1 mm. Die Vernetzung ist dabei nicht durchgehend konform. Zwischen
Dréahten und Harz, sowie Harz und aufgeldstem Isolationspapier bestehen gemappte In-
terfaces. Insgesamt hat das Modell 45 Millionen Zellen. Um die fiir die Warmeleitung
im Stator charakteristischen Eigenschaften des hochaufgelosten Modells nicht zu ver-
lieren, kann das Netz nicht weiter vergrobert werden. Eine weitere Verfeinerung wire
moglich, ist jedoch mit einer weiter steigenden Zellenanzahl verbunden und erfordert zu
viele Rechenressourcen fiir die industrielle Anwendung. Die gewéhlte Vernetzung wird
als ausreichend fein zur Losung des Warmeleitungsproblems betrachtet.

Die in der Netzstudie der abstrakten Modellierung variierte Grofse ist die sogenannte
Base Size des Polyedervernetzers. Der Vernetzer baut die Geometrie aus Polyedern auf,
deren gegeniiberliegende Flachen jeweils diesem Abstand entsprechen. Aufgrund feiner
Geometriedetails oder anderen Vorgaben (z.B. an Kurven oder Kanten) kann es jedoch
zu lokalen Verfeinerungen des Netzes kommen. Die Base Size wird zwischen 0,5 und 3
mm variiert. Alle restlichen Einstellungen entsprechen dem in STAR-CCM+ definierten
Standard. Im Gegensatz zur hochaufgelosten Vernetzung kann ein durchgehend konfor-
mes Netz erzeugt werden. Abbildung 3.12b und 3.12c¢ zeigen exemplarische Netze der
Studie.
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Der fiktive Testfall Bergfahrt orientiert sich an den Verlustleistungen des Eckpunkts
(Pow = 100 W; Pp, = 20 W). Zusétzlich wird eine geringe Drehzahl angenommen, wes-
halb der konvektive Warmeiibergang durch Eigenventilation des Rotors vernachléssigt
werden kann. Mit dem Kiihlmantel als einziger Warmesenke des System bilden sich im
Wickelkopf hohe thermische Gradienten aus. Der fiktive Extremfall liefert eine allgemei-
ne Aussage zur erforderlichen Netzauflosung fiir alle denkbaren Kiihlkonzepte.

Der Kiihlmantel wird im Modell als Temperaturrandbedingung T = 75 °C angenommen
(Abb. 3.13a). Abb. 3.13b zeigt weiter die Symmetrierandbedingungen der Simulation.
Alle weiteren Oberfldchen sind adiabat. Die inneren Warmequellen werden fiir Wicklung
bzw. Komposit sowie Statorblechpaket als homogene Warmequellendichten we,, bzw. wi
und wpg, gesetzt.

(a) Wirmesenke T = 75°C (b) Symmetriebedingungen

Abbildung 3.13: Randbedingungen des Testfalls Bergfahrt

Zur Auswertung der Netzstudie des abstrakten Modells (AM) werden die in der Wicklung
auftretenden Temperaturmaxima und -minima betrachtet (Abb. 3.14). Das Ergebnis des
hochaufgelosten Modells (HM) ist als gestrichelte Linie zu Vergleichszwecken hinterlegt.
Es féallt auf, dass die Extremwerte fiir alle gewéhlten Auflésungen in einem engen Kor-
ridor liegen. Im Vergleich zum hochaufgelosten Modell neigt das abstrakte Modell bei
feiner Auflosung des Netzes zu leicht hoheren Maxima und bei grober Auflésung zu
leicht geringeren Minima. Bezogen auf den auftretenden Temperaturbereich betragt die
Abweichung jedoch nie mehr als 3,5%. Es zeigt sich, dass fiir den Fall Bergfahrt die
Modellierung der Warmeleitung iiber Zonen anisotroper Wéarmeleitfahigkeit unabhén-
gig von der Netzauflosung zum hochaufgelsten Ansatz vergleichbare Ergebnisse liefert.

Wird die abstrakte Modellierung fiir die Berechnung alternativer Kiihlkonzepte einge-
setzt, die z.B. eine inhomogene Wérmesenke iiber eine Fliache des Stators erzeugen,
erfolgt eine feinere Auflésung der Kiihlung bei kleinerer Base Size. Mit Blick auf die
Zellenanzahl in Abb. 3.14 zeigt sich jedoch ein exponentieller Anstieg unterhalb einer
Auflésung von etwa Imm. Rechnungen mit feineren Netzen wiirden speziell bei komple-
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Abbildung 3.14: Auswertung der Netzstudie fiir den Testfall Bergfahrt

xeren Simulationen langer dauern. Zudem ist im Bereich um 1mm die Abweichung der
Minima und Maxima gering. Die Auflosung von 1mm Base Size bietet sich daher als gu-
ter Kompromiss zwischen Genauigkeit und Ressourcenbedarf an und wird im weiteren
Verlauf der Arbeit zur Vernetzung der Statorgemetrie fiir die abstrakte Modellierung
genutzt.

Alle erzielten Ergebnisse wurden auf Konvergenz der Temperaturverteilung gepriift. Die-
se Kontrolle und die Tatsache, dass beide Modellierungen ein vergleichbare Ergebnis lie-
fern, erlauben den Schluss auf die eingangs geforderte Verifizierung der durchgefiihrten
Berechnungen.
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3.2 Validierung mittels thermischer Langzeitmessung

Zur Validierung der entwickelten Modellierungsanséitze wird eine thermische Langzeit-
messung der betrachteten Referenzmaschine herangezogen (VALL). Der Messaufbau,
der Testfall und die Ergebnisse werden nachfolgend detailliert beschrieben. Uber den
abgeleiteten Gleichgewichtspunkt VAL1* sind alle Informationen bekannt, um die not-
wendigen Randbedingungen bei der Simulation des Betriebspunkts in den entwickelten
Simulationsmodellen zu setzen.

3.2.1 Beschreibung des Messaufbaus

Abbildung 3.15 zeigt den experimentellen Aufbau der thermischen Langzeitmessung.

Abbildung 3.15: Experimenteller Aufbau der thermischen Langzeitmessung

Der zu vermessende Priifling (1) ist iiber die Kupplung (2) mit der Belastungsmaschine
(3) verbunden. Um einen realen Betrieb zu simulieren, lauft die Belastungsmaschine als
Generator und speist die erzeugte Leistung zuriick ins Stromnetz. Uber eine Messwelle in
der Kupplung kénnen das anliegende Drehmoment und die Drehzahl gemessen werden.
Die blauen Schléuche (4) liefern beliebig temperierbares Kiihlmittel fiir den Wasser-
mantel des Kiihlsystems. Neben den elektrischen und mechanischen Daten sammelt und
verarbeitet das Messystem (5) alle Signale der verbauten Temperatursensoren. Fiir al-
le feststehenden Komponenten (Stator, Kithlmantel) kommen kabelgebundene NiCr-Ni
Thermoelemente? (TE) zum Einsatz. Zur Messung der Temperaturen im Rotor wird der-
selbe Sensorentyp genutzt, das Signal aber iiber ein Telemetriesystem iibertragen. Zudem
ist ein Infrarotsensor verbaut, welcher die Oberflichentemperatur der Stirnscheibe des
Rotors misst. Fiir eine detailliertere Beschreibung des Messplatzes und der Messhard-
ware sei auf [54| verwiesen.

2 Klasse 1, Typ K, Toleranz +1,5°C
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3.2.2 Beschreibung des Validierungsfalls

Bei VAL1 handelt es sich um einen Dauerlauf bei konstantem Drehmoment und konstan-
ter Drehzahl. Wahrend des Laufs ist die Wassermantelkiihlung mit einer Durchflussrate
von 6 1/min aktiv. Die Maschine ist mit insgesamt 42 Thermoelementen bestiickt. Fiir
die Validierung werden die Temperaturdaten von 13 dieser Sensoren genutzt. Abbildung
3.16 zeigt ihren Verlauf iiber die Zeit der thermischen Langzeitmessung.

160
Rotoroberﬂéche

Wicklung

140

120

100

80

Temperatur [°C]

Kithimantel 5

60
40
20 | ;
1
1
0 1
0 1000 2000 3000 4000 5000

Zeit [s]

Abbildung 3.16: Zeitlicher Verlauf der genutzten VAL1 Temperaturen

Die Gesamtdauer von knapp 5200 s kann in drei Abschnitte unterteilt werden. Wahrend
der Temperierung (1) werden die Komponenten {iber eine Kiihlmitteltemperatur von
22°C auf eine moglichst einheitliche Startemperatur erwéirmt. Mit Beginn des Tests (2)
wird an der Statorwicklung eine Gleichspannung von 330 V angelegt. Das sich einstellen-
de Drehmoment von 150 Nm beschleunigt den Rotor auf eine Drehzahl von 4800 1/min.
Die Kiihlmitteltemperatur wird zum Beginn des Tests auf 50 °C im Vorlauf (graue Linie)
erhoht. Im Laufe der 4000 s andauernden Testphase erwarmen sich die Rotoroberfliache
und die Messstellen in der Statorwicklung unterschiedlich schnell und stark. Mit dem
Abschalten der Spannung lauft die Maschine aus und die Komponenten kiihlen ab (3).

Fir die Auslegung von Kiihlsystemen werden typischerweise stationédre Simulationen
von Extrempunkten durchgefiihrt. Funktioniert ein Kiihlsystem im Fall maximaler ther-
mischer Belastung, ist der gesamte Betriebsbereich abgesichert. Wie sich in Abb. 3.16
erkennen ldsst, wurde fiir VAL1 der stationdre Zustand nicht ganz erreicht. Aufgrund
der hohen Datenrate (10 Messwerte pro Sekunde) und der langen Gesamtdauer der Mes-
sung existiert jedoch eine ausreichende Datenbasis, um den Gleichgewichtspunkt fiir alle
Temperaturen in Abb. 3.16 zuverléssig zu extrapolieren.
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3.2.3 Extrapolation der Messdaten

Zur Extrapolation der vorgestellten Messreihen auf einen stationédren Zustand werden
Funktionen gesucht, welche die bisherigen Datenreihen bei moglichst kleinem Fehler
wiedergeben. Der Grenzwert dieser Funktionen bei t — oo liefert die gewtiinschte Tem-
peratur im stationdren Punkt. Die gewéhlte Ansatzfunktion lautet:

T(@t) =z (1—e ™) a3 (1—e ™) +a5- (1—e ™) (3.12)

Fiir jede Temperaturmessreihe T;(t) wird ein eigener Vector #; gesucht, fir den die
mittlere quadratische Abweichung (MSE fir engl. Mean Square Error) minimal wird.
Ist ein solcher Vektor gefunden, ergibt sich die stationédre Temperatur gemaf:

Tr =Ti(t — o0) = o1 + 23 + T3 (3.13)

)

Die Umsetzung dieser Extrapolation erfolgt iiber ein eigenes Matlab-Programm (siehe
Anhang A.4.1). Abbildung 3.17 zeigt das graphische Ergebnis der Extrapolation am
Beispiel eines der vier zentralen Wickelkopfsensoren.

120 T T T
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= = extrapolierter Temperaturverlauf
Messwerte
stationare Temperatur
90 | | | | | | | | |
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000 7000 8000 9000 10000

Zeit [s]
Abbildung 3.17: Extrapolation am Beispiel eines zentralen Wickelkopfsensors

Es lasst sich erkennen, dass der stationdre Punkt fiir diesen Sensor bei ca. 8000 s er-
reicht wird. Der MSE betragt fiir diese Extrapolationsfunktion 0,11%. Eine grafische
Darstellung der Extrapolation aller Sensoren ist dem Anhang A.4.2 zu entnehmen.
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3.2.4 Ableiten von Vergleichstemperaturen aus VAL1*

In Abbildung 3.16 ist eine Gruppe von zehn Temperaturverlaufen der Wickelung erkenn-
bar, welche vergleichsweise nahe zusammenliegen. Da die exakten Positionen dieser Sen-
soren bekannt sind, konnen die stationdren Endtemperaturen fiir die Validierung genutzt
werden. Gleichméfig iiber den Umfang des Stators verteilte oder auf beiden Wickelkopf-
seiten platzierte Sensoren kénnen geméaft der angewendeten Symmetriebedingungen in
das 20° Segmentmodell projiziert werden. Fallen dabei mehrere Sensoren zusammen,
werden die Werte gemittelt.

Abbildung 3.18 zeigt die auf diesem Weg fiir die Validierung nutzbaren Vergleichsstel-
len im 20° Segmentmodell. Fiir die Temperatur im Kern des Wickelkopfs T, kénnen
insgesamt vier Messwerte zu einem Vergleichswert zusammengefasst werden. Fiir VALI1
sitzen diese Sensoren auf beiden Wickelkopfseiten radial um jeweils 180° versetzt. Weitere
sechs Thermoelemente befinden sich an thermisch relevanten Positionen unterschiedli-
cher Phasen des Wicklungsstrangs an der Unterseite des Wickelkopfs. Diese sind nicht
redundant ausgefiihrt, fallen aufgrund der Symmetrieannahmen jedoch teilweise zusam-
men (Tor, Toa, Tur, Tua). Die blau markierte Flache wird im Folgenden als Zentrums-
ebene Az bezeichnet und ist aus thermischer Sicht aufgrund der dichten Packung der
umliegenden Wicklung von Interesse.

Abbildung 3.18: Relevante Statormessstellen und Datenursprung

Tabelle 3.2 fasst die Ableitung von Vergleichstemperaturen Ty, fiir das Referenzmodell
aus den stationdren Temperaturwerte 7™ zusammen und zeigt die konkreten Tempe-
raturwerte. Demnach ist auch unter Berticksichtigung des potenziellen Messfehlers von
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+1,5°C die Temperatur im oberen Strang aufsen maximal, gefolgt von jener im unteren
Strang aufen. Fiir die restlichen Messstellen ergibt sich eine Temperatur von ca. 116 °C.
Die Werte sind plausibel, da die Messstelle bei Tpa und Ty 4 einen langeren Weg der
Wiérmeleitung zum Kiihlmantel aufweisen.

Tabelle 3.2: Ableiten von Vergleichstemperaturen aus VAL1*

Position im Segmentmodell TVarL: Ty
T%, = 113,0°C
T%, = 116,5°C

im Zentrum des aWK T, =115,9°C
Tg, =116,5°C
Tr, =117,6°C
5, =114,1°
im oberen Strang innen Wi 1°C } Tor = 115,3°C
Ty, = 116,4°C
Tye = 120,2°C
im oberen Strang aufsen w2 ’ } Toa = 120,1°C
T}y =119,9°C
im unteren Strang innen Ty, =1156°C  — Tyr = 115,6°C
im unteren Strang aufsen Ty, =1188°C  — Tya =1188°C

Basierend auf diesem Datensatz und vor der gestellten Anforderung an die Genauigkeit
der Simulationsmethode (MAF1) gelten folgende Anforderung an die Validierung:

1. Bezogen auf den auftretenden Temperaturbereich (54 °C — 120 °C) betrigt die ma-
ximal zuléssige Abweichung 6,6 °C.

2. Die Berechnungen miissen vergleichbare relative Temperaturverteilungen ergeben:
e Toa>Tor bzw. Toa>Tyr
o Toa>1Ty bzw. Toya>1y

3.2.5 Simulationssetup fiir VAL1*

Der Hauptunterschied zur Verifizierungssimulation des Testfalls Bergfahrt aus Kapitel
3.1.4 liegt in der Beriicksichtigung des konvektiven Wéarmeiibergangs im Wickelkopf-
raum. Aus Sicht des Stators ist die Luft dabei keine reine zusétzliche Warmesenke, da
der Rotor eine Warmequelle fiir das System darstellt. In jedem Fall wirkt das umge-
bende Gehéuse jedoch als zusédtzliche Warmebriicke zum Kiithlmantel. Um die Tempera-
turverteilung der Komponenten der EMA in diesem komplexen System zu bestimmen,
wird eine CHT-Simulation eingesetzt. Die Koppelung zwischen Luft und Festkérpern
ist hierbei Teil der numerischen Losung. Insgesamt miissen zuséatzlich zum bestehenden
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Modell der Verifizierungssimulation das Gehéuse der EMA sowie das zwischen Stator,
Rotor und Gehéuse eingeschlossene Fluidvolumen im Modell abgebildet werden. Abbil-
dung 3.19 zeigt die Rechengitter dieser Regionen am Beispiel der abstrakten Modellie-
rung. Die Farben beschreiben den Typ der an dieser Fliche giiltigen Randbedingung aus
thermofluidmechanischer Sicht.

griin internes Interface zwischen zwei Regionen

blau Symmetrierandbedingung

gelb periodische Randbedingung

pink Fluid: 7' = const & ngr = const; Gehduse: T' = const

dT
grau Fluid: 7 = 0 (Wand); Gehéuse: el 0 (adiabat)
T

(a) Fluid (b) Gehéause

Abbildung 3.19: Gitter der zusétzlichen Regionen zur Simulation von VAL1*

Es fallt auf, dass die periodische Randbedingung in Abb. 3.19a neben der Aussparung
fiir den Wicklungsstrang (griine Offnung der gelben Ebene) eine undurchstrémte Fliche
umschliefit (graues Rechteck). Diese ergibt sich aufgrund der Symmetriebedingungen fiir
ein 20° Segment. Fiir eine durchgehende periodische Randbedingung muss ein 40° Seg-
mentmodell durch Spiegelung an der gelben Ebene des 20° Segments erzeugt werden.
Simulationen haben jedoch gezeigt, dass diese Modellerweiterung keine nennenswerte
Verbesserung gegeniiber der Rechnung auf einem 20° Segment ergibt. In Anbetracht der
Verdoppelung der notwendigen Rechenressourcen wird daher weiter mit dem 20° Seg-
mentmodell gearbeitet.

Obschon das Statorblechpaket in das Gehduse eingeschrumpft wird, gibt es aufgrund
von Oberflachenrauhigkeitseffekten einen thermischen Kontaktwiderstand [13]. Daher
wird in beiden Modellen ein thermischer Widerstand zwischen Statorblechpaket und
Gehéuse angesetzt. Der Wert wurde experimentell ermittelt und liegt bei 0,38 m?K/W.
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Nachfolgend werden jene Randbedingungen néher beleuchtet, welche fiir die Simulation
aus den Messdaten von VAL1* abgeleitet werden miissen.

Temperatur und Rotation des Rotors Das thermische Verhalten des Rotors spielt
fiir die Erwdrmung des Stators iiber konvektiven Warmeiibergang eine wichtige Rolle.
Hierzu wird das Temperatursignal des Infrarotsensors aus VAL1 genutzt und als Tem-
peraturrandbedingung auf der Rotoroberfliche im Modell beriicksichtigt (pinke Flache
in Abb. 3.19a). Gleichzeitig rotiert diese Oberfliche mit der Drehzahl des Rotors ng.

Temperatur und Volumenstrom des Kiihimittels Im Kiihlkreislauf wird die Tempe-
ratur im Zu- und Ablauf messtechnisch erfasst. Da das Segmentmodell in Bezug auf den
Kiihlmantel keine definierte Lage hat, wird ein Mittelwert fiir die Simulation genutzt.
Zusammen mit dem hohen Kiihlvolumenstrom von 6 1/min wird an den Kiihlkanalflichen
(pinke Oberflachen in Abb. 3.19b) analog zur Verifizierungsrechnung eine Temperatur-
randbedingung angenommen.

Warmequellen im Stator Jedem Betriebspunkt sind geméfs Anhang A.3 eindeutige
Verlustleistungswerte zugeordnet, welche als Warmequellen in der Wicklung (Pg,,) und
dem Statorblechpaket (Pp.) hinterlegt werden kénnen. Der Betriebspunkt ergibt sich
aus den erfassten Werten fiir Drehzahl und Drehmoment.

Tabelle 3.3 fasst die in der Simulation genutzten Werte zusammen:

Tabelle 3.3: VAL1*: Zusammenfassung genutzter Messwerte

Messwert Typ Ursprung
Trotor = 142,5°C Oberflachentemperatur des Rotors Sensorwert
Trnm = 54,3°C Kiihlmitteltemperatur gemittelt (2)
VKM =6 1/min Kiihlmittelvolumenstrom Sensorwert
ngr = 4800 1/min Drehzahl des Rotors Sensorwert
Pey =39,9W Kupferverluste Tabellenwert
Pr, =239W Eisenverluste Tabellenwert
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3.3 Simulation des stationdren Betriebspunkts VAL1*

3.3.1 Vernetzung und Verifizierung

Mit der Erweiterung der Berechnung um die Fluid- und Gehduseregion ist eine erneute
Verifizierung der Simulationsmodelle erforderlich.

Vernetzung des abstrakten Modells mit Konvektion (AMK)

Im AMK wird im Fluid und Geh&use mit derselben Base-Size vernetzt wie im AM.
Das Netz ist durchgehend konform. Das Gehéduse besteht aus einer Aluminiumlegierung
(AlSi;pMg) und weist eine hohe isotrope Warmeleitfdhigkeit von 147 W/mK auf. Die
Gradienten in der Gehédusewand sind folglich vergleichsweise flach, weshalb die iiber-
nommene Netzauflosung des AM ausreichend ist. Fiir das Fluid miissen zur korrekten
Auflésung der Wandschubspannungen und Temperaturgradienten an allen Fluid-Solid
Interfaces Prismenschichten hinzugefiigt werden. Abb. 3.20 zeigt die Prismenschichten
im Luftspalt (Abb. 3.20a) und an der Wickelkopfoberfliche (Abb. 3.20b). Es konnen
fiinf Prismenschichten in einer konformen Vernetzung erkannt werden. Insgesamt hat

das AMK 2,16 Mio Zellen.

(a) Luftspalt (b) Wickelkopfoberflache

Abbildung 3.20: Prismenschichten des AMK fiir VAL1*

Vernetzung des hochaufgelostes Modells mit Konvektion (HMK)

Abbildung 3.21 zeigt die gewdhlte Vernetzung fiir das HMK. Das Gehéuse wird konform
mit dem Statorblechpaket bei einer Base Size von 1 mm vernetzt. Das Fluid ist hingegen
eine eigene Region mit einer Base Size von 0,5 mm und hat gemappte Interfaces zu allen
anderen Regionen. Aufgrund des ohnehin feineren Auflosungsgrads des Modells ist fiir
das Fluid an allen Oberflichen nur eine dreilagige Prismenschicht definiert. Wie aus Abb.
3.21d zu erkennen ist, wird diese Bedingung auf zwei oder eine Prismenschicht reduziert,
wenn die Zwischenrdume zu eng werden. Durch das Fluid und Geh&ause vergrofiert sich
das HMK gegeniiber dem HM um weitere 15 Mio Zellen auf insgesamt 60 Mio Zellen.
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(a) Fluid (b) Gehéause

(c) Luftspalt (d) Wickelkopfoberflache

Abbildung 3.21: Gitter des HMK zur Simulation von VAL1*

Verifizierung der konvektiven Modelle iiber den dimensionslosen Wandabstand

Zum Nachweis der ausreichenden Auflésung des Fluidnetzes wird anders als in Kapitel
3.1.4 der dimensionslose Wandabstand y™ (auch Wall-Y+) analysiert. Nach [70] muss fiir
die korrekte Auflésung der Gradienten in der viskosen Unterschicht bei Zweigleichungs-
turbulenzmodellen ein dimensionsloser Wandabstand y™ < 1 erreicht werden. Mit der
durchgéngigen Wahl des Realizable K-Epsilon Two-Layer Turbulenzmodells bei aktivier-
tem All Y+ Treatment in STAR-CCM+ kommen hybride Wandfunktionen (vgl. [38])
zum Finsatz, die je nach vorliegender Stromungssituation zwischen geeigneten Wandbe-
handlungen umschalten. Geméfs [119] ist es mit diesen Modellkombinationen in STAR-
CCM+ ferner moglich, mit Werten bis maximal y* = 5 korrekte Ergebnisse zu erhalten.

Abbildung 3.22 zeigt den dimensionslosen Wandabstand fiir die Stromungssituation im
betrachteten Validierungsfall. Es kann festgestellt werden, dass y* fiir beide Modelle im
Bereich des Wickelkopfs grofstenteils bei < 1 liegt. Die Maximalwerte liegen punktuell
bei 2 (AMK) und 2,7 (HMK). Am Rotor liegt der Maximalwert fiir beide Modelle bei
2,3. Insgesamt wird der Grenzwert von 5 an keiner Stelle {iberschritten, weshalb die
gewahlte Diskretisierung zur Berechnung der CHT Simulation von VAL1* geeignet ist.
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(a) AMK (b) HMK

Abbildung 3.22: Dimensionsloser Wandabstand fiir VAL1*

3.3.2 Darstellung und Interpretation der Ergebnisse

Das primaére Ziel des Vergleichs der simulierten Temperaturen mit den aus der Messung
abgeleiteten Vergleichswerten ist der Nachweis der Genauigkeit beider entwickelter Mo-
delle. Zusétzlich konnen mit dem validierten Modell Schlussfolgerungen hinsichtlich der
relevanten Warmepfade in der EMA gezogen werden.

Vergleich von Simulationsergebnissen und Messdaten

Die fiir den Vergleich herangezogenen Temperaturen ergeben sich als Ergebnis kugelfor-
miger Proben im Gitter der Wicklung von AMK und HMK. Es werden die Temperatur-
werte aller Zellen gemittelt, deren Mittelpunkt sich innerhalb eines Radius von einem
Millimeter um die in Kapitel 3.2.4 definierten Messstellen befinden. Abbildung 3.23 zeigt
einen Vergleich dieser Temperaturen mit den realen Messwerten.

Es wird ersichtlich, dass die erzielten Temperaturwerte fiir beide Simulationen an allen
fiinf Messstellen gut mit den Messdaten ibereinstimmen. Bezogen auf den in den Mo-
dellen auftretenden Temperaturbereich (Tr,00 — Tonin), liegt die maximale Abweichung
von den Messwerten durchwegs bei unter 5%. Auch die beschriebenen Anforderungen
an die relativen Temperaturverteilungen (Tpa > Tor und Tya > Ty sowie Tpa > Ty
und Ty 4 > Tz) werden von beiden Modellen erreicht. Damit wird das gesetzte Ziel zur
Genauigkeit (MAF1) fir das AMK und fiir das HMK erreicht. Aufgrund der hoheren
Flexibilitat bei der Modellierung und des deutlich geringeren Ressourcenbedarfs wird
im weiteren Verlauf dieser Arbeit ausschlieflich die abstrakte Methode genutzt. Eine
detaillierte Bewertung findet sich in Anhang A.2.
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Wandwarmestrom [W/m?2]
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(a) AMK - Stator (b) HMK - Stator

(c) AMK - Gehéuse und Rotor (d) HMK - Geh&use und Rotor

Abbildung 3.24: Vergleich des Wandwéarmestroms

Rolle der Konvektion

Mit der erfolgten Validierung beziiglich der definierten Temperaturmessstellen ist auch
die Interpretation weiterer simulierter Grofsen zuldssig. Insbesondere die Rolle der Kon-
vektion als zusétzliche Warmebriicke zum Kiihlmantel ist fiir das weitere Vorgehen dieser
Arbeit von Interesse.

Abb. 3.24 zeigt die sich zwischen Solid und Fluid einstellenden Wandwérmestréme fiir
alle an der Konvektion beteiligten Oberflachen. Die Farbskala ist so gewahlt, dass Wr-
mestrome unterschiedlicher Vorzeichen sofort ins Auge fallen. Eine bldulich Farbung wird
durch das umstromende Fluid gekiihlt, eine rotliche Flache durch das Fluid erwarmt.

Aus den Abbildungen kann abgeleitet werden, dass der Rotor und grofte Teile der Wickel-
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Abbildung 3.25: Prallstrahlausbildung durch Ablenkung der Ringstromung

kopfoberflache fiir das Fluid als Warmequelle wirken. Die Gehdusewand und der iiber-
wiegende Teil der Oberflache des Statorblechpakets sind hingegen Warmesenken. Weiter
kann festgestellt werden, dass sich die Abbildungen fiir AMK und HMK kaum unter-
scheiden. Auffillig ist ein Bereich mit hohem Wéarmestrom in die Wand auf der Ober-
seite des Fluid-Gehéuse Interfaces. Wie einer Stromliniendarstellung der Fluidstréomung
im Wickelkopfraum (Abb. 3.25) entnommen werden kann, ist der Grund hierfiir eine
Prallstrémung, welche sich mit der Bewegung des Rotors einstellt. Die iWKs storen die
Ringstromung und lenken die Strémung wie die Leitschaufeln einer Turbine radial ab.
Der Effekt ist im AMK durch die scharfe Kante des iWK etwas stérker ausgepréagt als
im HMK, weshalb der gesamte durch die Gehéusewand abgefithrte Warmestrom etwas
hoher ausféllt (6,6 zu 5,8 W). Grundsétzlich lasst sich mit dieser Erkenntnis ableiten,
dass sich eine geeignete Stromungsfithrung positiv auf den konvektiven Warmeiibergang
auswirken kann.
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Temperaturverlauf

Auf Basis des stiitzenden Gertists der Messstellen und dem Wissen um die an der Ober-
fliche wirkende Konvektion ist auch eine Interpretation der Temperaturverlaufe in der
Zentrumsebene Az moglich. Abb. 3.26 zeigt diese fiir AMK und HMK im Vergleich. Trotz
der Abweichung der Umrisse konnen Gemeinsamkeiten im Temperaturverlauf {iber Az
erkannt werden. Beide Verldufe weisen sowohl im oberen als auch im unteren Strang
ein Temperaturmaximum im linken unteren Eck auf. Aufgrund des konvektiven Wir-
metransports durch das umstrémende Fluid ist dieses jedoch nicht ausschlieflich in der
wandnéchsten Zellschicht, sondern etwas nach innen versetzt zu finden. Das etwas ge-
ringere Temperaturniveau im oberen Strang lasst sich iiber den kiirzeren Weg der Wir-
meleitung bis zum Wassermantel erkléren.

Temperatur [°C]
105 106 108 110 111 112 114 116 117 118 120

(a) AMK (b) HMK

Abbildung 3.26: Vergleich des Temperaturverlaufs tiber Az
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4 Systematische Untersuchung alternativer
Kiihlkonzepte

Die in Kapitel 1.2 beschriebene Problematik einer inhomogenen Temperaturverteilung
auf hohem Temperaturniveau beim Einsatz der Referenzkiihlung léasst sich iiber die in
Kapitel 3 entwickelte Simulationsmethode detailliert darstellen. Abbildung 4.1 zeigt den
Temperaturverlauf der Wicklung des 20° Segmentmodells im Betriebspunkt Bergfahrt.

Temperatur [°C]
100 110 120 130 140 150 160 170 180 190 200

Abbildung 4.1: Temperaturverlauf der Wicklung bei Referenzkiihlung fiir Bergfahrt

Es kann festgestellt werden, dass sich beim Einsatz der Referenzkiihlung in der Wicklung
eine Temperaturspreizung von fast 100 K ergibt. Der Grund hierfiir ist die schlechte
Wiérmeleitfahigkeit senkrecht zur Drahtrichtung (vgl. Kapitel 2.3.1 und 3.1.2). Diese
Temperaturspreizung kann grob in zwei Bereiche zerlegt werden:

1. Wérmeleitung von der Unter- zur Oberseite des Aktivteils (AT a0 =~ 50 K)

2. Wérmeleitung vom Temperaturmaximum in den Symmetrieebenen der &dufseren
Wickelkopfe (T4 = 195°C) bis zum Eintritt der Wicklung in die Statornuten

Neben der Analyse der ,Flaschenhilse® des Warmeflusses in der Referenzkiihlung ist
es mit der entwickelten Simulationsmethode méglich, die Auswirkung beliebiger Kiihl-
ungsmafknahmen in EMA detailliert zu berechnen. Das Ziel des folgenden Kapitels ist
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es, literaturgestiitzt und mittels Simulation Kiihlkonzepte zu erarbeiten, welche die kon-
zeptbezogenen, funktionalen Anforderungen (KAF1, KAF2) besser erfiillen als die Re-
ferenzkiihlung. Die Ergebnisse wurden anteilig in folgendem Artikel veroffentlicht:

BROSSARDT, Nicolas ; NGUYEN-XUAN, Thinh ; PFITZNER, Michael: Precise Electrical
Machine Stator Winding Modeling for Thermal Analysis of Efficient Cooling Concepts.
In: SAE International Journal of Electrified Vehicles 13 (2023), Nr. 2. [20]

Da die Auswirkung von Geometrie- oder Materialverdnderungen auf elektromagnetische
und strukturmechanische Effekte in der EMA im Rahmen dieser Arbeit nicht erfasst wer-
den kann, beschrénkt sich die nachfolgende Untersuchung auf Konzepte ohne Eingriff in
die Gestaltung und Zusammensetzung der betrachteten Referenzmaschine.

4.1 Ableitung verbesserter Kiihlungsansatze

4.1.1 Auswirkung unterschiedlicher Warmesenken

Um sich der Wahl des Kiihlkonzepts unvoreingenommen zu nihern, wird im Folgen-
den zunéchst die Auswirkung alternativer bzw. zusétzlicher Wéarmesenken beleuchtet.
Hierzu wird die Temperaturrandbedingung T~ = 75°C, welche fiir die Simulation der
Referenzkiihlung als Warmesenke an der Mantelfliche des Statorblechpakets A; genutzt
wird (vgl. Abb. 3.13a), zusitzlich oder ausschlieflich an anderen Oberflichen des Seg-
mentmodells gesetzt. Erst danach erfolgt eine Analyse von Realisierungsmoglichkeiten
dieser Warmesenken iiber konkrete Kiihlkonzepte. Die Untersuchung erfolgt aufgrund
der hohen Verlustleistungen erneut anhand des Betriebspunkts Bergfahrt. Abbildung
4.2 zeigt hierzu vier Variationen der Warmesenken im Segmentmodell der betrachteten
Referenzmaschine.

In Abb. 4.2a wirkt T auf allen Oberflachen, welche dem Statorraum zugewendet sind.
Fiir A, gilt eine adiabate Randbedingung. Es ergibt sich im Vergleich zur Referenzkiih-
lung ein deutlich homogenerer Temperaturverlauf auf geringerem Temperaturniveau. Die
Maximaltemperatur tritt an der Mantelfliche des Statorblechpakets und in der axialen
Mitte der EMA auf und liegt bei 127°C. In Abb. 4.2b wirkt T> nur auf der Wickelkopf-
oberfliche A k. Die Stirnseite des Statorblechpakets ist hier adiabat. Die Maximaltem-
peratur erhoht sich durch diese Mafsnahme lediglich um 2 K und veréndert ihre Position
nicht.

Mit diesen zwei Simulationen kann festgehalten werden, dass sich beim Ansetzen einer
zum Kiihlmantel vergleichbaren Temperaturrandbedingung an der Wickelkopfoberfliche
eine Reduzierung des Temperaturniveaus um AT = 66 K erreichen lasst. Bezogen auf
den auftretenden Temperaturbereich der Referenzkiihlung (195°C — 75°C) entspricht
dies einer Verbesserung um 55%. Zudem hat das Einbeziehen der Stirnseite des Stator-
blechpakets keinen signifikanten Einfluss auf die Maximaltemperatur.
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Temperatur [°C]
75 88 100 112 125 138 150 162 175 188 200

(a) Warmesenke: WK und Stirnflache (b) Warmesenke: WK
(c) Wirmesenke: dufserer WK (d) Warmesenke: WK und Mantelfldche

Abbildung 4.2: Auswirkung unterschiedlicher Wérmesenken auf den Temperaturverlauf im
Betriebspunkt Bergfahrt

In Abb. 4.2¢ wird die Warmesenke weiter verkleinert und befindet sich nur noch auf der
Oberflache des aWK A, k. Mit dieser Beschréinkung ergibt sich eine maximale Tempe-
ratur von 195°C. Damit ist selbst die ausschliekliche Kiithlung der &duferen Wickelkopfe
immer noch so effektiv wie die Mantelkiihlung des Referenzsystems.

Geméf Abb. 4.2d kann schlieflich mit der Kombination zweier 75°C Wéarmesenken
an der Wickelkopfoberfliche und der Mantelfliche die geringste Maximaltemperatur
(Trnae = 103°C) und die geringste Temperaturspreizung (AT = 28 K) erreicht werden.
Dies entspricht einer Verbesserung gegentiber der Referenz um 77%. Das Temperatur-
maximum befindet sich im maximalen Abstand von beiden Warmesenken in der axialen
Mitte der Innenfliche des Aktivteils.

Die Platzierung einer 75 °C Wéarmesenke an verschiedenen Oberflachen im abstrak-
ten Modell der Referenzmaschine liefert die Erkenntnis, dass eine Warmeabfuhr iiber
die Wickelkopfe die gegebenen Wiarmeleitungspfade der EMA besser ausnutzen kann,
als die Mantelkiihlung des Referenzsystems. Mit der Kombination zweier Warmesen-
ken an Wickelkopf- und Manteloberfliche konnen die gesetzten konzeptbezogenen
Zielen KAF1 und KAF2 am besten realisiert werden.
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4.1.2 Mindestkonfigurationen konvektiver Wickelkopfkiihlungen

Die getroffene Annahme einer Dirichlet’schen Randbedingung als Warmesenke stellt den
theoretischen Fall eines Warmeiibergangs dar, dessen HT'C gegen oo strebt. Um die N&-
herung in Realitdt zu rechtfertigen, miissten die Wickelkdpfe in Analogie zum Kiihlman-
tel ohne nennenswerten thermischen Widerstand in ein gut wérmeleitendes, umschlie-
Kendes Material eingebettet und mit einer Wasserkiihlung mit Phasenwechsel gekiihlt
werden. Neben dem offensichtlich hohen technischen Aufwand scheidet diese Moglichkeit
mit Blick auf die getroffene Beschrinkung der vorliegenden Arbeit auf Kiihlkonzepte oh-
ne Anpassung der EMA Komponenten aus. Vielmehr gilt es, die Wéarmesenke an den
Wickelkopfen mittels Konvektion zu erreichen.

Wie in Abb. 2.7 dargestellt, kann nur mit wenigen konvektiven Kiihlkonzepten ein so
hoher HTC erreicht werden, dass in guter Ndherung von einer Dirichlet’schen Rand-
bedingung gesprochen werden kann. Die nachfolgende Betrachtung soll kldaren, welche
mittleren HTCs an der Wickelkopfoberfliche und welche Temperaturen im zur Kiih-
lung genutzten Fluid minimal benétigt werden, um die konzeptbezogenen, funktionalen
Anforderungen (KAF1, KAF2) auf dem Niveau der Referenzkiihlung zu erfiillen.

Reine konvektive Kiihlung der Wickelképfe

Abbildung 4.3 zeigt fiir den Fall einer alleinigen konvektiven Kiihlung der Wickelképfe
die Maximaltemperatur des Statormodells 7,,,,, in Abhéngigkeit des mittleren HTCs @
und der Fluidtemperatur Tp;.

280
260
240

220

maximale Temperatur [°C]

200 400 600 800 1000 1200 1400
HTC [W/mZK]

= = =Referenz ——@—75°C 80°C 85°C 90 °C
Abbildung 4.3: T,,,: bei reiner konvektiver Wickelkopfkiihlung und unterschiedlichen Tx;

Aus dem Diagramm lésst sich die Mindestkonfiguration fiir ein alternatives Kiihlkonzept
ableiten, das ausschliefslich auf Konvektion iiber die Wickelkopfe setzt. Die Grenzen die-
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ser Konfiguration liegen fiir eine Fluidtemperatur von T = 75°C bei a@ = 400 W/m?K
und fiir Ty = 90 °C bei @ = 600 W/m?K.

Mit Blick auf die Abhéngigkeit vom HTC kann festgestellt werden, dass 1,4, zwischen
200 und 600 W/m?K mit steigendem HTC stark absinkt. Danach ist der Abfall deutlich
flacher. Dieses Verhalten liegt darin begriindet, dass sich mit steigendem HTC die mittle-
re Oberflachentemperatur des Wickelkopfs T's schnell der Fluidtemperatur T annéhert.
Liegt T fiir die definierte Mindestkonfiguration noch bei 126 °C, wird beispielsweise fiir
o = 1200 W/mQK und T, = 90°C bereits T's = 108 °C erreicht. Dies entspricht einer
Verringerung um 18 K. Um eine weitere Absenkung von 18 K zu erreichen, bedarf es
bekanntermafien eines unendlich groken HTCs. Im Bereich bis ca. @ = 1400 W/m?K
ldasst sich daher mit wenig Aufwand eine merkliche Absenkung von T,,,, erreichen.

Beziiglich der Abhéngigkeit von der Fluidtemperatur Ty, bewirkt eine Absenkung un-
abhéngig vom Niveau des HTCs eine identische Absenkung von 7},,,. Dies kann direkt
aus Gleichung (2.21) gefolgert oder aus der Parallelverschiebung der Kurven in Abb. 4.3
abgeleitet werden. Eine Absenkung der Fluidtemperatur bietet sich daher vor allem fiir
eine weitere Absenkung von 7,,, bei hohem HTC an.

Mantelkiihlung mit unterstiitzender konvektiver Kiihlung der Wickelképfe

Abbildung 4.4 zeigt fiir den Fall einer Mantelkiihlung mit unterstiitzender konvektiver
Kiihlung der Wickelkopfe (=kombinierte Kiihlung) 7., in Abhéngigkeit von @ und Tpy.

200
T S
180
170
160

150
+
140 o —0

130

maximale Temperatur [°C]

120

110
100 200 300 400 500 600 700
HTC [W/m?K]

80 °C 90°C —@—100°C = = =Referenz

Abbildung 4.4: T,,,; bei kombinierter Kiithlung und unterschiedlichen Tx;

Es wird vereinfachend die Annahme getroffen, dass die Temperatur der Wéarmesenke des
Kiihlmantels Tk s jener des Fluids der konvektiven Kiihlung 7% entspricht. Neben dem
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Temperatur [°C]
162 166 169 172 176 179 182 186 189 192 195

Abbildung 4.5: Temperaturverlauf bei Mindestkonfiguration der kombinierten Kiihlung

bereits festgestellten geringeren Temperaturniveau einer kombinierten Kiithlung kann im
Vergleich zur reinen konvektiven Wickelkopfkiihlung festgestellt werden, dass eine Ab-
flachung der Maximaltemperatur iiber den HTC bereits bei deutlich geringeren HTC
Werten von @ = 300 W/m?K eintritt. Gleichzeitig wird bereits fiir Tr = 90°C und
@ = 300 W/m?K eine Maximaltemperatur von unter 140°C erzielt. Wie im Fall einer
reinen konvektiven Kiihlung der Wickelképfe verringert sich zudem 7,,,, im gleichen
Mafse wie 1. Insgesamt gilt auch fiir die kombinierte Kiihlung im dargestellten HTC
Bereich folgender Zusammenhang fiir die effiziente Steigerung der Kiihlleistung: Absen-
ken des HTCs im Bereich kleiner HT'C und Absenken der Fluidtemperatur im Bereich
hoher HTC.

Alle in Abb. 4.4 definierten Betriebspunkte weisen trotz dhnlicher Werte von @ und T,
im Vergleich zur reinen konvektiven Kiihlung der Wickelkopfe ein T;,,,, mit deutlichem
Abstand zur Referenzkiihlung auf. Der Grund liegt in der viel hoheren Homogenitét
der Temperaturverteilung. Die Lage des Temperaturmaximums ist bei Vorhandensein
zweier Warmesenken abhéngig von der Balance zwischen Mantelkiihlung und konvekti-
ver Wickelkopfkiihlung. Tritt 7,,,, sowohl im Aktivteil als auch im aWK auf, hat die
erzielbare Homogenitét der Temperaturverteilung (KAF2) ihr Maximum erreicht und
die Kiihlung ist optimal ausgelegt. Fiir dieses Optimum wird die Mindestkonfiguration
(Trnae = 195°C) mit den Werten Tr; = 150°C, Txy = 145°C und @ = 400 W/m?K
erreicht. Die Temperaturspreizung in der Wicklung liegt bei nur 33 K (siehe Abb. 4.5).
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Um mit der reinen konvektiven Wickelkopfkiihlung und dem Konzept einer kom-
binierten Kiihlung tiber Mantel und Wickelképfe unter der Maximaltemperatur der
Referenzkiihlung zu bleiben, bedarf es Warmeiibergangskoeffizienten von mindestens
@ = 300—600 W/m?K an der Oberfléiiche der Wickelkopfe. Dariiber hinaus wird das
enorme Potenzial des kombinierten Konzepts durch das Erreichen der Referenztem-
peraturen trotz sehr hoher Kiihlmitteltemperatur und geringem HTC deutlich.

4.2 Vorauswahl konvektiver Warmeiibergangskonzepte

Abbildung 4.6 zeigt eine um die identifizierten Mindestkonfigurationen erweiterte Va-
riante von Abb. 2.7. Demnach scheidet freie Konvektion mit Luft komplett aus. Alle
fliissigen Kiithlmittel wiirden die geforderten Mindestanforderungen nur im oberen HTC
Bereich erfiillen. Mit den geringen Temperaturunterschieden zwischen T und Ts an
der Wickelkopfoberfliche kann nur eine geringe Dichteverdnderung erzielt werden (vgl.
Kapitel 2.3.2). Zudem sind nur bestimmte Fléchen des Stators giinstig gegentiber der
Erdbeschleunigung ausgerichtet. Insgesamt scheidet freie Konvektion fiir die Kiihlung
daher komplett aus.

Aus der Darstellung lésst sich weiter ableiten, dass erzwungene Konvektion mit Luft nur
im Falle eines Prallstrahls den notigen HTC liefern kann. Dies bestétigt die bisherige
Argumentation einer unzureichenden konvektiven Kiihlung aufgrund von Ventilations-
effekten des Rotors (z.B. im Validierungsbetriebspunkt). Ebenso scheidet erzwungene
Konvektion bei geringen Strémungsgeschwindigkeiten fiir Ol, Wasser und Fluorinerts
als Kiihlkonzept aus.

Alle anderen Mechanismen weisen einen moglichen HTC-Bereich auf, mit welchem sich
eine alleinige oder unterstiitzte Kiihlung iiber die Wickelkopfoberfliche im Sinne KAF1
und KAF2 grundsétzlich darstellen ldsst. Neben dem allgemein erzielbaren HTC Bereich
bestimmten jedoch auch weitere, spezifisch aus dem Einsatzbereich abgeleitete Kriterien
die Eignung der Konzepte fiir die Kiihlung deiner EMA. Zur weiteren Vorauswahl wird
ein zweistufiges Vorgehen iiber KO-Kriterien und eine Bewertung anhand qualitativ be-
urteilbarer Kriterien gewéhlt. Die KO- und Bewertungskriterien werden hierfiir analog
zu Anhang A.1.3 aus den konzeptbezogenen Anforderungen abgeleitet:

KAF3 Ein Kiihlkonzept darf die elektromagnetischen Funktionen der EMA nicht ne-
gativ beeinflussen. — Kurzschlussgefahr

KAF4 Ein Kiihlkonzept darf die mechanischen Funktionen der EMA nicht negativ be-
einflussen. — Schmierstoffvertraglichkeit

KAF8 Ein Kiihlkonzept muss moglichst wenig Bauraum einnehmen. — Bauraumbedarf
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Abbildung 4.6: Darstellung geeigneter konvektiver Phénomene zur Kiihlung der Wickelkopfe

4.2.1 KO-Kriterium: Kurzschlussgefahr

Die Kurzschlussgefahr lédsst sich am einfachsten tiber die elektrische Leitfahigkeit op; der
eingesetzten Fluide beurteilen. Fiir eine elektrische Maschine kénnen aufgrund der hohen
auftretenden Spannungen ohne zusétzliche konstruktive Mafsnahmen nur dielektrische
Fluide genutzt werden. Von dielektrischen Fluiden spricht man bei einer elektrischen
Leitfihigkeit von o < 1071 1/Qm [96].

Bereits reines Wasser (o7 = 4-107% 1/Qm) liegt oberhalb dieser Grenze. Realisier-
bar wére der Einsatz von destilliertem Wasser, welches aufgrund geloster Fremdionen
(z.B. COy der Luft) jedoch bereits ein o = 4—5-10"% 1/Qm aufweist. Losen sich unter
der korrodierenden Wirkung destillierten Wassers weitere lonen, steigt die elektrische
Leitfahigkeit aufgrund des Phanomens der Ionenleitung um mehrere Gréfienordnungen
an [45]. Alle Wérmetibergangsmechanismen mit Wasser unterliegen damit einer grund-
sitzlichen Kurzschlussgefahr und fallen fiir die weitere Betrachtung weg.

Ole diverser Zusammensetzung zéhlen hingegen zu den dielektrischen Fluiden [48]. Glei-
ches gilt fiir Fluorinerts [86].
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4.2.2 KO-Kriterium: Schmierstoffvertraglichkeit

Die primére mechanische Funktion einer elektrischen Maschine ist die moglichst rei-
bungsfreie Drehung des Rotors. Um diese sicherzustellen, ist die Welle in fettgeschmier-
ten Lagern im Gehéause fixiert. Mit dem Einfiihren eines anderen Fluids als Luft in den
Statorraum muss die chemische Vertraglichkeit zwischen den eingesetzten Schmierstof-
fen und Kiithlmitteln iberpriift werden.

Ole diverser Zusammensetzungen sind im Bereich der Fahrzeugtechnik in Getrieben und
Verbrennungsmotoren seit jeher im Einsatz und zeigen keine Unvertraglichkeiten mit
Lagerschmierstoffen. Fluorinerts werden hingegen neben ihrem Einsatz als Kiihlmittel
auch als organisches Losungsmittel eingesetzt [44]. So dient beispielsweise FC-72 (Mar-
kenname der Firma 3M fiir Perfluorhexan) ,als Entfettungsmittel und zur Reinigung
von Medizinprodukten“ [1]. Bei entfettender Wirkung kann ohne zusétzliche konstrukti-
ve Maknahmen nicht verhindert werden, dass die Lager im Betrieb von ihrer Schmierung
befreit werden. Aus diesem Grund werden Kiihlkonzepte auf Basis von Fluorinerts fiir
die konvektive Kiithlung der Wickelkopfe in dieser Arbeit nicht weiter betrachtet.

4.2.3 KO-Kriterium: Bauraumbedarf

Nach LASANCE und SIMONS [69] lassen sich mit Luftprallstrahlen theoretisch HTCs
bis zu 900 W/m?K erreichen. Fiir Olprallstrahlen sind es nach BENNION und MORE-
NO [12] hingegen bis zu 11000 W/m?K. Der Grund hierfiir kann iiber einen Vergleich
der thermisch relevanten Materialparameter von Ol und Luft gezeigt werden. Neben der
offensichtlich relevanten Warmeleitfahigkeit ist fiir ein Kiithlmittel auch das Energiespei-
chervermogen in Form der spezifischen Wéarmekapazitat c, relevant. Je groker c,, desto
mehr Energie kann das Kiihlmittel pro Kilogramm und Kelvin aufnehmen. Ein gutes
Kiihlmittel hat ein moglichst hohes ¢, gepaart mit einer guten Warmeleitfahigkeit. Ta-
belle 4.1 zeigt einen Vergleich der beiden Fluide im relevanten Temperaturbereich von
70-150 °C und einem Umgebungsdruck von p., = 101325 Pa.

Tabelle 4.1: Vergleich wichtiger Stoffwerte von Luft und Ol

Grofe Einheit Luft or Faktor
Dichte p [kg/m?] 0,83-1,03 753-842 ~ 850
spez. Warmekapazitét c, [kJ /kgK] 1,005 1,84-2,39 ~ 2
Wiérmeleitfdhigkeit A [W/mK] 0,026 0,12-0,13 ~ 4

* Werte aus Datenblittern von fiir diese Arbeit zur Verfiigung stehenden Getriebedlen.

Es fillt auf, dass die spezifische Wirmekapazitit fiir Ol in etwa doppelt und die Wir-
meleitféhigkeit viermal besser ist als fiir Luft. Da ¢, auf die Masse bezogen wird, der
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Statorraum jedoch volumenbegrenzt ist, muss zuséatzlich die Dichte berticksichtigt wer-
den. Diese ist fiir Ol um den Faktor 850 grofer als fiir Luft. Zur Realisierung eines
identischen HTCs an der Wickelkopfoberfliche miissten daher das 1700-fache Volumen
an Luft an die Wickelkdpfe herangefiihrt werden. Dies liefse sich iiber sehr hohe Stro-
mungsgeschwindigkeiten fiir die Luftprallstromung realisieren. Damit sich die Luft im
Statorraum nicht kontinuierlich aufheizt, miisste derselbe Luftvolumenstrom seine Ener-
gie mittels Warmetauscher an einen Sekundéarkreislauf oder die Umgebung abgeben. Bei
Abgabe an einen Sekundérkreislauf wiirde ein grofser Wéarmetauscher benotigt und der
Bedarf an Bauraum stark erhoht. Bei direkter Nutzung von Umgebungsluft fiir den Luft-
prallstrahl und Abgabe der erwérmten Luft an die Umgebung fiele zwar ein zusétzlicher
Wiérmetauscher weg, es miisste jedoch ein bauraumintensives Luftfiltersystem integriert
werden, um KAF7 zu erfiillen. Vor diesem Hintergrund werden Luftprallstrahlen zur
konvektiven Kiihlung der Wickelkopfe ausgeschlossen.

4.3 Literaturgestiitzte Bewertung konvektiver
Olkiihlungskonzepte

Mit der Vorauswahl {iber die notwendigen Mindestkonfigurationen und KO-Kriterien
verbleibt als einziges Warmetibergangskonzept die erzwungene Konvektion der Wickel-
kopfe mit Ol. Wie bereits in Kapitel 2.3.2 angeschnitten, lisst sich Konvektion auf unter-
schiedlichen Wegen erzwingen. Im folgenden Abschnitt wird ein Uberblick unterschied-
licher Konzeptkategorien auf Basis vorhandener Verdffentlichungen zum Thema Olkiih-
lung elektrischer Maschinen présentiert. Eine abschlieffende Bewertung vor den konzept-
bezogenen Anforderungen hilft bei der weiteren Fokussierung auf ein finales Konzept zur
reinen und unterstiitzenden Wickelkopfkiihlung der betrachteten Referenzmaschine.

4.3.1 Kiihlung durch Umstrémung

Bei dieser Konzeptvariante wird der den Stator oder die Wickelkdpfe umschliefende
Raum vollkommen mit Ol durchstréomt.

PONOMAREV [103] untersuchten das Konzept einer Ol-Tauchkiihlung fiir EMA mit hoher
spezifischer Leistungsdichte im Einsatzbereich mobiler Arbeitsmaschinen. Als Kiihlfliis-
sigkeit kam Hydraulikdl zum Einsatz, da dieses im Anwendungsfall mobiler Arbeitsma-
schinen in grofen Mengen vorhanden ist und der bestehende Hydraulikkreislauf fiir die
Fluidbewegung genutzt werden kann. Alle Komponenten der EMA stehen mit der Kiihl-
fliissigkeit in Kontakt, weshalb sich auch der Rotor im Ol bewegen muss. Es kommt in
der Folge trotz einer vergleichsweise geringen Nenndrehzahl von 1500 1/min zu hohen
Schleppverlusten, was den Wirkungsgrad des vermessenen Prototyps um 6% verringert.
Die Schleppverluste sind dabei grofer als die elektromagnetischen Verluste der Maschine.
Um diese zu senken, kann die Oltemperatur erhoht, die Luftspaltdicke vergréfert oder
ein Ol geringerer Viskositit eingesetzt werden.
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Um die hohen Schleppverluste zu vermeiden, wird z.B. in den Schutzrechten [76, 126] nur
ein vom Rotor getrennter Wickelkopfraum mit Ol durchstromt. Aufgrund der zusétzli-
chen baulichen Mafnahmen an der EMA fillt dieser Ansatz im Rahmen dieser Arbeit
jedoch weg.

4.3.2 Ol-Spritzkiihlung

Bei einer Ol-Spritzkiithlung wird Ol iiber unterschiedliche Wirkprinzipien auf die Oberfla-
che der Wickelkdpfe gespritzt und benetzt diese teilweise oder vollstdandig. Der Wérme-
iibergang resultiert aus einer Filmstromung, die durch nachgefordertes Fluid, Gaskrafte
an der Filmoberfliche und das Wirken externer Krifte (z.B. Schwerkraft) beeinflusst
wird. Entsprechend des Wirkprinzips der Benetzung werden folgende Untergruppen der
Ol-Spritzkiithlung definiert:

O1-Prallstrahlkiihlung
Ol wird als kompakter Freistrahl auf die Oberfliche transportiert und bildet einen radial
nach aufsen hin dicker werdenden kiihlenden Film.

O1-Spriihstrahlkiihlung

Ol wird iiber den Einsatz von hydraulischen Diisen' in ein Spray zerstdubt und als
Spriithstrahl auf eine bestimmte Oberflache geleitet. Der sich ausbildende Film verhalt
sich dhnlich wie bei einem Prallstrahl, wird durch nachgeférdertes Spray jedoch konti-
nuierlich durchmischt.

1

O1-Schleuderkiihlung

Ol wird {iber die Rotation der beweglichen Komponenten der elektrischen Maschine in
den Wickelkopfraum geschleudert. Die zu kiihlenden Oberflichen werden dabei durch
Filamente und Tropfen benetzt.

Fiir alle Varianten bildet sich in unterschiedlich starker Ausprigung zudem ein Olnebel
im Wickelkopfraum. Dieser entsteht durch die Interaktion des verspritzten Ols mit der
Luft im Wickelkopfraum, durch Spritzeffekte beim Auftreffen auf die benetzte Oberfla-
che und durch die Bewegung des Rotors. Der Nebel benetzt auch jene Oberflichen im
Wickelkopfraum, welche nicht direkt vom Spriihstrahl getroffen werden und kiihlt diese.

In der englischsprachigen Literatur wird fiir Kiihlkonzepte aus der Kategorie der Ol-
Spritzkiihlung héufig die allgemeine Bezeichnung Spray Cooling verwendet. Nachfolgend
wird der Versuch unternommen, die vorhandenen Veroffentlichungen anhand der aufge-
fiihrten Informationen in die definierten Konzeptkategorien einzuordnen.

! Pneumatische Diisen werden aufgrund des hohen technischen Aufwands nur selten fiir Spriihstrahl-
kithlungen eingesetzt [73]. Fiir Ol-Spriihstrahlkiihlungen werden in der Literatur ausschlieflich hy-
draulische Diisen genutzt.
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Stand der Technik zur Ol-Prallstrahlkiihlung

Im Schutzrecht US 006639334 B2 [9] wird der zusétzliche Einsatz von Prallstrahlen
zur Kithlung der Wickelkdpfe einer EMA beschrieben. Das Hauptkiihlsystem ist ein
Kiihlmantel um den Stator. Demnach kann beim Einsatz eines fliissigen Prallstrahls die
Kiihleffizienz um 77% verbessert werden. Es wird jedoch nicht klar, welche Fliissigkeit
zum FEinsatz kommt.

BENNION und MORENO [12]| untersuchten die erzielbaren Warmeiibergangskoeffizienten
von Getriebedl-Prallstrahlen fiir den Einsatzbereich der Elektromotorenkiihlung. Hierzu
wurden Prallstrahlgeschwindigkeiten (0,5 —10m/s) und Fluidtemperaturen (50 — 90 °C)
sowie Oberflaichenbeschaffenheiten variiert. Neben einer glatten Oberfliche wurden Kup-
ferzylinder mit eingefriasten Nuten entsprechend dem Profil einer Wickelkopfoberflache
fiir verschiedene Drahtdurchmesser vermessen. Der Abstand zwischen Diise und gekiihl-
ter Oberfliache betrug 10 mm. Fiir alle Oberflichen kann mit der Erhéhung der Austritts-
geschwindigkeit eine deutliche Erhchung des HTCs festgestellt werden. Die Temperatur
hat hingegen kaum Einfluss auf den HT'C. Insgesamt ist der HT'C fiir die grofiten Draht-
durchmesser am hochsten, was auf die Vergrofserung der Oberfliche zurtickzufiihren ist.
Mit zunehmendem Drahtdurchmesser und steigender Fluidtemperatur (=sinkende Vis-
kositdt) kommt es jedoch bei héheren Prallstrahlgeschwindigkeiten zu Spritzeffekten,
welche den Warmeiibergang hemmen. Als Griinde hierfiir wird der Verlust an Fluid zur
Kiihlung genannt. Insgesamt konnen iiber die betrachtete Oberfliche mit einem effekti-
ven Durchmesser von 12,7 mm durchschnittliche HTC von 1000—11 000 W/m?K erreicht
werden.

In einer Folgeuntersuchung [64] wurde dartiber hinaus der Einfluss unterschiedlicher
Oberflichentemperaturen auf den HTC fiir den Fall einer glatten zu kiihlenden Ober-
fliche untersucht. Es zeigt sich, dass mit steigender Oberflichentemperatur auch der
erzielbare HTC steigt. Die Autoren begriinden dies mit der geringeren Viskositéit des
Ols in Wandnihe. Um das Abflieken des Getriebedl-Films so realistisch wie moglich
zu gestalten, wurde die geheizte Zielflache in den Stator einer elektrischen Maschine
integriert. Der glatten beheizten Flache schliefit sich somit direkt eine unebene, durch
Drahtkonturen bestimmte Oberfliche an. Trotz dieser Anpassung werden im Vergleich
zu [12] fiir dieselben Versuchsparameter dhnliche HTC Werte erreicht.

KAPATRAL et al. [62] nutzten Bohrungen in der Gehdusewand einer PSM, um die Wickel-
kopfe der Statorwicklung mittels Olprallstrahlen zu kiihlen. In mit Messdaten validierten
CFD-Simulationen zeigten sich an den Auftreffpunkten der Prallstrahlen hohe Warme-
tibergangskoeffizienten, welche ausgehend vom Staupunkt radial schnell kleiner werden.
Die geringe Wirkung auf die Temperaturen im Kern der Wickelképfe begriinden die Au-
toren mit den anisotropen Warmeleitungseigenschaften der Wicklung.

DAVIN et al. [28] untersuchten die Auswirkung unterschiedlicher &lbasierter Kiihlsyste-
me auf die maximal erzielbare Statorleistung einer PSM bei einer konstanten mittleren
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Wicklungstemperatur von 110 °C. Fiir ihre Kiihlung mit Prallstrahlen geringen Durch-
messers (Microjets) nutzten sie einen vor den Wickelképfen platzierten 6ldurchstromten
Ring mit je drei 0,5 mm messenden Bohrungen pro Wickelkopf. Es wurden Oleinlasstem-
peraturen von 50 °C und 75 °C betrachtet, was fiir das eingesetzte Ol einer kinematischen
Viskositit von 30 mm?/s resp. 12 mm?/s entspricht. Der Volumenstrom pro Bohrung
lag bei 0,07 — 0,17 1/min. Die sich ergebenden Prallstrahlen hatten eine maximale Aus-
trittsgeschwindigkeit von 7 m/s bei einem Abstand zwischen Diise und Oberfléche von 6
mm. Zur relativen Bewertung verschiedener Kiihlsysteme und ihrer Betriebspunkte de-
finieren die Autoren eine ,globale Leitfdhigkeit* als Verhéltnis zwischen der erzielbaren
Wicklungsleistung sowie der Differenz aus mittlerer Wicklungstemperatur und Olein-
lasstemperatur. Gemessen an diesem Wert ist die Kiihlung mittels Prallstrahlen umso
besser, je hoher der Volumenstrom und die Oleinlasstemperatur sind.

Dariiber hinaus beleuchteten DAVIN et al. [28] eine alternative Anordnung (Dripping) in
welcher die oberen fiinf Wickelkopfe beider Statorseiten mit je einem Prallstrahl direkt
gekiihlt werden. Die restlichen Wickelkdpfe werden vom herablaufenden Film iiberstromt
und auf diese Weise ebenfalls gekiihlt. Das hierzu radial mit ca. 1 mm Abstand aufserhalb
der Wickelképfe platzierte Ringsegment hat fiinf Offnungen von je 2,8 mm Durchmesser
an seiner radialen Innenseite. Der sich einstellende Volumenstrom pro Offnung lag bei
0,37 — 1,2 1/min und damit fast eine Grofenordnung tiber den Microjets. Die Austritts-
geschwindigkeit wird hingegen als gering angegeben. Die Bewertung anhand der globalen
Leitfahigkeit zeigt wie bei den Prallstrahlen eine Verbesserung bei steigender Olflussrate
und Oleinlasstemperatur. Zudem wird festgestellt, dass es bei einer Erhchung der Ol-
flussrate zu einer Homogenisierung der Temperaturverteilung iiber die unterschiedlichen
Wickelkopfe kommt.

Gemif der aufgefithrten Quellen lassen sich mit Ol-Prallstrahlen insbesondere im
Auftreffpunkt sehr hohe Warmeiibergangskoeffizienten erreichen. Diese wachsen mit
steigendem Volumenstrom und steigender Oltemperatur. Auferhalb der Staupunkte
wird der HT'C jedoch schnell kleiner und die Kiihlwirkung wird primér tiber den ab-
laufenden Film erzeugt. Zusammen mit den anisotropen Wiarmeleitungseigenschaf-
ten der zu kithlenden Wicklungen erzeugt eine Olprallkiithlung daher ausgeprigte
lokale Temperaturminima. Fiir die effektive Kiihlung einer elektrischen Maschine ist
jedoch eine homogene Temperaturverteilung relevant (KAF2). Vor diesem Hinter-
grund ldsst sich erkldren, weshalb in [28]| die Variante Microjets beziiglich der Kiihl-
leistung insgesamt am schlechtesten abschneidet. Fiir die Variante Dripping werden
die Prallstrahlen vielmehr genutzt, um mit dem vorhandenen Fluid ein moglichst
vollstéandiges Uberlaufen der gesamten Oberfliche zu erzeugen. Die Kiihlwirkung
der Prallstrahlen an sich spielt eine eher untergeordnete Rolle.
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Stand der Technik zur Ol-Schleuderkiihlung

Neben den im letzten Abschnitt vorgestellten Olprallstrahlen zur Wickelkopfkiihlung,
nutzten KAPATRAL et al. [62] zusétzlich radiale Bohrungen in der éldurchstrémten Hohl-
welle zur rotationsinduzierten Benetzung von Statorblechpaket, Wickelkdpfen und Rotor.
Speziell bei hoheren Drehzahlen konnten hohe HTCs an hierbei benetzten Oberflichen
festgestellt werden.

Hsu etal. [51] beschrieben das Kiihlsystem der EMA des Toyota Prius (Baujahr 2004).
Die zusitzlich zur Mantelkiihlung eingesetzte Ol-Schleuderkiihlung nutzt das Plantschen
des Rotors im Olsumpf, um Tropfen auszulésen und im Gehiuse zu verteilen. Zu diesem
Zweck ist die Umfangskontur der Endscheibe des Rotors nicht vollstdandig rund, sondern
wellig ausgefiihrt. In einer Folgearbeit untersuchten HSU etal. [52] dieses Kiihlsystem
umfassend experimentell und erstellten ein numerisches Simulationsmodell der Wérme-
leitung in den Maschinenkomponenten. Die Kiihlung der Statorwicklungen infolge der
Beaufschlagung mit verspritztem Ol wurde als Randbedingung dritter Art approximiert.
Die beste Ubereinstimmung mit den Messdaten konnte bei einem einheitlichen HTC von
25 W/m?K an allen benetzbaren Oberflichen gefunden werden.

Lim und KM [75] untersuchten eine Ol-Schleuderkiihlung innerhalb eines 35 kW Rad-
nabenmotors mit hoher Leistungsdichte. Um das Ol auf die zu kiihlenden Komponenten
(Rotor und Stator) zu beférdern, sind in den Rotor radiale Kiihlkanéle mit einem Aus-
lass in den Wickelkopfraum integriert. Eine Olpumpe fordert das Ol des Sumpfs in die
Hohlwelle und iiber radiale Bohrungen in die Kiihlkanile des Rotors. Nach dem Aus-
schleudern in den Wickelkopfraum, fliefst das Ol zuriick in den Olsumpf. Die gleichméRig
iiber den Umfang der Maschine im Kern des Stators und in den Wickelkdpfen gemessenen
Temperaturen zeigen eine weitgehend homogene Temperaturverteilung fiir alle betrach-
teten Betriebspunkte. Bei einer Erhéhung des Olvolumenstroms von 1,5 auf 2,5 1/min
konnten die Wickelkopftemperaturen deutlich gesenkt werden. Zudem konnte eine Ver-
besserung der Kiihlleistung bei einer Erhohung der Oltemperatur festgestellt werden.
Verglichen mit einer reinen Plantschkiihlung ohne das Verschleudern von Ol konnten
durchwegs um ca. 15 K geringere Temperaturen erzielt werden.

Die Ergebnisse der Verdffentlichungen zu Ol-Schleuderkiihlungen zeigen eine effekti-
ve Kiihlung der untersuchten elektrischen Maschinen. Auch hier verbessert sich die
Kiihlwirkung bei steigendem Volumenstrom und steigender Oltemperatur. Zudem
verbessern sich die HTCs systembedingt mit steigender Drehzahl. Insgesamt dient
die Olschleuderkiihlung in allen vorgestellten Anwendungen der zusitzlichen Kiih-
lung interner Oberfliichen der EMA, wenn diese ohnehin bereits mit Ol gekiihlt wird
[62, 75] oder mit Ol geschmiert wird [52]. Fiir ein alleiniges Kiihlkonzept sind die
erzielbaren mittleren HTCs von 25 W/m?K mutmafglich zu gering.
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Stand der Technik zur Ol-Spriihstrahlkiihlung

Im Schutzrecht US 007009317 B2 [22] werden verschiedene Konzepte beschrieben, wie Ol
zunéchst durch einen spiralformigen Kiihlmantel um den Stator fliefst, um tiber verschie-
dene Bohrungen und Kanéle zu Austrittséffnungen im Statorraum geleitet zu werden.
Die Offnungen sind derart auszulegen und auszurichten, dass es zu einem Zerstauben
des Ols in Richtung der Wickelkopfe kommt. Die Kiihleffizienz der EMA wird iiber diese
Mafsnahmen erhoht, ohne das Gewicht oder den Bauraum zu vergrofiern.

GIERAS [43] stellt in einer Analyse unterschiedlicher Kiihlsysteme fiir einen 2,5 MW
Synchron-Generator fest, dass die erreichbaren Stromdichten in der Statorwicklung beim
Einsatz einer Ol-Spriihstrahlkiihlung der Wickelkopfe und des Rotors zwei- bis dreimal
so hoch sind, wie bei einer Mantelkiihlung. Zudem konne fiir eine Ol-Spriihkiihlung die
Masse und das Volumen des Generators reduziert werden.

Neben den beschriebenen Ol-Prallstrahlkonzepten untersuchten DAVIN et al. [28] zwei
Konzepte, welche auf eine Ol-Spriihstrahlkiihlung der Wickelkipfe setzen. In einer Va-
riante kam eine Vollkegeldiise, in der anderen eine Flachstrahldiise zum Einsatz. Fiir
beide Spriihstrahlkonzepte wurde je eine Diise pro Statorseite in die Gehdusewand in-
tegriert, sodass diese axial auf den obersten Wickelkopf ausgerichtet war. Alle anderen
Wickelképfe wurden demnach nur indirekt gekiihlt. Der Abstand zwischen Diise und
bespriithtem Wickelkopf betrug 30 mm. Der Volumenstrom lag bei 0,7 — 2,2 1/min pro
Diise. Die restlichen Sperzifikationen entsprechen jenen der Prallstrahluntersuchungen.
Auch fiir die Spriithstrahlkiihlung steigt die globale Leitfdhigkeit mit dem Volumenstrom
und der Oleinlasstemperatur. Im Betriebspunkt ohne Rotation ist die Temperatur im di-
rekt angespriihten Wickelkopf minimal, die Homogenitét der Temperaturverteilung iiber
alle Wickelkopfe jedoch gering. Die anderen Wickelkopfe werden einzig durch den fallen-
den Olfilm und den Olnebel gekiihlt. Sobald sich der Rotor bewegt, kann die Leistung
an der Wicklung bei gleichbleibender mittlerer Temperatur erhoht werden. Die Tem-
peraturverteilung wird bereits bei niedrigen Drehzahlen homogener, da sich das Spray
im Wickelkopfraum verteilt und die anderen Wickelkopfe benetzt. Eine Erhohung der
Rotationsgeschwindigkeit fiihrt jedoch zu keiner weiteren Verbesserung. Verglichen mit
den untersuchten Ol-Prallstrahlkonzepten kann mit der Spriihstrahlkiihlung bei deutlich
geringerem Volumenstrom eine dhnliche Kiihlleistung erzeugt werden.

Hsu et al. [50] platzierten 12 Diisen in der oberen Hélfte des Gehéuses einer 9,4 kW Test
PSM, sodass die Wickelkopfe des Stators direkt bepriiht wurden. Die untere Hailfte des
Stators stand im Olsumpf. Im Vergleich mit einer Ol-Schleuderkiihlung nach dem Vorbild
des Toyota Prius (vgl. [51, 52]) kann eine hhere Warmeabfuhr bei deutlich verringerten
Maximaltemperaturen in der Statorwicklung erzielt werden. Die Leistungsaufnahme der

zusitzlich erforderlichen Pumpe ist dabei nur 8% hoher als die Reibungsverluste durch
die Ol-Schleuderkiihlung.

KAMIYA etal. [61] untersuchten das thermische Verhalten einer getriebeintegrierten 147
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kW IPSM mit Wassermantelkiihlung und zusétzlicher Ol-Sprithstrahlkiihlung von Rotor
und Stator. Letzteres wurde baulich iiber eine nicht ndher beschriebene Spriihleitung
im oberen Bereich des Gehduses erreicht. Die Autoren beschreiben eine ,dramatische
Verbesserung des Kiihlungsvermogens des Motors® durch die Spriihstrahlkiihlung. Die
thermische Analyse erfolgte iiber eine thermische 3D FEM Simulation. Die Kiihlwirkung
des Olsprays auf Rotor und Stator wurde in dieser Simulation als Randbedingung drit-
ter Art approximiert. Speziell fiir die Kiihlung der Wickelkopfe wird der experimentell
bestimmte HTC qualitativ als potenzielle Funktion der Oltemperatur angegeben. Fiir
die betrachteten Betriebspunkte bedeutet dies eine Erhohung der Wickelkopftemperatur
um lediglich 10 K, wenn gleichzeitig die Oltemperatur um 22K steigt. Die experimen-
telle Validierung des 3D FEM Modells wurden mithilfe von Messungen mit mehreren
Thermoelementen im Zentrum der Wickelkdpfe durchgefiihrt. Die Autoren stellen eine
sehr gute Ubereinstimmung ihrer Simulationen mit den Messdaten fest.

EL-REFAIE et al. [36] evaluierten das thermische Verhalten einer PSM mit 30 kW Dau-
erleistung und der Restriktion einer Kiihlmitteleinlasstemperatur von 105 °C. Das einge-
setzte Ol flieft durch einen Kiihlmantel und wird iiber mehrere Diisen auf die Wickelkop-
fe gespriiht. Die Autoren stellen iiber Temperaturmessungen im Statorkern fiir mehrere
Betriebspunkte entlang der Dauerleistungskurve einen Puffer bis zum thermischen Limit
der Maschine von 45 bis 65K fest. Uber den Einsatz von Olablenkblechen konnte ein
Eindringen von Ol in den Luftspalt verhindert werden, weshalb die Luftreibungsverluste
{iber einen Drehzahlbereich von 1000—9000 1/min mit und ohne Ol-Spray identisch sind.
Eine Variation der Maschinenleistung unter Berticksichtigung der Temperaturen ergab,
dass mit der kombinierten Ol-Mantel- und Ol-Spriihstrahlkiihlung aus thermischer Sicht
selbst eine Verdoppelung der Leistung moglich ist. Dies entspricht fiir die untersuchte
Maschine einer Dauerleistungsdichte von 2 kW /kg.

L1U etal. [79] untersuchten eine Ol-Spriihstrahlkiihlung mit mehreren Diisen fiir den
Stator einer EMA mit Formstabwicklung nach dem Hair-Pin Design. Es kamen un-
terschiedliche Diisentypen (Vollkegel, Hohlkegel) bei Volumenstrémen von 0,9 bis 4,8
l/min zum Einsatz. Zudem wurde die Anzahl an gleichzeitig aktiven Diisen variiert.
Hierzu wurden 12 Diisenports in den Deckel einer EMA-Seite eingelassen, sodass mon-
tierte Diisen in einem zur Rotationsachse kongruenten Kranz axial auf die Wickelkopfe
spriithen. Die Temperatur wurde an insgesamt 44 Positionen in der EMA ausgewertet. 24
dieser Messungen wurden an der Oberfliche der Formstidbe im Bereich der Wickelkop-
fe durchgefiihrt. Fiir alle vermessenen Betriebspunkte ergab sich eine sinkende Durch-
schnittstemperatur der Wickelképfe bei einer Erhohung des Volumenstroms und der
Anzahl an aktiven Diisen. Zudem war die Temperaturverteilung umso homogener, je
mehr Diisen gleichzeitig aktiv waren. Fiir alle Betriebspunkte wird ein etwas geringeres
Temperaturniveau im unteren Teil der Maschine festgestellt. Die Autoren erklaren dies
durch den abfliekenden Film. Zudem stellen die Autoren fest, dass die eingesetzten Voll-
kegeldiisen grundsétzlich besser fiir die Kithlung der EMA geeignet sind. Im Vergleich
mit einer Wassermantelkiihlung derselben EMA kénne beim Einsatz der beschriebenen
Ol-Spriihstrahlkiithlung eine doppelt so hohe Leistung erzielt werden.
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Die verfiigharen Literaturquellen zur Ol-Spriihstrahlkiihlung lassen ein klares Fazit
zu. Wie bei den anderen Varianten der Ol-Spritzkiihlung kénnen die HTCs durch eine
Steigerung des Volumenstroms und der Oleinlasstemperatur verbessert werden. Ver-
offentlichungen mit differenzierter Temperaturerfassung tiber einzelne Wickelképfe
[28, 79| zeigen, dass jene Wickelkopfe, welche direkt bespriiht werden, die gering-
ste Temperatur aufweisen. Diese Inhomogenitdat der Temperaturverteilung wird mit
Einsetzen einer Drehbewegung des Rotors etwas gedampft. Ein génzlich homogener
Temperaturverlauf ldsst sich jedoch nur tiber den Einsatz mehrerer Diisen erreichen.
Im besten Fall wird die gesamte Wicklung gleichméfig bespriiht. Insgesamt kommen
alle Autoren zu dem Schluss, dass die jeweils betrachtete Ol-Spriihstrahlkiihlung eine
effektive Kiithlung des untersuchten Motors ermoglicht. Mehrere Autoren [36, 43, 79]
stellen sogar eine mogliche Leistungsverdoppelung gegentiber konventionellen Man-
telkiihlungen in Aussicht. In jedem Fall ist die Olspraykiihlung geméf der dargestell-
ten Veroffentlichungen als Kiithlkonzept fiir Elektromotoren mit hoher Leistungsdich-
te geeignet.

Bewertung der Konzeptkategorien und finale Konzeptauswahl

Analog zum Vorgehen in Abschnitt A.1.3 erfolgt die finale Auswahl des weiter zu verfol-
genden Ol-Spritzkonzepts anhand von qualitativen Bewertungskriterien. Diese werden
spezifisch fiir die Bewertung von Ol-Spritzkonzepten als Teilmenge der definierten An-
forderungen KAF1-KAF10 abgeleitet. KAF3, KAF6 und KAF7 werden nicht bertick-

sichtigt, weil diese ohne geometrische Auspriagung nicht bewertet werden koénnen.

KAF1 Ein Kiihlkonzept muss ein niedriges Tempera- Niedriges
turniveau im Stator ermoglichen. Temperaturniveau

Homogene
Temperaturverteilung

KAF2 Ein Kiihlkonzept muss eine homogene Tempera-
turverteilung im Stator ermoglichen.

KAF4 Ein Kiihlkonzept darf die mechanischen Funk-
tionen der EMA nicht negativ beeinflussen.

Reibungseintrag
aufgrund Olmenge

Leistungsaufnahme aufweisen. Pumpe

KAFS8 Ein Kiihlkonzept muss zuverléssig und moglichst

wartungsfrei arbeiten.

KAF5 Ein Kiihlkonzept muss eine moglichst geringe } Druckniveau der
} Wartungsaufwand
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KAF9 Ein Kiihlkonzept muss moglichst wenig Bau-
raum einnehmen.

KAF10 Ein Kiihlkonzept muss eine moglichst geringe
Masse aufweisen.

Fahrzeugintegration

Die Bewertung wird iiber eine Auswahlliste nach [135] durchgefiihrt. Das Gesamtergebnis
ergibt sich als Verrechnung der Einzelpositionen.

Tabelle 4.3: Literaturgestiitzte Auswahlliste des geeigneten Olspritzkonzepts

Niedriges Temperaturniveau

Homogene Temperaturverteilung
Reibungseintrag aufgrund Olmenge
Druckniveau der Pumpe
Wartungsaufwand
Fahrzeugintegration
Gesamt
Prallstrahlkiihlung 0 - 0 0 + + +
Schleuderkiihlung - 0 0 + + 0 +
Spriihstrahlkiihlung + + + - - + ++

(+) besser (o) mittel (-) schlechter

Auch ohne eine Gewichtung der einzelnen Bewertungskriterien zugunsten der konzept-
bezogenen, funktionalen Anforderungen ergibt sich aus der Bewertung eine Auswahl
der Spriihstrahlkiihlung. Sie verspricht im Vergleich das geringste Temperaturniveau
bei hochster Homogenitat der Temperaturverteilung und kommt dabei mit einer mini-
malen Menge an Ol aus. Zudem ist sie im Hinblick auf die Leistungsdichte besser in
ein Fahrzeug integrierbar. Die Herausforderung bei der konkreten Kiihlsystemauslegung
liegt in der Wartungsanfalligkeit, da ein Verstopfen der Diisen verhindert werden muss
[79]. Zudem ist das erforderliche Druckniveau am hochsten 28], da die Diisenéffnung fiir
Spriithstrahlen deutlich geringer ist als bei Prallstrahlen. Insgesamt iiberwiegen jedoch
die dargestellten Vorteile.
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Bewertung der verfiigbaren Literaturdaten zu Ol-Spriihstrahlkiihlungen

Um simulationsgestiitzte Evaluierungen von Ol-Spriihstrahlkiihlungen fiir elektrische
Maschinen auf Basis von Verdffentlichungen durchfiithren zu konnen, miissen alle relevan-
ten Informationen zur Definition von Randbedingungen und Modell-Parametrierungen
aus den Angaben hervorgehen. Die Nennung dimensionsbehafteter Korrelationen ohne
néhere Informationen zu Ihrer Berechnung reicht nicht aus.

Unter den vorgestellten Veroffentlichungen liefern nur Liu etal. [79] belastbare Aus-
sagen zu den erzielbaren HTCs. Selbst diese Informationen lassen sich jedoch nicht di-
rekt auf die Untersuchungen in dieser Arbeit iibertragen, da die Autoren eine EMA
mit Formstabwicklung nach dem Hair-Pin Design untersuchten. Diese unterscheidet sich
mafigeblich von der betrachteten Referenzmaschine:

1. Die einzelnen Formstébe beriihren sich nicht, weshalb das Spray bzw. der Film
die Oberfliche von allen Seiten benetzen kann. Die verteilte Runddrahtwicklung
der betrachteten Referenzmaschine ist hingegen ein solider, nicht durchdringbarer
Korper.

2. Die Oberfliche der Wickelkdpfe unterscheidet sich erheblich. Formstabwicklungen
sind glatt, Runddrahtwicklungen hingegen wellig.

3. Liu etal. [79] nutzten zur Berechnung der HTCs eine Bezugsfliache, welche sich
als Hillkorper der Wickelkpfe ergibt. In Kombination mit der Abweichung der
Wicklungsart wére der angegebene HT'C bei einer Anwendung fiir die betrachtete
Referenzmaschine mutmaflich zu hoch. Die Kiihlwirkung wiirde iiberschéatzt.

Untersuchungen von Ol-Spriihstrahlen ohne direkten EMA Bezug wurden von ABBASI
und KM [2] und SLEITI und KAPAT [123] durchgefiihrt.

Im Zentrum der Untersuchungen von ABBASI und KiM [2]| steht die These, dass sich
der HT'C einer Spriihstrahlkiihlung ohne Verdampfung als Funktion des vom Spray er-
zeugten Normaldrucks auf der besprithten Oberfliche beschreiben ldsst. Die Autoren
generieren aus ihren Ergebnissen eine Korrelation zur Berechnung des mittleren HTCs
a, welche fiir Prandtl-Zahlen von 12 bis 76 sowie Normaldriicken bis 0,2 bar giiltig ist.
Die Abweichung zwischen mit dieser Korrelation berechneten HTCs und den genutzten
Daten liegt bei £25%.

a=0,042 p°° ¢, Pr=0% p°s (4.1)
mit
p Dichte der Fliissigkeit
Pr Prandtl-Zahl der Fliissigkeit
P Normaldruck auf der bespriihten Fléiche
Cp spezifische Warmekapazitat der Fliissigkeit
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Fiir die direkte Nutzung zur simulationsgestiitzten Evaluierungen von Ol-Spriihstrahl-
kiithlungen ist die Gleichung nicht geeignet. Zum einen fehlen wesentliche Angaben iiber
die Temperaturen und Warmestrome in den einzelnen Messpunkten. Zum anderen lasst
sich die Korrelation nicht in eine Form umrechnen, welche das Einstellen konkreter Be-
triebspunkte ohne das Vermessen des Druckfelds im direkt bespriihten Bereich ermog-

licht.

SLEITI und KAPAT [123] untersuchten ein Kiihlkonzept bestehend aus einer Anordnung
mehrerer Ol-Spriihstrahlen mit dem Kiihlmittel Polyalphaolefin (PAQO). Trotz des Ein-
satzes von Hohlkegeldiisen ergibt sich aufgrund der Uberlagerung mehrerer Spriihstrahl-
en eine gleichméfkige Benetzung auf der beheizten Stahlplatte. Die Ergebnisse konnen
im Rahmen dieser Arbeit nicht direkt genutzt werden, da keine Korrelation angegeben
wird und zu wenig iiber die einzelnen Betriebspunkte bekannt ist. Es lasst sich aus den
dargestellten Graphen jedoch die Information extrahieren, dass bei Massenstromdichten
von 2,8 — 4,3 kg/m?s ein HTC von 800 — 1100 W/m?K erreicht werden kann.

Mangels weiterer verfiigharer Literaturquellen, welche sich direkt zur Auslegung von Ol-
Spriihstrahlkiihlungen fiir die betrachtete Referenzmaschine nutzen lassen, wird in den
nachfolgenden Kapiteln ein eigenes anwendungsspezifisches Ol-Spriihstrahl-Experiment
vorgestellt sowie dessen Messergebnisse ausgewertet und interpretiert.
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5 Theorie der Ol-Spriihstrahlkiihlungen

In Abschnitt 4.1.2 wurde gezeigt, wie sensibel die Temperaturverteilung im Stator der
betrachteten Referenzmaschine auf unterschiedliche konvektive Wéarmesenken an der
Wickelkopfoberfliche reagiert. Fiir die Charakterisierung von Ol-Spriihstrahlkiihlungen
mittels Simulation sind daher realistische HTC-Werte unerlésslich. Thre Erfassung erfolgt
{iber ein spezifisches Ol-Spriihstrahl-Experiment. Zur Auslegung dieses Experiments be-
darf es einer umfassenden Kenntnis der physikalischen Abhéngigkeiten einzelner Ein-
flussgrofen einer Ol-Spriihstrahlkiihlung. Auch die Besonderheiten des Anwendungsfalls
in einer elektrischen Maschine mit verteilter Runddrahtwicklung miissen beriicksichtigt
werden. Basierend auf einer breiten Literaturbasis liefert das nachfolgende Kapitel Aus-
legungskriterien fiir den Priifstand und definiert relevante Untersuchungsschwerpunkte
fiir die Messkampagne.

5.1 Grundlagen der Spriihstrahlkiihlungen

Bei einer Spriihstrahlkiihlung ohne Verdampfung (nachfolgend vereinfachend nur als
Sprihstrahlkihlung bezeichnet) handelt es sich um ein komplexes thermo-fluiddynami-
sches System. Grundsétzlich besteht dieses aus einer Filmstromung an der zu kiihlenden
Oberfldche, welche durch ein Spray hervorgerufen und mafgeblich beeinflusst wird. Um
einzelne Zustdnde von Film und Spray zu beschreiben, werden charakteristische Gro-
Ken genutzt. Die Betrachtung kann dimensionsbehaftet und dimensionslos erfolgen. Mit
der Verkniipfung dieser Grofsen auf Basis von Literaturangaben werden nachfolgend
wesentliche Zusammenhinge herausgearbeitet und fiir die gezielte Auslegung des Ol-
Spriihstrahlexperiments genutzt.

Die Zusammenstellung des Stands der Technik entstand im Rahmen studentischer Ar-
beiten mit Sebastian Holle und Dominik Zemmler.

5.1.1 Charakteristische Gr6Ben eines Sprays

Wird eine Fliissigkeit unter Anlegen eines Drucks durch eine Diise befordert, ergibt
sich unter bestimmten Rahmenbedingungen ein Spray in der Umgebung, in welche die
Austrittsoffnung der Diise gerichtet ist. Die Zerstdubung erfolgt aufgrund komplexer
thermofluiddynamischer Effekte und kann abhéngig vom angelegten Diisendruck und
den Stoffeigenschaften der Fliissigkeit tiber simple Lochblenden (Strahlzerfall) bis hin zu
geometrisch aufwindige Diisen (Lamellenzerfall) erreicht werden [132, 139].
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Zur Charakterisierung eines Sprays sind die Grofen Tropfendurchmesser, Tropfenge-
schwindigkeit, Massen- bzw. Volumenstrom(dichte) sowie der Spraytffnungswinkel rele-
vant |73]. Die Beschreibung erfolgt in der Regel durch mittlere, skalare Grofen auf Ebene
des Tropfenkollektivs, da abhéngig von der Art der Zerstdubung sehr unterschiedliche
rdumliche Verteilungen auftreten kénnen [23, 25|. Auf welchen Trajektorien sich diese
Tropfen im Raum bewegen kann mit Blick auf das Tropfenkollektiv am besten iiber das
Spriihbild beschrieben werden.

Diisentyp und Spriihbild

Abhéngig vom eingesetzten Diisentyp ergeben sich unterschiedliche Sprithmuster auf der
zu kithlenden Oberfliche. Geméfs Abbildung 5.1 wird fiir hydraulische Diisen zwischen
Voll- und Hohlkegel-Diisen, sowie Facherdiisen unterschieden. Ein weiterer wesentlicher
Parameter fiir das Spriihbild ist der Sprayoffnungswinkel ¢. Er bestimmt den notwendi-
gen Diisenabstand H, um die zu kithlende Oberfliche mit dem Durchmesser D optimal
zu treffen. Gleichzeitig legt der Sprithwinkel das grundsétzliche Verhéltnis zwischen nor-
maler und tangentialer Geschwindigkeit bei der Spray-Film-Interaktion fest. Je grofer
der Winkel ist, desto grofser ist der Anteil an Tropfen mit einer signifikanten tangentialen
Geschwindigkeitskomponente.

Tropfendurchmesser

In nahezu allen relevanten Veroffentlichungen zu Spriihstrahlkiihlungen wird zur Be-
schreibung des Tropfendurchmessers der sogenannten Sauterdurchmesser ds, genutzt
(vgl. z.B. [63, 93, 100, 108|). Dieser beschreibt das Verhéltnis zwischen dem Volumen
und der Oberflache des gesamten Tropfenkollektivs und ergibt sich geméafs DIN ISO
9276-2 [31] zu

_ Lai % 1
= 20 5.1)

Hierin steht n; fir die Anzahl der Partikel und d; fiir den mittleren Durchmesser der
i-ten Grofenklasse.

Zur Bestimmung des Sauterdurchmessers der betrachteten Spriihstrahlkiihlung kénnen
fiir die relevanten Betriebspunkte eine direkte Vermessung mittels Phasen Doppler Ane-
mometrie (PDA) durchgefiihrt [24, 93|, auf passende empirisch bestimmte Korrelation
zuriickgegriffen [63, 108| oder die Angaben des Diisenherstellers genutzt werden [49, 100].

Tropfengeschwindigkeit

Um die Bewegung des Sprays zu charakterisieren, bedarf es der Kenntnis einer mittleren
Tropfengeschwindigkeit. Diese kann auf unterschiedliche Arten berechnet werden.

Wurde die Tropfenverteilung iiber eine PDA vermessen, kann diese Informationen analog
zum Vorgehen der Ermittlung des Sauterdurchmessers genutzt werden, um eine mittlere
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Vollkegeldiise Hohlkegeldiise Fécherdiise

Abbildung 5.1: Einteilung méglicher Spriihbilder, nach [73] mit eigenen Anpassungen

Geschwindigkeit des Tropfenkollektivs uss zu berechnen [25; 49, 93]. Alternativ ist es
moglich, eine mittlere Geschwindigkeit iiber den Einsatz von Hochgeschwindigkeitska-
meras zu bestimmen [26].

In den meisten Verdffentlichungen wird als charakteristische Gréfe der Tropfenbewegung
jedoch die Austrittsgeschwindigkeit aus der Diise genutzt [63]. Uber eine Energiebilanz
an der Diise [42] und Beriicksichtigung der inkompressiblen Stromung (vgl. [37, 107])
kann die mittlere Austrittsgeschwindigkeit als Funktion des Druckverlusts iiber die Dii-
se Ap und der Dichte der zerstdubten Fliissigkeit pr berechnet werden:

\/ PF

Die zugrundeliegende Annahme von GHODBANE und HOLMAN [42] ist eine verlustlose
Umwandlung von potenzieller Energie vor der Diise in kinetische Energie nach der Diise
geméf der Stromfadentheorie (vgl. [70]). Nach LEFEBVRE und MCDONELL [71] kénnen
die Verluste bei der Umwandlung iiber einen Durchflussbeiwert k, € |0, 1] berticksichtigt
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werden:
2Ap
PF

Uy = kv
Der Wert von k, ist abhéngig vom Diisentyp und der Diisengeometrie [71].

Massen- und Volumenstromdichte

Die Charakterisierung eines Spriihstrahls iiber seine Massenstromdichte G bzw. Vo-
lumenstromdichte U ist eine makroskopische Betrachtung, welche sich ohne genauere
Kenntnis des Sprays angeben lésst:

G:U.pF:_pFV (5.4)
As

Hierin ist V' der Volumenstrom an Fliissigkeit im Drucksystem vor der Diise bzw. an
jeder vom Spray durchsetzten Querschnittsfliche senkrecht zur Spriihachse und Ag der
Betrag der bespriihten Flache.

5.1.2 Charakteristische GroRBen einer Filmstromung

Ein Film beschreibt eine fliissige oder gasformige Phase, welche im Vergleich zu ihrer
raumlichen Ausdehnung eine geringe Hohe besitzt [99]. Bei einer Spriihstrahlkiihlung
entsteht ein fliissiger Film bei ausreichender Benetzung der zu kiihlender Oberflache.
Ohne extern anliegende Krafte stromt er getrieben von der radialen Geschwindigkeits-
komponente der Tropfen des Spriihstrahls nach aufen von der Spriithachse weg. Zusétz-
lich wirken in technischen Anwendungen Gravitations- und Beschleunigungskrifte auf
den gesamten Film, sowie Scherkrifte durch die Gasstromungen an der Trennfléche zwi-
schen Film und Gas (= freie Oberfliche).

Das Verhalten am dufseren Rand des Films wird bestimmt durch den Kontaktwinkel ©.
Dieser stellt sich zwischen Fliissigkeitsfliche und zu kiihlender Oberflache ein. Ist © <
7/2 spricht man von einer benetzbaren Oberflache [104]. © ist iber die Young-Laplace-
Gleichung abhéngig von den Oberflachenenergie von Fliissigkeit, benetzter Oberflache
und umgebendem Gas. Fiir reale Anwendungen erfolgt die Bestimmung typischerweise
experimentell [60].

Die wesentlichen Parameter zur globalen Beschreibung eines Film sind die mittlere
Filmdicke Epilm, die mittlere Stromungsgeschwindigkeit gy, und die mittlere Film-
temperatur T piim. Aufgrund der festgestellten Relevanz der Filmstréomung fiir den Wiér-
metlibergang werden nachfolgend neben den charakteristischen Grofen selbst auch ihre
Haupteinflussgrofsen herausgestellt.
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Filmdicke

CHEN et al. [23] vermafen die sich ergebenden Filmdicken bei der Benetzung einer ebe-
nen Oberfliache durch Wasser-Spriihstrahlen (dss = 120 — 132 pm, ugy = 15—20m/s). Sie
stellten fest, dass die Filmdicke bei steigendem Diisendruck leicht abnimmt. Insgesamt
lag die Filmdicke fiir alle Messpunkte im Bereich um 50 pm.

XIE etal. [142] entwickelten auf Basis dieser Messdaten ein mathematisches Modell
zur Beschreibung diinner Wandfilme im Anwendungsfall von Spriihkiihlungen. Die Ab-
nahme der Filmdicke bei steigendem Diisendruck erkléren sie als Resultat zweier gegen-
laufiger Effekte: Mit zunehmendem Diisendruck steigt der Volumenstrom an, weshalb
der Film mehr Fluid férdert und die Filmdicke zunimmt. Gleichzeitig fiihrt ein héhe-
rer Diisendruck zu einer héheren Tropfengeschwindigkeit, weshalb die kinetische Energie
der einschlagenden Tropfen grofer ist und die Filmdicke verringert wird. BAI [6] spricht
in diesem Zusammenhang von einem , Einschlagsdruck®. Insgesamt dominiert der film-
verringernde Effekt des Tropfeneinschlags, weshalb sich die Filmhohe bei steigendem
Diisendruck leicht verringert.

Aufserhalb des direkt bespriihten Bereichs fehlt der Einschlagsdruck der Tropfen und
die Filmdicke steigt dementsprechend stark an [6]. Auch in den Ergebnissen von HSIEH
und TIEN [49] mit R134a-Spriihstrahlen ldsst sich die Relevanz des Einschlagdrucks er-
kennen, da sich bei geringem Tropfenimpuls (dsy < 50 um, uzy < 6 m/s) vergleichweise
dicke Filme von ca. 1 mm ergaben.

Neben dem unmittelbaren Effekt auf den Film reduziert ein steigender Tropfenimpuls
auch mittelbar die Filmhohe, da die Geschwindigkeit des im Spray bewegten Gasvolu-
mens zunimmt. Der Prallstrahl an der Wand verteilt den Film radial und mindert dessen
Dicke [6, 143].

Filmgeschwindigkeit

Der Warmeiibergangskoeffizient einer Filmstromung ist abhéngig von den Fluideigen-
schaften und seiner (mittleren) Stromungsgeschwindigkeit [5]. Schlagt ein Tropfen in
einen bestehenden Film ein, erhoht sich dort lokal die Stromungsgeschwindigkeit und
der Film fliefst radial vom Ort des Einschlags weg. Wenn keine zusétzlichen externen
Krifte wirken, wird die Filmstromung ausschlieflich durch den Impuls der einschlagen-
den Tropfen erzeugt [142]. Aufgrund der Vielzahl an Tropfeneinschlagen ist jedoch nur
die insgesamt resultierende Filmstromung relevant. Diese muss aufgrund der Impulser-
haltung radial von der Spriihachse nach aufsen stromen und kann bei einem quasistatio-
naren Zustand des Sprays ebenfalls als quasistationar angesehen werden.

Abbildung 5.2 zeigt das Schema einer durch einen Spriihstrahl erzeugten Filmstromung.

Diese hat eine hohe Ahnlichkeit zum Stromungsbild einer Prallstrahlkiihlung durch einen
Freistrahl (vgl. [74]). Da Tropfen, welche im Bereich der Sprayachse auftreffen, nur eine
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mittlere Film-
dicke EFilm

Stau-
zone

Laminar Transition Turbulent

Abbildung 5.2: Schema einer Filmstromung unter Einwirkung eines Spriihstrahls

geringe radiale Geschwindigkeitskomponente haben, bildet sich dort ebenfalls eine Stau-
zone aus. Mit zunehmendem Radius wird die radiale Geschwindigkeitskomponente des
Sprays immer grofser und die einschlagenden Tropfen beschleunigen den nach auften flie-
Kenden Film weiter. Eine zusétzliche Beschleunigung erfahrt der Film durch Scherkréfte
aufgrund der Gas-Prallstrahlstromung auf die Filmoberfliche. Aufserhalb des mit Spray
beaufschlagten Bereichs, fehlt der Einschlagsdruck des Sprays, weshalb die Filmdicke
abrupt ansteigt. Spétestens hier kommt es zur Transition und die Filmstromung wird
im weiteren Verlauf turbulent.

Bezogen auf den Stromungszustand im Bereich des Tropfeneinschlags zeigt sich in der
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Literatur kein klares Bild. XIE etal. [142] und CHEN et al. [23] nehmen fiir ihre Unter-
suchungen ein laminares Geschwindigkeitsprofil an, da die Film Reynoldszahlen deut-
lich unter dem kritischen Wert liegen [112]. Die Tropfeneinschldge werden als kohédrente
Strukturen in einem ansonsten laminaren Geschwindigkeitsfilm betrachtet. In LiU et al.
[80] wird ein partikelbasiertes Wandfilmmodell genutzt, um die individuellen Tropfen-
einschlége in einem laminaren Wandfilm zu beriicksichtigen. SHEDD [118] schlagen ein
Stromungsbild vor, welches aus einer turbulenten oberen Schicht und einer viskosen
Unterschicht besteht. OLIPHANT et al. [100] sprechen sogar davon, dass sich gar keine
quasi-stationdre hydrodynamische Grenzschicht ausbildet, da der Vorgang an sich insta-
tiondren Charakter hat.

Im Rahmen dieser Arbeit wird die These einer laminaren Grenzschicht mit ortlichen
kohédrenten Strukturen, welche zu einer lokalen Verringerung der Grenzschicht fiihren,
favorisiert.

Filmtemperatur

Wie in Kapitel 2.3.2 beschrieben, hiangt der Warmestrom bei erzwungener Konvektion
einer Oberfliche Ag vom HTC der Kiihlung und der Temperatur des Fluids ab. Das
Temperaturfeld im Film einer Spriihstrahlkiihlung ist analog zum Geschwindigkeitsfeld
das Ergebnis der Uberlagerung mehrerer Effekte. Aufgrund des eingetragenen Wirme-
stroms und der Stromung nach aufen muss der Film radial vom Staupunkt weg immer
warmer werden. Der Temperaturanstieg ist dabei abhéngig vom eingebrachten Wérme-
strom und von der spezifischen Warmekapazitiat der Fliissigkeit. Durch den Einschlag
von Tropfen, welche prinzipbedingt immer kélter sind als der Film selbst, kommt es zu
einer kontinuierlichen Abkiihlung und Durchmischung des Films. Neben der Auswirkung
auf das lokale Warmeiibergangsverhalten dampft dieser Effekt auch den radialen Tem-
peraturanstieg im Vergleich zu einer Prallstrahlkiihlung. Die mittlere Filmtemperatur
T riim ist daher ein gutes Maft zur thermischen Charakterisierung des Films.

5.1.3 Dimensionslose Kennzahlen einer Spriihstrahlkiihlung

Mit dem Einsatz dimensionsloser Kennzahlen und der Formulierung von Abhéngigkeiten
zwischen ihnen, ist es u.a. moglich Messungen an einem vereinfachten Aufbau auf reale
Geometrien zu iibertragen. Gleichzeitig wird die Anzahl an Einflussgrofien verringert
[102|. Fiir die Beschreibung des konvektiven Wérmeiibergangs sind die Reynolds-, die
Prandtl- und die Nufselt-Zahl relevant. Dies gilt auch fiir Spriihstrahlkiihlungen. Bei
naherer Kenntnis des Sprays konnen zudem die Weber-Zahl und die Laplace-Zahl genutzt
werden.

Reynolds-Zahl

Die Reynolds-Zahl Re beschreibt allgemein das Verhéltnis zwischen Tragheits- und Za-
higkeitskraften und ist abhéngig von einer charakteristischen Geschwindigkeit u, einer

89



charakteristischen Léange L sowie der Dichte p und der dynamischen Viskositdt n des
betrachteten Fluids. Ublicherweise wird die gesamte Spriihstrahlkiihlung betrachtet und
die charakteristische Geschwindigkeit ergibt sich iiber die Volumenstromdichte U, welche
auf eine Fliche des Durchmessers D einwirkt [63, 93, 100]:

Rep = P2 _GD (5.5)

n n

Liegt der Fokus mehr auf dem Spray, kann alternativ ein Langenmaf mit Tropfen (Sau-
terdurchmesser dsy) oder Diisenbezug (Austrittsdurchmesser der Diise dy) und passender
Geschwindigkeit gewahlt werden (vgl. |24, 108, 123]). Ist primér die Filmstrémung von
Belang kann auch ein Repj,, mit dem Lingenmaf der Filmdicke Ay, und der mittleren
Geschwindigkeit des Films @gy,, eingesetzt werden [6]. In jedem Fall ist es erforderlich,
das relevante Langenmals samt passender Geschwindigkeit messtechnisch zu erfassen
oder belastbar zu berechnen. Im Rahmen dieser Arbeit wird Rep geméf Gleichung (5.5)
genutzt.

Prandtl-Zahl

Die Prandtl-Zahl Pr ist ein reines Stoffwertverhéltnis und beschreibt die Verkniipfung
zwischen diffusem Impuls- und diffusem Wéarmetransport innerhalb von Fluiden.

A
pr="%_" it o= (5.6)

A a PCp
Hier ist a die Temperaturleitfahigkeit, c, die spezifische Wéarmekapazitat, A Warme-
leitfahigkeit und v = % die kinematische Viskositdt des Fluids. Pr kann auch als Ver-
kniipfung zwischen dem Geschwindigkeits- und Temperaturfeld betrachtet werden und

hat einen direkten Einfluss auf das Verhaltnis von hydrodynamischer und thermischer
Grenzschichtdicke [112].

NuRelt-Zahl

Uberstromt ein Fluid eine feste Oberfliche, kann die Nufielt-Zahl Nu als dimensionsloser
Temperaturgradient innerhalb eines Fluids verstanden werden. Sie wird typischerweise
zur Beschreibung des konvektiven Wiarmeiibergangs zwischen einer festen Oberfliche
und einem stromenden Fluid genutzt. Bei ganzheitlicher Betrachtung der Spriihstrahl-
kiihlung mittels Rep gilt:
Nup = ﬂ (5.7)
A
wobei @ den Wiarmeiibergangskoeffizienten, D den bespriihten Durchmesser und A die
Wirmeleitfahigkeit des Fluids représentiert. Alternative Betrachtungen iiber Léngen-
make wie die mittlere Filmdicke A gy, den Offnungsdurchmesser der Diise dy oder den
Sauterdurchmesser dz, verschieben den Fokus jeweils auf einen Teilaspekt des Wérme-
iibergangsmechanismus der Spriihstrahlkiihlung.
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NuRelt-Korrelationen bei erzwungener Konvektion sind von der Form Nu = A Re® Pre
[102]. Dies gilt auch fiir Sprithstrahlkithlungen [73].

Weber-Zahl

Die Weber-Zahl We beschreibt das Verhéltnis von Triagheits- zu Oberflichenkréften.
Analog zur Reynoldszahl kénnen fiir Spriihstrahlkiihlungen unterschiedliche Langenma-
$e L und charakteristische Geschwindigkeiten v gewahlt werden. Zudem kann die Dichte
auf das Gas (Index G) oder auf die Fliissigkeit (Index F') bezogen werden. Die Ober-
flichenspannung op bezieht sich immer auf die Fliissigkeit. Ist der Einfluss der Diise
auf die Spriihstrahlkiihlung von Interesse, wird die diisenbezogene Weber-Zahl We,,

betrachtet: )
We, — L6t (5.8)

or
Hierin ist pg die Dichte des Gases, in welchem die Zerstdubung erfolgt, ug die Austritts-
geschwindigkeit aus der Diise und dy der Offnungsdurchmesser der Diise. Liegt hingegen
der Fokus mehr auf der Interaktion des Tropfenkollektivs mit dem Film, wird die trop-

fenbezogene Weber-Zahl Weg,, genutzt:

2
_ prugpdsy

W€d32 - (59)

or
mit der Dichte der Fliissigkeit pr und dem Sauterdurchmesser dss. Fiir den Spezialfall
der Beschreibung der Spray-Film Interaktion auf Betrachtungsebene einzelner Tropfen
[6] gilt: ,

Wey, = 20Tt (5.10)

OoF
Hierin ist d7 der Durchmesser des betrachteten Tropfens und ur, seine Geschwindigkeit
in Wandnormalenrichtung.

Laplace-Zahl

Die Laplace-Zahl La beschreibt allgemein das Verhaltnis zwischen Oberflichenspannung
und viskosen Kréften. Im Kontext von Tropfen-Film-Interaktionen erfolgt folgende De-
finition [6]:

propdr

2
F

Hierin ist dp der Tropfendurchmesser und pr, op, nr die Dichte, Oberflichenspannung
und dynamische Viskositat der zerstaubten Fliissigkeit.

Lag, = (5.11)

Die Laplace-Zahl lésst sich auch aus der Ohnesorg-Zahl, einem Verhéltnis aus der Weber-
und Reynolds-Zahl, berechnen:

e

1
La=—— mit Oh =

= on Toe (5.12)

91



5.1.4 Relevanz der Tropfen-Film-Interaktion

Nach BAI [6] gibt es beim Einschlag eines Einzeltropfens in einen Wandfilm bei steigen-
den Weberzahlen folgende Entwicklung der Einschlagscharakteristik:

Anhaften Bei geringen Weberzahlen haftet der Tropfen an der Oberfliche des Films
und behélt dabei seine urspriingliche Kugelform.

Abprallen Mit steigenden Weberzahlen erfolgt ein Abprallen des Tropfens von der
Filmoberflache. Die Tropfenenergie reicht nicht aus, um den Luft- oder Dampffilm zwi-
schen Tropfen und Film zu durchbrechen.

Verteilen Bei noch groferen Weberzahlen ist die kinetische Tropfenenergie grofs genug,
um den Luftfilm zu durchschlagen und der Tropfen geht vollstéindig in den Film iiber.

Spritzen Bei sehr hohen Weberzahlen ist die Tropfenenergie so grofs, dass sich beim
Einschlag eine Krone bildet. Diese Struktur schniirt sich aufgrund der Oberflichenspan-
nung ab und es werden Sekundéartropfen gebildet, welche sich von der Oberfliche weg
bewegen. Folglich ist im Bereich des Spritzens der effektive Massenstrom im Film gerin-
ger als der zugefiihrte Massenstrom des Sprays.

Es existieren sehr viele Veroffentlichungen zu den fluidmechanischen und thermischen
Effekten beim Einschlag einzelner Tropfen in stehende und flieflende Filme [18|. Experi-
mentelle Untersuchungen von GAO et al. [40] zeigten, dass sich das Einflussgebiet eines
Tropfeneinschlags sowohl mit steigendem Tropfendurchmesser als auch mit steigender
Tropfengeschwindigkeit vergrofert. Bezogen auf den lokalen Warmeiibergangskoeffizi-
enten erzielt jedoch nur ein Anstieg des Tropfendurchmessers eine monoton steigende
Verbesserung gegeniiber einer reinen Filmstromung. Fiir die Tropfengeschwindigkeit exi-
stiert hingegen ein Maximum, nach welchem eine weitere Erh6hung der Geschwindigkeit
wieder zu einem Absinken der Verbesserung fiihrt. Die Autoren begriinden dies iiber den
steigenden Verlust an Massenstrom durch das Spritzen.

Das Einschlagsverhalten eines Sprays kann jedoch nicht als blofse Superposition einzel-
ner Tropfeneinschldge betrachtet werden [41]. Numerische Untersuchungen von LIANG
etal. [72| zum Einschlag zweier Tropfen in einen stromenden Wandfilm bestitigen diese
These. Sowohl fiir den Fall eines gleichzeitigen Einschlags unter geringem Abstand, als
auch fiir den Fall eines sukzessiven Einschlags an derselben Position und unter geringem
zeitlichen Versatz konnte eine starke Interaktion in den Stromungsbildern des Wandfilms
und Temperaturverldufen an der Wand festgestellt werden.

Fiir eine ausgebildete Spriihstrahlkiihlung treten sowohl in zeitlicher Abfolge als auch

raumlich gesehen sehr viele interagierende Einschlage auf. Die Komplexitat der sich ins-
gesamt ergebenden Interaktionen ist folglich noch um ein Vielfaches hoher. Im Rahmen
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dieser Arbeit erfolgt daher nur eine makroskopische Betrachtung der Interaktion iiber
die vorgestellten Einschlagsformen anhand der erfassbaren charakteristischen Grofsen.
Die exakten Grenzwerte der Weberzahlen zur Feststellung der vorliegenden Einschlag-
scharakteristik ergeben sich fiir eine Weiterentwicklung [119] des urspriinglichen Bai-
Gosman-Modells [6-8] in der Simulationssoftware Star-CCM+ geméf Tab. 5.1.

Tabelle 5.1: Einschlagscharakteristik von Tropfen in einen Wandfilm in STAR-CCM+ [119]

Charakteristik Weberzahlen
Anhaften Weq, <2

Abprallen 2<Wey, <20

Verteilen 20 < Weq, <1320 Lag'®
Spritzen Wea, > 1320 Lag '™

5.1.5 Wirkmechanismen einer Spriihstrahlkiihlung

Das Warmeiibergangsverhalten von Spriihstrahlkiihlungen ist noch nicht vollstandig ver-
standen und kann speziell bei vielen gleichzeitigen Tropfeneinschlagen in den Film nur
grob abgeschétzt werden [18]. Grundsétzlich kann es jedoch unter Vernachlédssigung ex-
terner Kréfte als Zusammenspiel zweier konvektiver Effekte auf der zu kithlenden Ober-
flache beschrieben werden:

1. Spray-induzierte laminare Filmstromung
2. Kontinuierlicher Einschlag der Spray-Tropfen in den stromenden Film

Das als laminar angenommene Stromungsfeld im Film erzeugt isoliert betrachtet neben
der hydrodynamischen Grenzschicht d,4 auch eine thermische Grenzschicht der Dicke
o, fiir welche ndherungsweise gilt [102]:

Sthiam = 0,976 Gpyq Prs (5.13)

Da 6pyq bei laminarer Stromung mit steigender Reynoldzahl sinkt [112], verbessert sich
der Wérmetibergang sowohl bei steigender Filmgeschwindigkeit als auch bei sinkender
Viskositét.

Zusatzlich verdréangen einschlagende Tropfen den warmen Wandfilm {iber der zu kiihlen-
den Oberfliche, erh6hen die lokale Stromungsgeschwindigkeit und férdern kontinuierlich
kaltes Fluid in Wandnéhe [65, 100]. Eine anschauliche Darstellung dieser Effekte findet
sich in der Arbeit von KYRIOPOULOS [68|. Die Autorin untersuchte eine Spriihstrahl-
kithlung einer gekriimmten, beheizten Flache wiahrend eines Parabelflugs. Der in Abbil-
dung 5.3 dargestellte Wandfilm ist im roten Bereich von der zu kiihlenden Oberfléche

! Eine tiefere Diskussion der Abhiingigkeiten innerhalb der Grenzschicht erfolgt in Kapitel 5.2.3.
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aufgeheizt. In den hellblauen und griinen Bereichen gab es kurz zuvor Tropfeneinschlége
eines kélteren Sprays. Hier ist die Temperatur deutlich geringer.

Abbildung 5.3: Qualitative Infrarot-Temperaturmessung einer spriihstrahlgekiihlten ge-
kriimmten Oberfliche (O(A) = cm?) unter verringerter Gravitationswirkung
[68]

Dieses Verhalten entspricht einer zuséatzlichen Reduktion der thermischen Grenzschicht
gegeniiber einer reinen laminaren Filmstromung, was den Warmeiibergang weiter stei-
gert. Die effektive thermische Grenzschicht im Film einer Spriihstrahlkiihlung ist somit
geringer als 0y 1qgm -

Die zu erwartenden Nusselt-Zahlen miissen in jedem Fall grofser sein, als jene einer lami-
naren Filmstromung iiber eine ebene Platte der Lange D. Unter der Annahme Pr > 1
(=Fliissigkeiten) lésst sich mit Bezug auf [102] daher die Aussage treffen, dass die er-
zielbaren Nusselt-Zahlen einer Spriihstrahlkiihlung grofer sind als:

1
Nup = 0,664 Re2 Pra (5.14)

Ein Abgleich mit verfiigbaren Nusselt Korrelationen Spriihstrahlkiihlungen in der Lite-
ratur |73] bestétigt diese These.

Auch ein latenter Warmestrom zwischen Filmoberflache und umgebender Gasphase auf-
grund von Verdunstung kann einen Beitrag zum Warmeiibergangsverhalten einer Spriih-
strahlkiihlung leisten [18, 41|. Grundsétzlich findet Verdunstung so lange statt, bis das
den Film umgebende Gas mit der Fliissigkeit des Fluids geséttigt ist [47]. Ob der Effekt
einen nennenswerten Beitrag zur jeweiligen Spriihstrahlkiihlung leistet, ist neben den
Stoffdaten und dem Temperaturniveau daher auch abhéngig vom technischen Aufbau.

5.2 HaupteinflussgroBen des Warmeiibergangs

Mit den dargestellten Zusammenhéangen wird der Warmeiibergang einer Spriihstrahl-
kithlung vor allem von der tropfeninduzierten Filmstromung iiber der zu kiihlenden Fl&-
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che bestimmt. Die radial nur leicht ansteigende Filmtemperatur fithrt gepaart mit einem
homogenen HTC zu einer gleichméfigen Warmeabfuhr iiber die gesamte bespriihte Fla-
che. Die Filmstromung auf einer gegebenen Oberfléche ist ohne das Einwirken externer
Krifte einzig das Resultat des auf sie wirkenden Sprays.

Die Freiheitsgrade des Experiments sind somit hauptsidchlich Einflussparameter des
Sprays. Um nutzbare Messdaten zur Auslegung von Ol-Spriihstrahlkiihlung fiir elektri-
schen Maschinen mit verteilter Runddrahtwicklung zu erhalten, miissen die Hauptein-
flussfaktoren des Wirmeiibergangs aus der dargestellten Theorie vor den Rahmenbe-
dingungen des Anwendungsfalls abgeleitet werden. Diese Faktoren liefern die Grundlage
zum zielgerichteten Aufbau des Experiments.

Ausgehend von den konzeptbezogenen Anforderungen an ein EMA-Kiihlkonzept (KAF1-
KAF10) kénnen fiir die Auslegung einer Ol-Spriihstrahlkiihlung folgende, zum Teil kon-
kurrierende, Ziele Z; abgeleitet werden:

Z; hoher HTC auf der zu kiithlenden Oberfliche (KAF1)

Zsy gleichméifige Benetzung der gesamten Wickelkopfoberflache (KAF2)
Z3 geringe Leistungsaufnahme der Olpumpe (KAF5)

Z4 geringe Olmenge im Wickelkopfraum (KAF4)

Zs5 Vermeiden verstopfter Diisen (KAF8)

Zg geringe Anzahl an Diisen (KAF9 + KAF10)

5.2.1 Einfluss des Spriihbilds

Es konnte festgestellt werden, dass die Spriihstrahlkiihlung einen homogenen Wérme-
iibergang im gesamten bespriihten Bereich ermoglicht. In Kapitel 4.1.1 ergab sich zu-
dem, dass eine Warmesenke auf einen moglichst grofen Bereich der Wickelkopfober-
fliche wirken sollte, um ein geringes Temperaturniveau zu erreichen. Insofern ist jedes
Spriihbild, welches ein gleichmifiges Bespriihen des Wickelkopfs erméglicht, fiir eine Ol-
Spriithstrahlkiihlung der Wickelkopfe geeignet. Wie dieses erzeugt wird, ist aus Sicht des
Wiérmeitibergangs unerheblich.

Mit Blick auf die gesetzten Ziele lésst sich ein Konflikt zwischen Z; und Zg erkennen.
Fiir das finale Kiihlsystem gilt es einen Kompromiss zu finden.

5.2.2 Einfluss der Massenstromdichte

Eine Steigerung der Massenstromdichte wirkt sich grundséatzlich positiv auf den Warme-
tibergang zwischen Wand und Film aus [24, 63, 93, 100, 108, 123, 133, 145|. Da Spriih-
strahlen typischerweise mittels Diisen erzeugt werden, besteht bei konstantem Diisen-
durchmesser ein direkter Zusammenhang zwischen der erzielbaren Massenstromdichte G
und dem Druckverlust iiber die Diise Ap. Je hoher Ap ist, desto hoher ist die potenzielle
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Energie, welche iiber die Diise in kinetische Energie des Sprays gewandelt wird. Eine
hohere Austrittsgeschwindigkeit des Sprays fiihrt zu einem groferen férderbaren Volu-
menstrom und somit steigt geméf Gleichung (5.4) G ebenfalls an. Da der Grofteil dieses
Massenstroms in den Film iibergeht und die Filmdicke bei steigendem Diisendruck leicht
fallt, muss sich die mittlere Filmgeschwindigkeit erhéhen. Insgesamt fiihrt eine steigende
Massenstromdichte daher durchgehend zu einer Verbesserung des Warmeiibergangs.

Mit diesem Ergebnis stehen Z; und Z, fiir die Auslegung einer Ol-Spriihstrahlkithlung
fiir EMA in direkter Konkurrenz. Es muss ein méglichst hoher HTC bei méglichst kleiner
Massenstromdichte erreicht werden. Auch aus Z3 ergibt sich die Notwendigkeit moglichst
geringer Massenstromdichten, wie sich {iber die lineare Abhingigkeit der Pumpenleistung
P, von G zeigen lasst [139)]:

1 . 1 n 1 GA
Tef f Neff PF Nefs PF

Ap, (5.15)

Hierin ist n.r; der Wirkungsgrad der Pumpe, V der geférderte Volumenstrom, Ap, die
Druckerhohung durch die Pumpe, pr die Dichte der Fliissigkeit und Ag die bespriihte
Flache. Wird mehr als eine Diise eingesetzt, erhoht sich die Leistung linear mit der Dii-
senanzahl, da Ap, im gesamten Drucksystem herrscht.

Mit dem Ziel der Minimierung von Reibungsverlusten und der Pumpenleistung gilt es
im Experiment im Bereich geringer Massenstromdichten die Abhéngigkeiten des HTCs
von den restlichen Parametern der Ol-Spriihstrahlkiihlung zu beleuchten.

Ein steigender Diisendruck hat neben der Diisenaustrittsgeschwindigkeit auch Auswir-
kungen auf den Sauterdurchmesser. ESTES und MUDAWAR [37| entwickelten eine Korre-
lation fiir Vollkegeldiisen mit einem breiten Giiltigkeitsbereich iiber verschiedene Fluide

und Betriebspunkte:
d ~0,259
2 = 3,67 <«/Wed0Red0> . (5.16)
0

Die Reynolds- und Weber-Zahl mit Bezug auf den Diisendurchmesser hierin sind wie
folgt definiert:

uodp

Redo = — (517)
Vg
2d
Wey, = PG10%0 (5.18)
OF
mit
Vp kinematische Viskositéit der Fliissigkeit
e, Dichte des umgebenden Gases
dy Durchmesser der Diisen6ffnung
oF Oberflachenspannung der Fliissigkeit
Uy = /222 Austrittsgeschwindigkeit aus der Diise
PF

96



Die mittlere Abweichung zwischen errechneten ds, und dem vorliegenden Datensatz lag
bei 12,4 %.

Unter Anwendung von Gleichung (5.16) ldsst sich folgern, dass der Sauterdurchmes-
ser bei einer Erhohung des Diisendrucks sinkt, wahrend die Austrittsgeschwindigkeit
gleichzeitig steigt. Das Tropfenkollektiv umfasst also bei steigender Massenstromdichte
kleinere, schnellere Tropfen. Wie in Abschnitt 5.1.4 auf Basis von Einzeltropfenversu-
chen angefiihrt, ist dies nicht zwingend vorteilhaft fiir die optimale Ausnutzung der
Wirmeiibergangseigenschaften der Spraykiihlung. Stattdessen kann es sinnvoll sein, ei-
ne Erhéhung des Massenstroms iiber eine Diise mit groferem Offnungsdurchmesser zu
erzielen und eine geringe Austrittsgeschwindigkeit in Kauf zu nehmen. Im Experiment
sollte eine Steigerung der Massenstromdichte daher sowohl iiber eine Variation des Dii-
sendrucks als auch iiber unterschiedliche Diisen erreicht werden.

5.2.3 Einfluss der Stoffeigenschaften des Kiihlmittels

Mit Ausnahme von ABBASI und KIM [2] und SLEITI und KAPAT [123] wurde in kei-
ner der aufgefiihrten Spriihstrahluntersuchungen mit Ol gearbeitet. Um die vielfiltigen
Ergebnisse aus Untersuchungen mit Wasser auch fiir die Auslegung des Experiments
nutzen zu konnen, muss die Auswirkung des erhohten Pr-Bereichs evaluiert werden.

In konventionellen automobilen Anwendungen werden Ole mit unterschiedlichen Eigen-
schaften vor allem zur Schmierung eingesetzt. Die sekundére Funktion in Getrieben,
Kurbelgehéusen, etc. ist das Kiihlen thermisch belasteter Komponenten. Vor dem Hin-
tergrund des flexiblen Einsatzes elektrischer Maschinen sowohl als eigensténdige An-
triebseinheit als auch als getriebeintegrierter Zusatz in Hybridfahrzeugen werden im
Rahmen dieser Arbeit ausschlieflich Getriebeole betrachtet. Tabelle 5.2 zeigt einen Ver-
gleich ihrer Stoffeigenschaften mit jenen von Wasser. Es kann festgestellt werden, dass
Wasser eine in etwa doppelt so gute spezifische Wiarmekapazitdt und eine viermal so
gute Wirmeleitfahigkeit hat wie die drei Ole. Die Dichte ist um ca. 20% groker. Fiir
die Viskositét ist das Verhiltnis temperaturabhingig, wobei der Wert von Ol minde-
stens eine GroRenordnung hoher ist als jener von Wasser. Insgesamt ergeben sich fiir Ol
Prandtl-Zahlen, die durchgehend um den Faktor 20-165 grofer sind als bei Wasser.

Abbildung 5.4 zeigt in schematischer Darstellung die Auswirkung hoéherer Prandtl-
Zahlen auf die hydrostatische und thermische Grenzschicht einer wandparallelen lami-
naren Stromung iiber eine Platte mit konstanter Wandtemperatur 7y,. Die thermische
Grenzschicht dy, ist in diesem Fall deutlich diinner als die hydrodynamische Grenzschicht
Onya- So liegt an der Wand zwar ein grofier Temperaturgradient an, die Temperatur der
Kernstromung 7, wird jedoch bereits bei geringen Stromungsgeschwindigkeiten u <
erreicht. Die effektiv an der Konvektion beteiligte Geschwindigkeit ist daher viel kleiner
als im Fall kleinerer Prandtl-Zahlen. Damit hat auch eine Steigerung der Geschwin-
digkeit in der Kernstromung u., eine geringere Auswirkung auf die Konvektion als bei
geringen Prandtl-Zahlen.
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Tabelle 5.2: Vergleich der Stoffeigenschaften zwischen Wasser und Prototypen-Ol
T [°C] Fluid p [kg/m?®] ¢, [J/(kg K)] A [W/m K] 75 [mPas] Pr|[-]

Wasser  995,6 4177 0,62 0,80 5,4
30 Ol A 845,7 1930 0,14 64,9 894,7
Ol B 830,6 1950 0,14 23,8 331,5
01C 830,6 1950 0,14 9,0 1254
Wasser 983,2 4184 0,65 0,47 3,0
60 O1 A 826,6 2040 0,13 20,4 320,1
Ol B 811.,5 2060 0,14 9,0 1324
O1C 811,5 2060 0,14 4,0 58,9
Wasser  965,3 4206 0,68 0,31 1,9
%0 QlA 807,3 2150 0,13 9,0 148.8
O1 B 7922 2170 0,13 4,6 76,8
O1C 792.2 2170 0,13 2.4 39,9
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Abbildung 5.4: hydrodynamische und thermische Grenzschicht einer laminaren Stromung bei
hohen Prandtl-Zahlen - entnommen aus [112]

Mit Bezug auf die Mischungswirkung durch einschlagende Tropfen lasst sich keine klare
Aussage treffen. Einerseits wirkt auch hier der impulsvermindernde Einflufs der Wand
der tropfeninduzierten Durchmischung entgegen, weshalb die Absenkung von T, im Ver-
gleich zu kleinen Prandtl-Zahlen geringer ausfallen konnte. Andererseits konnte insbe-
sondere bei einem Grenzschichtenverhaltnis 0y, >> 0y, die Durchmischung eine gréfere
Rolle fiir den Warmeiibergang spielen. Es ist daher zielfithrend, diese Abhéngigkeit im
Experiment zu untersuchen.
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Allgemein lisst sich sagen, dass Ol im Vergleich zu Wasser die Wirme schlechter lei-
tet und pro Masse und Kelvin weniger Energie aufnehmen kann. Da gleichzeitig der
impulsvermindernde Einfluss der Wand stéarker in die Stréomung hineinreicht, wird die
Konvektion gehemmt. Dieser Effekt kann durch die Wahl eines Ols mit geringer Visko-
sitit abgeschwiicht werden. Insgesamt ist Ol jedoch das schlechtere Kiihlmittel.

Fiir ¢, und X besteht fiir alle Fliissigkeiten im dargestellten Bereich in Tabelle 5.2 nahezu
keine Abhéngigkeit von der Temperatur. Anders verhélt es sich mit der Viskositét, wel-
che durchgingig mit steigender Temperatur sinkt. Dies ist besonders bei Ol signifikant,
da der Abfall potenziell iiber die Temperatur erfolgt. Nach Gleichung (5.5) und (5.6)
gilt Re ~ 71] resp. Pr ~ 7. Wird dies in Gleichung (5.14) eingesetzt, ergibt sich fiir die

Nusselt-Zahl einer laminaren Filmstréomung

~n

=
=
o=

Nu ~ Re} Prs ~

n (5.19)

3
= =

Konkret wiirde sich fiir alle Ole die Nusselt-Zahl bei einem Temperaturanstieg von 30
auf 90 °C um einen Faktor von ca. 1,3 verbessern. Wird zusétzlich die Durchmischungs-
wirkung der Tropfen betrachtet, miisste der Anstieg noch grofser ausfallen. Insgesamt ist
zu erwarten, dass sich der Wiarmeiibergang einer Ol-Spriihstrahlkiihlung bei steigender
Temperatur merklich verbessert. Im Experiment sind passende Untersuchungen dieser
Abhéngigkeit durchzufiihren.

5.2.4 Einfluss des Gases in der Spraykammer

Mit der dargestellten Temperaturabhéngigkeit der Prandtl-Zahlen bestimmt die Film-
temperatur nicht nur die treibende Temperaturdifferenz fiir den abfiihrbaren Warme-
strom, sondern beeinflusst auch den HTC der Kiihlung selbst. Insofern ist jeder Ein-
flussfaktor auf die Filmtemperatur von hoher Relevanz fiir das Warmeiibergangsverhal-
ten einer Ol-Spriihstrahlkiihlung.

Rein technisch lésst sich die Oltemperatur vor der Diise T durch entsprechende Isolati-
on der Zufiihrleitung sehr genau einstellen. Ist diese jedoch von der Temperatur des beim
Zerstaubungsprozess eingezogenen Gases 1 ¢, verschieden, kommt es ab dem Verlassen
der Diise bis zum Einschlag der Tropfen in den Film zu einem Warmestrom zwischen
den Phasen des Sprays. Unter der Annahme eines ruhenden Gases in der Spraykam-
mer ist der konvektive Wérmestrom neben der Temperaturdifferenz von den thermisch
relevanten Stoffgrofen der Fliissigkeit und des Gases (¢, p, A), dem Sauterdurchmesser
des Sprays d3, und der sich einstellenden Relativgeschwindigkeit zwischen Tropfen und
Gasstromung abhéngig. Zudem sinkt der Betrag des Wérmestroms iiber die Flugzeit
ab, da sich Tropfen- und Gastemperatur sowie -geschwindigkeiten kontinuierlich anné-
hern. Die finale Erwérmung resp. Abkiihlung der Tropfen bis zum Einschlag ist daher
zusétzlich von der Austrittsgeschwindigkeit des Sprays uy und dem Abstand zwischen
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Diise und zu kiihlender Oberfliche H abhéngig. Zusammengefasst gilt fiir die mittlere
Tropfentemperatur beim Einschlag in den Film T7,,,:

Tlmp = f(d327 Ug, TD7 TG,e’ma Cp7éla Cp,G) )‘Ola )‘Ga H) (520)

In den verfiigharen Veroffentlichungen zu experimentellen Untersuchungen von Spriih-
strahlkiithlungen wird der beschriebene Einfluss des Gases nicht explizit diskutiert bzw.
quantifiziert. Dies dufiert sich konkret durch die fehlende Angabe der Gastemperatu-
ren in den Messkammern bzw. Messumgebungen. Vielmehr ist der thermische Einfluss
des umgebenden Gases als Teil des gesamten Wirkmechanismus zu interpretieren. Mit
der festgestellten starken Abh#ngigkeit des Warmeiibergangsverhaltens von der Oltem-
peratur des Films ist der thermische Einfluss des Gases in der Spraykammer fiir diese
Arbeit relevant. Im Experiment muss der Einfluss daher beriicksichtigt und quantifiziert
werden.

5.2.5 Einfluss der bespriihten Geometrie

Neben dem direkt beeinflussbaren Spray und seiner Umgebung wird die Filmstrémung
und damit das Warmeiibergangsverhalten auch durch die bespriihte bzw. iiberstromte
Geometrie beeinflusst. Diese hat im vorliegenden Anwendungsfall eine spezielle Ober-
flichenbeschaffenheit und unterliegt vielfaltigen Ausrichtungen gegeniiber anliegenden
Kréften und potenziellen Spriithstrahlpositionen.

Einfluss der Oberflachenbeschaffenheit

Fir den Grofsteil der in Kapitel 5.1 vorgestellten Verdffentlichungen ist das gekiihlte
Ziel eine ebene Kupferfliche. Hat die Oberfliche indes eine finnenartige Struktur, er-
gibt sich infolge der Oberflichenvergroferung eine Verbesserung des Warmeiibergangs
[81, 121, 144]. Dies gilt solange die Massenstromdichte und der Tropfenimpuls grofs genug
sind, um den Film kontinuierlich aus den Nuten zu spiilen [81, 144|. Der Warmeiibergang
skaliert hierbei jedoch nicht direkt mit der Oberflichenvergroferung [81].

Die Oberflache der Statorwicklung einer elektrischen Maschine mit Runddrahtwicklung
kann senkrecht zur Drahtrichtung als wellig beschrieben werden. Die richtungsabhéngige
Struktur muss im Experiment abgebildet werden, um eine Ubertragbarkeit der Ergeb-
nisse auf den Stator einer elektrischen Maschine sicherzustellen.

Einfluss der Ausrichtung

Neben der Oberflichenstruktur hat auch die Ausrichtung der zu kiihlenden Oberfla-
che einen Einfluss auf das Warmeiibergangsverhalten. Es kann zwischen einer alleinigen
Ausrichtung der bespriihten Oberfliache gegeniiber dem Spriihstrahl und der Ausrichtung
der gesamten Spriihstrahlkithlung gegentiber dufseren Kréften (wie z.B. der Gravitation)
unterschieden werden.
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WANG etal. [134] untersuchten die Auswirkung unterschiedlicher Neigungswinkel ei-
nes Wasser-Spriihstrahls gegeniiber einer horizontal platzierten geheizten Oberfléache.
Sie stellten eine kontinuierliche Verbesserung des Warmeiibergangs mit steigendem Nei-
gungswinkel zwischen Sprithachse und Flachennormale fest. Als Ursache fiir dieses Ver-
halten wird eine Verdnderung im Abflussverhalten genannt. SILK etal. [121] fiihrten
vergleichbare Untersuchungen mit dem Fluorinert PF-5060 fiir finnenartig strukturierte
Oberflachen durch und konnten ebenfalls eine Verbesserung des Warmeiibergangs mit
steigendem Neigungswinkel feststellen. Sie begriinden den Anstieg ebenfalls mit einem
verbesserten Filmabflussverhalten. Vor dem Hintergrund der présentierten Grundlagen
zu Sprithstrahlkithlungen konnte die Ursache des verbesserten Abfliefsens eine grofsere
tangentiale Komponente einschlagender Tropfen sein, welche zu einer Beschleunigung
des Films und Erhéhung des Warmeiibergangskoeffizienten fiihrt.

Als Alternative zum Neigungswinkel, kann das Filmabflussverhalten durch &ufsere Kréf-
te beeinflusst werden. Dabei ist es nicht entscheidend, ob diese durch die Gravitation
oder Beschleunigungen des Kiihlsystems in unterschiedlichen Fahrsituationen herriihren.
[39] stellten in ihren Untersuchungen einer Spriihstrahlkiihlung in Umgebungen unter-
schiedlich starker Gravitation fest, dass sich die Effektivitdt der Spriihstrahlkiihlung
unter dem Einfluss hoherer Gravitation verbessert. Auch hier liegt der Schluss nahe,
dass die Gravitationskraft das Abfliefen des Films begiinstigt. ZHOU et al. [145] unter-
suchten unter Standard-Erdbeschleunigung den Einfluss der Ausrichtung der gesamten
Wasser-Spriihstrahlkithlung beginnend bei 0° (=nach unten gerichtetes Spray) bis 180°
(=nach oben gerichtetes Spray). Die Autoren stellen eine geringfiigige Verschlechterung
des Warmeiibergangskoeffizienten fiir grofse Winkel fest und begriinden dies iiber eine
ungleichméfige Filmverteilung fiir nach oben gerichtete Spriihstrahlen.

Insgesamt kann festgehalten werden, dass die Ausrichtung der zu kiihlenden Oberfla-
che oder des gesamten Kiihlsystems vor allem dann eine Auswirkung auf das War-
metlibergangsverhalten hat, wenn das Abflussverhalten des Films beeinflusst wird. Fiir
die komplexe Geometrie der Wicklungen ergeben sich tiber den gesamten Umfang des
Stators vielfdltige Ausrichtungsvarianten gegeniiber angreifenden Kréiften und Sprayein-
fallswinkeln. Dazu kommt die Besonderheit, dass die Oberfliche der Statorwicklungen
eine Kriilmmung aufweisen, welche mutmaflich ebenfalls einen Einfluss auf das Ablauf-
verhalten des Films hat. Vor diesem Hintergrund bedarf es einer Vielzahl unterschiedli-
cher Experimente, um das Abfliefsen des Films und somit das Warmeiibergangsverhalten
umfassend zu charakterisieren.
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6 Experimentelle Untersuchung des
Warmeiibergangs eines OIl-Spriihstrahls

Mangels verfiigbarer Literaturdaten zum Wirmeiibergangsverhalten von Ol-Spriihstrahl-
kiithlungen wird im folgenden Kapitel ein eigenes anwendungsspezifisches Experiment
vorgestellt. Die in Abschnitt 5.2 herausgearbeiteten Haupteinflussfaktoren des Warme-
iibergangs und die Erkenntnissen der in Abschnitt 4.3.2 vorgestellten Literaturquellen
zu Ol-Spritzkiithlungen helfen bei der Reduktion der Freiheitsgrade des spezifischen Ex-
periments. Der nachfolgend beschriebene Priifstandsaufbau und die durchgefithrten Un-
tersuchungsumfiange ergeben sich als Mindestkonfiguration zur zielgerichteten Charak-
terisierung einer Olspriihstrahlkiihlung fiir Statoren mit verteilter Runddrahtwicklung.

Der Aufbau, die Inbetriebnahme des Priifstands und Durchfithrung der Messkampa-
gne in den Laboren des Instituts fiir Thermodynamik der Universitdt der Bundeswehr
Miinchen entstand in Zusammenarbeit mit Marco Reiner, Stefan Genuin, Daniel Meyer
und Sebastian Holle. Die Ergebnisse wurden anteilig in folgendem Artikel verdffentlicht:

BROSSARDT, Nicolas ; HOELLE, Sebastian ; ZIGAN, Lars: An Experimental Investigati-
on of Oil Spray Cooling Heat Transfer for Electrical Machine Cooling. In: Experimental
Thermal and Fluid Science 172 (2026), Artikel 111656 [21]

6.1 Das Ol-Spriihstrahl-Experiment EMOSCE

Im folgenden Abschnitt wird das Electrical Machine Oil Spray Cooling Ezperiment
(EMOSCE) iiber die Anwendung der Ahnlichkeitstheorie aus dem angestrebten An-
wendungsfall abgeleitet und detailliert vorgestellt. Die Beschreibung konzentriert sich
auf die designbezogenen, messtechnischen und prozessuale Mafsnahmen die zur zielge-
richtete Erfassung der relevanten physikalischen Grofien benotigt werden.

6.1.1 Ahnlichkeit zwischen Experiment und realer Anwendung

Um eine moglichst gute Ubertragbarkeit der Messwerte zu garantieren, miissen die fiir
den Warmeiibergang relevanten dimensionslosen Kennzahlen in der realen Anwendung
und im Experiment iibereinstimmen. Mit dem getroffenen Ansatz der Form Nu =
A Re® Pr¢ muss eine Ahnlichkeit beziiglich Reynolds- und Prandtl-Zahl realisiert werden.
Zusatzlich spielt die diisenabhéngige Weber-Zahl eine wichtige Rolle bei der Erzeugung
des Sprays und sollte in einer vergleichbaren Grofsenordnung liegen. Die Dimensionierung
des Experiments erfolgt ausgehend von der angestrebten Anwendung in der EMA.
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Prandtl-Ahnlichkeit

Fiir alle in Tabelle 5.2 dargestellten Ole sind ¢, und A iiber den Temperaturbereich von
30 — 90 °C nahezu konstant. Der potenzielle Abfall der Prandtl-Zahl bei steigender Tem-
peratur (siche Abb. 6.1) wird fast ausschlieflich von der stark temperaturabhingigen
dynamischen Viskositét 1 verursacht.
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Abbildung 6.1: Verlauf der Prandtl-Zahlen iiber die Temperatur fiir Ol A-C!

Der auftretende Temperaturbereich in einer Ol-Spriihstrahlkiihlung liegt zwischen der
Oltemperatur vor der Diise T und der sich einstellenden Temperatur an der zu kiih-
lenden Oberfliche Ts. Zudem kiihlt das Spray in der Kammer weiter ab, wenn die Luft-
temperatur in der Kammer geringer ist als Tp. Mit den Erkenntnissen aus der Evaluie-
rung alternativer Kiihlkonzepte (siche Kapitel 4) ergibt sich bei Oleinlasstemperaturen
von 70 — 100°C ein relevanter Temperaturbereich der Ol-Spriihstrahlkiihlung von ca.
60 — 130 °C. Werden Oleinlasstemperaturen grofer als 100 °C zugelassen, verschiebt sich
das Fenster entsprechend nach oben.

Neben den temperaturabhingigen Viskositdtsverlaufen unterscheiden sich die vorge-
stellten Ole auch beziiglich ihrer maximalen Einsatztemperatur. Speziell aufgrund der
Zerstiubung des Ols (erhohte Oberfliche) und dem grundsitzlichen Risiko eines Fun-
keniiberschlags bei elektrischen Komponenten wird hierzu der sogenannte Flammpunkt
herangezogen. Er beschreibt jene Temperatur, ab welcher bei der Lagerung des Ols bei
Anwesenheit einer Ziindquelle eine Flamme entstehen kann [30]. Gemiéfs Tabelle 6.1 kon-
nen in der EMA daher nur Ol A oder B eingesetzt werden.

1 Der Sprung bei 65°C ist auf einen A\-Sprung von 0,13 auf 0,14 W/mK im Datenblatt von Ol B und
Ol C zuriickzufiihren (gerundete Werte).
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Tabelle 6.1: Flammpunkte der in Frage kommenden Ole

01 Flammpunkt [°C]

O1 A 218
Ol B 174
O1C 100

Im einfachsten Fall ist die Prandtl-Ahnlichkeit gegeben, wenn dasselbe Fluid bei den-
selben Temperaturen eingesetzt wird. Aufgrund des geringeren technischen Aufwands
bietet es sich fiir Experimente jedoch an, mit geringeren Temperaturen zu arbeiten
[102]. Fiir alle Untersuchungen im Rahmen des EMOSCE wird daher Ol C eingesetzt,
wohingegen fiir die Anwendung in der EMA Ol B genutzt wird. Der Anwendungsfall der
EMA erfordert somit Prandtl-Zahlen von 44 bis 132. Damit reduziert sich der relevante
Temperaturbereich des Experiments auf 28 — 82°C. Fiir die notwendigen Oleinlasstem-
peraturen miissen nur noch 28 — 56 °C erreicht werden.

Reynolds-Ahnlichkeit

Um eine Orientierung fiir den relevanten Reynoldszahl-Bereich des Experiments zu erhal-
ten, werden nachfolgend die charakteristische Geschwindigkeit, charakteristische Lange
und Viskositéit anhand der angestrebten Anwendung einer Ol-Spriihstrahlkiihlung der
betrachteten Referenzmaschine abgeschétzt.

In Abbildung 6.2 sind jene Fléachen des Wickelkopfs farbig hinterlegt, welche realistisch
durch eine endliche Anzahl an Diisen direkt bespriiht werden kénnen. Die Rdume zwi-
schen den iWK sind aufgrund ihrer verdeckten Lage nur schwer direkt benetzbar und
werden daher nicht beriicksichtigt. Auf den gesamten Stator gerechnet ergibt sich mit
dieser Selektion eine Gesamtfliche von ca. Agpraymaz = 0,06 m? pro Wickelkopfseite.
Tabelle 6.2 zeigt fiir einige der in Abschnitt 4.3.2 vorgestellten Ol-Spitzkiihlungen eine
Ubersicht der untersuchten Volumenstrombereiche pro Statorseite.

Tabelle 6.2: Volumenstrombereiche in Verdffentlichungen zum Thema Ol-Spitzkiihlungen

Veréffentlichung V [1/min]
DAVIN et al. [28] (Spray) 0,7-22
DAVIN etal. [28] (Microjets) 2,5 - 6,0
L1U etal. [79] 0,9-48
LM und Kim [75] 1,5-25
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Abbildung 6.2: Direkt benetzbare Wickelkopfllachen im 20°-Segmentmodell

Basierend auf diesen Erfahrungswerten wird ein Volumenstrombereich von 1,0—2,5 1/min
fiir die Olspriihstrahlkiihlung einer Statorseite festgelegt?. Unter der Annahme, dass die-
ser Olvolumenstrom gleichméfig auf ASpray,maz gespriht werden kann, ergibt sich fiir Ol
B im definierten Temperaturbereich eine Massenstromdichte G von 0,22 — 0,56 kg/m?s.

Die charakteristische Lénge einer Spriihstrahlkiihlung ist typischerweise der Durchmes-
ser D der bespriihten Flédche, welche von einem zusammenhéngenden Film {iberstromt
wird. Fiir die komplexe Geometrie des Wickelkopfs einer elektrischen Maschine ist die-
se Situation nur flir wenige Spezialfille erzielbar. In den meisten Fallen befinden sich
mehrere unterbrochene Flachen im Spriihkegel der Diise. Fiir jede dieser Teilflichen
bildet sich eine eigene Filmstréomung aus, welche durch den kontinuierlichen Einschlag
von Tropfen gespeist wird. Fiir die Anwendung der Reynolds-Ahnlichkeit muss jeder
Teilbereich einzeln betrachtet werden. Je nach Anzahl und Position der Diisen sind viele
verschiedene Varianten denkbar. Gemessen an der Geometrie der vorliegenden Referenz-
maschine sind die charakteristischen Langenmafse im Wickelkopfbereich immer von der
Grofsenordnung O(D) = [em], weshalb ein D von 0,05 m definiert wird.

Der verbleibende Parameter der Reynolds-Zahl ist die dynamische Viskositat n. Wie
im Rahmen der Prandtl-Ahnlichkeit diskutiert, wird n durch den Temperaturbereich
der Anwendung bestimmt. Fiir Ol B ergibt sich ein 1, = 1 (T=130°C) von 2,5 mPas
und ein 7y = n (T=60°C) von 9,0 mPas.

Insgesamt ergibt sich mit diesen Abschéatzungen geméf Gleichung (5.5) ein Bereich der
Reynolds-Zahlen von 1,2 — 11,2.

2 Diverse Einschitzungen von Experten in Projektrunden zur Elektromotorenkiihlung bei der BMW
Group bestétigten den gewédhlten Volumenstrombereich.
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Weber-Ahnlichkeit

Die Ahnlichkeit hinsichtlich der Weber-Zahlen spielt mit dem gewéhlten Ansatz fiir die
Nusselt-Zahl keine direkte Rolle fiir den Wéarmeiibergang. Die Wahl der holistischen
Spray-Reynolds-Zahl Rep vereinfacht die komplexe physikalische Realitét erheblich. Es
gilt implizit die Annahme, dass die Spriihstrahlbedingungen vergleichbar sind. Um dies
sicherzustellen, wird fiir das Experiment ebenfalls eine Ahnlichkeit hinsichtlich der dii-
senspezifischen Spray-Weber-Zahl We,, angestrebt.

Fiir die Oberflichenspannung op ist nur der Wert fiir Ol C herstellerseitig bekannt.
Fiir Ol A und B kénnen unter Beriicksichtigung des grundsitzlichen Zusammenhangs
zwischen o und 7 fiir Fliissigkeiten [101] n&herungsweise die Werte von PAO 4 und PAO
9 gemih [60] genutzt werden. Diese Ole besitzen ein sehr dhnliches Viskositétsverhalten
(siche Anhang B.1 und B.1). Basierend auf Daten von [110] héngt die Oberflachenspan-
nung unterschiedlicher Ole zudem linear von der Temperatur ab:

(T —20°C) mN

U(T) = U’T:QOOC - 20°C (6-1)

m

Tabelle 6.3 fasst die relevanten Bereiche der Oberflichenspannung fiir die Ole A-C im
Experiment und in der angestrebten Anwendung zusammen.

Tabelle 6.3: Oberflichenspannungen der Ole in Experiment und Anwendung

Ol Tp [°C]  0(20°C) [mN/m] op [mN/m]

Ol A 100-140 30,2 24,2 - 26,2
Ol B 70- 100 29,0 25,0 - 26,5
O1C 28 - 56 29.4 27.6 - 29,0

Insgesamt ergeben sich fiir eine EMA Anwendung mit Ol A oder B unter Einhaltung
der Prandtl-Ahnlichkeit etwas geringere Oberflichenspannungen (ca. 10%) als im Ex-
periment mit Ol C. Fiir die exakte Ahnlichkeit beziiglich Weg4, miisste des Produkt
aus uf - dp um ca. 10% verringert werden. Am einfachsten lisst sich dies durch einen
geringfiigig kleineren Diisendurchmesser erreichen.
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6.1.2 Aufbau und Funktionsweise des Priifstands

Die Auswahl geeigneter Komponenten, Messmethoden und Parameterbereiche fiir die
Messungen unterlag strikten Budget-Restriktionen. Das EMOSCE ist daher als Min-
destkonfiguration zur zielgerichteten Charakterisierung einer Ol-Spriihstrahlkiihlung fiir
Statoren mit verteilter Runddrahtwicklung zu sehen.

Abbildung 6.3a zeigt den Aufbau des EMOSCE Priifstands mit seinen nach aufien er-
sichtlichen Komponenten. In der Spraykammer mit Sichtscheiben (1) wird Ol iiber eine
Diise (2) zerstdubt und auf eine bestrombare Wicklung (3) gespriiht. Eine verstellba-
re Halterung mit Millimeter-Skala (4) erlaubt die stufenlose Einstellung des Diisen-
abstands. Das zweiteilige Gestell (5) erméglicht iiber eine Winkelarretierung (6) eine
stufenlose Rotation der gesamten Spriihstrahlkiithlung. Die hinter der Spraykammer ge-
legene Messkammer (7) ist tiber Aluminiumrohre (8) mit der Absauganlage des Labors
verbunden, um ein potenzielles Austreten von Olnebel zu verhindern. Das Drucksystem
des Priifstands besteht aus starren und flexiblen thermisch isolierten Hochdruckleitun-
gen und einer Olpumpe (9) samt nachgeschaltetem Olfilter (10). Der fiir die jeweilige
Messung relevante Betriebspunkt wird iiber einen Durchflusssensor (11), eine Tempera-
turmessstelle (12) und einen Drucksensor (13) festgestellt. Eine flexible Aufhdngung (14)
hinter der Messkammer erméglicht Anbauten fiirn unterschiedliche Untersuchungen und
erleichtert die Kabelfiihrung von Sensoren und der Energieversorgung des Priifstands.
In Abb. 6.3b ist ferner das gesamte Olkreislaufsystem schematisch dargestellt. Eine Fas-
sheizung mit Temperaturregelung erlaubt das Einstellen einer Solltemperatur Tp, ;-
Der gewtinschte Diisendruck pg; g, kann iiber die Pumpenregelung eingestellt werden.

Nach dem Spriithvorgang fliekt das erwirmte Ol iiber ein Reservoir und einen Wirme-
tauscher zuriick in das beheizte Olfass.

Die eingesetzte Pumpe ist eine Danfoss BFPM 61 (Details siche Anhang B.2). Der
Olfilter ist ein SS-4F-K4-7 der Marke Swagelok mit 7 pm Porengréfe. Er wurde wihrend
der Messkampagne mehrfach gereinigt und ausgewechselt. Der Priifstand befindet sich
in einem klimatisierten Labor, in welchem konstant 7,, = 22,5 °C herrschen.

6.1.3 Umsetzung der Ol-Spriihstrahlkiihlung des Experiments

Die Komponenten des Priifstands wurden derart ausgewéhlt und dimensioniert, dass
die Haupteinflussgrofsen auf den Warmeitibergang in relevanten Wertebereichen evaluiert
und auf den realen Anwendungsfall iibertragen werden kénnen. Nachfolgend wird die sich
hieraus ergebende Wahl der beheizten Oberfliche in Form einer bestromten Wicklung
und des gewéhlten Diisentyps begriindet.

Wicklung

Im Gegensatz zum typischen Versuchsdesign fiir Warmetibergangsmessungen von Spriih-
strahlen (vgl. z.B. [63, 93, 100]) wird die geheizte Oberfldche nicht als massiver Kup-
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(a) Aufbau und Komponenten

Messdaten- m geheizte Wicklung
erfassung @
Dise p Pl
—.— ’f".: —
a’??‘é’. I
g
Messstelle fir Spraykammer
Druck, Temperatur
und Durchfluss Reservoir

@ Pumpe N
Warmetauscher

Druckregler

Fassheizung mit
Temperaturregelung
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Abbildung 6.3: Realer und schematischer Aufbau des EMOSCE Priistands
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ferzylinder, sondern als einlagige Wicklung ausgefiihrt. Abb. 6.4a zeigt das idealisierte
CAD Modell und das fortan genutzte Koordinatensystem dieser Wicklung. Zu erkennen
sind der Heizleiter (orange), die Spann-und Montagevorrichtung aus Aluminium (grau)
und die PTFE-Schlduche (weif) zur thermischen Isolation der Spannstidbe. Abb. 6.4b
zeigt eine frontale Aufnahme der realen Wicklung.

(a) CAD Modell

Abbildung 6.4: Wicklung des EMOSCE

Die in Abb. 6.4 ersichtliche Kreisfliche Ag kennzeichnet jenen Bereich der gesamten
Wicklungsoberfliche, welcher direkt durch das Spray getroffen wird. Der Durchmesser
dieser Flache entspricht der Hohe der Wicklung und wurde zu Dg = 52 mm gewahlt.
Mit Blick auf die Reynolds-Ahnlichkeit entspricht dieser Durchmesser in etwa der cha-
rakteristischen Lénge in der realen Anwendung.

Der genutzte Widerstandsdraht hat einen Durchmesser von dp = 0,5mm und liegt da-
mit in derselben Grofenordnung wie die Dréahte der betrachteten Referenzmaschine. Er
ist wie die Kupferdrihte der EMA mit einem elektrisch isolierenden Drahtlack auf Po-
lyurethanbasis ummantelt (Schichtdicke 20 pm). Um eine Durchdringung der Wicklung
durch das Spray zu verhindern, ist eine 25 pm diinne PTFE Folie in die Wicklung ein-
gewebt (siche Abb. 6.7a links). Als sekundére Funktion erzeugt die Folie eine der realen
Anwendung dhnlichere Oberflichensituation. Denn in der EMA ummantelt das Triank-
harz, in welches die betrachtete Referenzmaschine getaucht wird, die Drahte mit einer
20-50 pm dicken Harzschicht (sieche Abb. 2.4) und fiillt die R&ume zwischen den Dréhten.

Die Wicklung besteht aus einem einzigen CuNi44 Draht der Lénge [ = 17,59 m, welcher
in insgesamt 92 parallelen Bahnen angeordnet wird. Der ldngenbezogene Gleichstromwi-
derstand pcynigsa 1St im betrachteten Temperaturbereich konstant und betrdgt 2,49 Q/m
(siche Anhang B.2). Fiir die Wicklung ergibt sich mit der Querschnittsfliche des Drahts
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Ap ein iiber alle Messpunkte konstanter Gesamtwiderstand Ry von

l
RW = pC’uNi44A_R = 43,8Q (62)
R
Analog zu den Wicklungsverlusten im Stator einer elektrischen Maschine (vgl. Kapitel
2.2.1) entspricht die Verlustleistung P, der in der Wicklung freigesetzten Warme Q.
~ » Uy
Qw = Pu = Bwly, = . (6.3)
w
Technisch kann somit {iber die Wahl des elektrischen Potenzials Uy, eine beliebige Wir-
mefreisetzung in der Wicklung eingestellt werden. Aufgrund des hohen elektrischen Wi-
derstands der Wicklung werden signifikante Verlustleistungen bereits bei vergleichsweise
geringen Stromstérken erreicht.

Diise

Um die Oberflache des Stators einer elektrischen Maschine moglichst gleichméfig zu
bespriihen, konnen Fécherdiisen und Vollkegeldiisen eingesetzt werden. Mittels einfa-
cher Lochblenden lieke sich die zu kiihlende Oberflache ebenfalls vollstindig benetzen
[71]. Dieser einfachste aller Diisentypen ist aufgrund geringer Offnungswinkel fiir den
Anwendungsfall jedoch ungeeignet. Das Spriihbild von Hohlkegeldiisen ist indes per De-
finition nicht gleichméfig. Aufgrund vorhandener ds; Korrelationen in der Literatur und
der einfacheren Handhabung eines rotationssymmetrischen Spriihbilds werden fiir EMO-
SCE Vollkegeldiisen eingesetzt. Zudem sind Vollkegeldiisen fiir die Anwendung in einer
EMA beziiglich méglicher Diisenpositionen im Wickelkopfraum flexibler.

Fiir hydraulische Diisen mit Vollkegelspriihbild werden typischerweise sogenannte Sim-
plex-Diisen eingesetzt. Abb. 6.5 zeigt den Aufbau diesen Diisentyps. Im Inneren wird
iiber Leiterschaufeln ein diinner rotierender Film an der Innenwand einer Wirbelkam-
mer erzeugt. Nach dem kegelférmigen Austritt aus der Diisenoffnung zerfillt der Film
in ein Spray (Abb. 6.5b), welches die bespriihte Oberfliche vollstéindig benetzt. Das
Spray ist dabei umso feiner je hoher der Druck und je weiter der Offnungswinkel ist
[71]. Das Spriihbild ist jedoch nicht vollstdndig homogen. Sowohl die Massenstromdichte
G als auch der Tropfendurchmesser d éndern sich mit dem Radius 23, 25]. Der Grund
fiir dieses Verhalten liegt in der Bauweise von Vollkegeldiisen. Ausgehend vom Design
einer Hohlkegeldiise werden in der Wirbelkammer (herstellerabhéingige) geometrische
Verdnderungen vorgenommen, um das Fluid anteilig ins Zentrum des Spriihkegels zu
lenken. Die hierbei entstehenden Tropfen sind typischerweise grofer als jene im Aufen-
bereich [71]. Fiir eine moglichst homogene Tropfengrofe empfiehlt es sich daher, mit
kleinen Offnungswinkeln zu arbeiten. Fiir EMOSCE wurden Diisen mit einem Nenn-
Offnungswinkel von Onenn = 45° gewdhlt. Wahrend der Versuchsdurchfiihrung stellten
sich betriebspunktabhéngig zum Teil deutlich gréfsere Winkel ¢ < 70° ein.
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(a) Wirbelkammer (b) Zerfall des konischen Films

Abbildung 6.5: Innerer Aufbau und Spriihbild einer Simplex-Vollkegeldiise |71]

Aufgrund der begrenzten Erfassungsmoglichkeit der Tropfenverteilung im Rahmen die-
ser Arbeit, wird von einer detaillierten Beriicksichtigung der lokalen Tropfengréfte und
Massenstromdichte auf der bespriihten Wicklung abgesehen.

Der relevante Massenstrombereich fiir die Diisen des EMOSCE Priifstands folgt aus der
Anwendung der Reynolds-Ahnlichkeit. Es gilt den abgeschitzten Re-Korridor von 1,2
-11,2 bestmoglich im Experiment zu erfassen. Unter Einhaltung der Prandtl-Ahnlichkeit
ergibt sich fiir  ein Bereich zwischen 7,,,, = n (T=82°C) = 2,7 mPas und 7,4, =
n (T'=28°C) = 9,0 mPas. Hieraus lésst ich der notwendige Bereich fiir die Massenstrom-
dichte G und fiir den Ol-Massenstrom 71 berechnen:

Ren D3

m:GAS: DS 1

1
T = Z'/TReDnDS (6.4)

Fiir G ergibt sich ein Korridor von 0,06 - 1,94 W/m?K, was einen Massenstrombereich
von 0,5 - 14,8 kg/h zur Folge hat. Mit dem Ziel der Evaluierung des Wérmeiibergangs-
verhaltens bei moglichst geringen Massenstrémen wird der Schwerpunkt der Untersu-
chungen auf das untere Ende dieses Massenstrombereichs gelegt.
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Eine grobe Orientierung zur Auswahl der Diisen liefert die Herstellerangabe des Re-
ferenzmassenstroms gy nach DIN EN 293 [29]?. Tabelle 6.4 fasst die Daten der in
EMOSCE untersuchten Diisen zusammen:

Tabelle 6.4: Eigenschaften der Diisen des EMOSCE Priifstands

Bezeichnung do[pm] 1hvges [kg/h] 1 [kg/hl  @nenn [deg] ¢ [deg]

Diise 1 150 1,45 1,74- 2,69 45° 95°
Diise 2 180 1,66 2,14- 3,20 45° 95°% - 59°
Diise 3 350 6,55 4,30-12,22 45° 95° - 70°

Es zeigt sich, dass die fiir EMOSCE erzielten Diisenmassenstréome 1 deutlich {iber den
Referenzdaten der Diise liegen. Dies hingt mit der hoheren Viskositit des eingesetzten
Ols gegeniiber den Vorgaben der DIN EN 293 zusammen. Fiir jede Diise existiert ein vis-
kositéatsabhéangiger, kritischer Massenstrom rig,;;, welcher fiir eine saubere Zerstaubung
tiberschritten werden muss. Abb. 6.6a zeigt eine Spriihsituation vor und Abb. 6.6b nach
dem Uberschreiten dieser Grenze. Im Fall eines zu geringen Massenstrom trifft ein diin-
ner Prallstrahl auf die Wicklung, wihrend sich nach dem Uberschreiten der Grenze ein
sauberer Spraykegel bildet. 14, ist umso grofer, je hoher die Viskositat ist und héngt
auf komplexe Art und Weise von der Diisengeometrie ab [71]. Die Bestimmung der Wer-
te erfolgte experimentell bei der geringsten betrachteten Oltemperatur von 30°C. Der
minimal erzielte Wert in Tabelle 6.4 entspricht my,;; der jeweiligen Diise.

Eine weitere Folge des Betriebs der Diisen oberhalb ihrer Referenzbetriebspunkte sind
die gréfseren Diisenoffnungswinkel ¢ der sich ausbildenden Spraykegel. Speziell fiir Diise
3 ist ¢ bei hohen Massestromen um bis 56% grofer als im Referenzbetriebspunkt.

6.1.4 Messtechnische Erfassung relevanter ZustandsgréBen

In Kapitel 5.2 wurden die Haupteinflussfaktoren auf den Wirmeiibergang einer Ol-
Spriihstrahlkiihlung auf Basis von Literaturquellen herausgearbeitet. Um die Giiltigkeit
dieser Thesen im EMOSCE zu iiberpriifen, bedarf es einer moglichst umfangreichen
Erfassung der relevanten Zustandsgrofsen. Das Hauptziel der Messungen ist dabei die
Aufzeichnung von Messdaten im quasistationédren Zustand. Tabelle 6.5 fasst die Mess-
grofen und genutzten Sensoren inklusive der herstellerseitig angegebenen Genauigkeit
(Anhang B.2) zusammen. Dariiber hinaus wird der Diisenabstand H mittels einer laser-
gravierten Millimeterskala der Halterung des Diisenstabs eingestellt. Die Einstellung des
Winkels der Sprithachse gegeniiber der Schwerkraft ® erfolgt analog iiber Lasergravuren
auf den verstellbaren Winkelarretierungen.

3 Referenzbetriebspunkt: Appges = 10 bar, vges = 3,4 mm?/s, pres = 820 kg/m?
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(a) M < Myt (b) M > Mt

Abbildung 6.6: Spriihbilder in Abhéangigkeit des Diisendrucks

Tabelle 6.5: EMOSCE: Erfasste Messgrofien und genutzte Sensoren

Messgrofe Sensortyp Genauigkeit

Wicklungstemperatur
... der beheizten Flache Tp,,,  9x TMH Mantelthermoelement Typ T +0,5°C
... der Draht-Umlenkung 7%;  2x TMH Mantelthermoelement Typ T +0,5°C

Oltemperatur

... im Film Tp" 1x TMH Mantelthermoelement Typ T +0,5°C
... vor der Diise Th 2x TMH PT100 Klasse A +0,15°C
Oldruck

... vor der Diise py, GemsSensors 3100-Serie 0,25%
... in der Pumpe pp" Danfoss MBS-1900 1%
Spraykammertemperatur Tk~ TMH PT100 Klasse A +0,15°C
Olvolumenstrom V' B.I.O-Tech VZS-005-ALU 1%
Heizleistung der Wicklung P.; Rohde&Schwarz HMP4030 <0,05%

* Installation im Laufe der Messkampagne, daher Basisuntersuchungen ohne diese Werte.
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Die Erfassung der Wicklungstemperaturen erfolgt angelehnt an die Vorgehensweise von
ISACHENKO et al. [57]. Fiir das EMOSCE ist ein riickseitiges Verschweifien bzw. Léten
der Thermoelemente (TE) nicht méglich, da dies die elektrische Isolation der Wicklung
beschidigen wiirde. Stattdessen werden die TEs (dyg = 1,5 mm) riickseitig an die Wick-
lung geklebt. Die exakten Positionen kénnen dem rechten Bild in Abb. 6.7a entnommen
werden. Beim Verkleben wurden die einzelnen TEs wie in Abb. 6.7a links dargestellt
derart iiber drei benachbarten Wicklungsdrahten positioniert, dass sich die gewebte Fo-
lie iiber dem mittleren Draht befindet. Anschliefend wurde die gesamte Anordnung mit
einer groferen Menge Klebstoff bedeckt. Nach dem Aushérten besteht neben einer star-
ken Fixierung eine zusétzliche Isolation des TEs gegeniiber freier Konvektion mit der
Kammerluft. Gleichzeitig bietet die Klebstoftbriicke eine gute thermische Anbindung an
die Wicklung. Es wurde ein Klebstoff auf Cyanacrylat-Basis genutzt, da dieser bereits
in geringen Mengen eine starke Fixierung liefert. Zudem ist der Klebstoff ausreichend
olbestéandig und fiir den auftretenden Temperaturbereich geeignet (sieche Anhang B.2).
Aus den einzelnen lokalen Messwerten Tp,,, ergibt sich mittels arithmetischer Mittelung
die mittlere Wicklungstemperatur der bespriihten Fléche Tg.

Neben den neun TEs an der Riickseite der bespriihten Wicklungsflache wurden zwei TEs
im Bereich der Draht-Umlenkung verklebt (vgl. Abb. 6.7b). Diese TEs iiberwachen die
Temperatur des nicht gekiihlten Anteils der Wicklung. Werden an diesen TEs wahrend
einer Messung Temperaturen in der Nihe des Ol-Flammpunkts erreicht, schaltet sich
die Spannungsquelle des Priifstands automatisch ab. Neben dieser Sicherheitsfunktion
konnen die Temperaturwerte zur Verifizierung des Warmetibergangsmodells (Abschnitt
6.1.5) genutzt werden.

Ergidnzend zur Abschirmung der riickseitig verklebten TEs gegeniiber dem Spray dient
die eingewebte Folie der Kanalisierung des abfliefsenden Films iiber ein weiteres TE. Die-
ses ist derart unter der Folie positioniert, dass seine Messspitze vom abfliefsenden Film
tiberstromt wird (siehe rote Markierung in Abb. 6.7c).

In Abschnitt 5.2.4 wurde die Bedeutung der Temperatur des Gases in der Spraykam-
mer fiir den Wirmeiibergang der Ol-Spriihstrahlkithlung herausgestellt. Fiir EMOSCE
bestimmt einzig das Spray selbst die Luftstrémung innerhalb der Spraykammer. Fiir
die Konvektion zwischen Tropfenkollektiv und Luft ist jene Temperatur entscheidend,
welche im Sogbereich des Spriihstrahls hinter der Diise herrscht. Zur kontinuierlichen
Erfassung der Spraykammertemperatur Tk wurde daher ein PT100 in der Deckelplat-
te verbaut (siehe Abb. 6.7d-e). Auf diese Weise wird auch im Falle einer inhomogenen
Temperaturverteilung in der Spraykammer jene Lufttemperatur gemessen, mit welcher
die Spraytropfen direkt beim Austritt aus der Diise interagieren.

Die Erfassung aller Zustandsgrofen vor der Diise (Tp, pg,, pr, V) erfolgte durch Integra-
tion der Sensoren in das Swagelok-Drucksystem vor der Diise. Hierflir wurden passende
Adapter genutzt (sieche Abb. 6.8). Die Messung von Tp wurde redundant durch zwei
PT100 ausgefiihrt.
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(a) Position der TEs (blau) iiber den Drihten im Schnitt (links) und auf
der Riickseite der Wicklung (rechts)

(b) Reale Verklebung der TEs an der Wicklung (c) Uberstrémen des Film-TEs (Tr)

(d) Position des PT100 (Tk) - AuRenansicht (e) Position des PT100 (Tk) - Innenansicht

Abbildung 6.7: Positionen der Temperatursensoren in der EMOSCE Spraykammer
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Abbildung 6.8: Sensoren zur Erfassung von pp (1), V (2), Tp (3) und pg, (4)

Fiir alle Messpunkte wurden die Messdaten nach subjektiver Einschatzung des Errei-
chens eines quasistationédren Zustands iiber mehrere Minuten aufgezeichnet. Der quanti-
tative Nachweis des quasistationédren Zustands erfolgte im Rahmen des Post-Processings
der Daten. Hierzu wurde definiert, dass der Variationskoeffizient v aller in 120s aufge-
zeichneten Messwerte maximal 2% betragen darf.

v="2<2% (6.5)
i

Hierin ist o die Standardabweichung der Messdaten und p ihr Mittelwert. Es wird von
einer Normalverteilung der Messwerte ausgegangen.
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Abbildung 6.9: Modellierung der Warmeleitung in der Wicklung

6.1.5 Korrektur der Wicklungstemperaturen

Durch die gewihlte Positionierung der TEs wird die Temperatur an der Riickseite der
Wicklung gemessen. Fiir eine korrekte Berechnung des HTCs ist jedoch die Temperatur
an der spray- bzw. filmzugewandten Seite der Wicklung relevant. Es bedarf daher einer
abschiitzenden Uberpriifung moglicher Temperaturabweichungen zwischen Vorder- und
Riickseite der Wicklung.

Mit der beschriebenen Klebstoftbriicke stehen die TEs mit mehrerer Dréahten in ther-
mischem Kontakt. Das Warmeleitungsproblem kann wie in Abbildung 6.9 dargestellt
werden. Links im Bild ist eine schematische radiale Schnittdarstellung am Ort eines ver-
klebten TEs zu erkennen. Das TE (blau) befindet sich iiber drei benachbarten Dréhten
der Wicklung (orange). Es wird angenommen, dass der Klebstoff (grau) das TE und die
Unterseite der Wicklung vollstandig umschliefst. Da Temperaturgradienten vor allem in
vertikaler Richtung zu erwarten sind, erfolgt nachfolgend eine eindimensionale Betrach-
tung und analytische Losung des Warmeleitungsproblems.

Abhéngig von der Fithrung der PTFE Folie (griin) ergeben sich zwei Pfade der Warme-
leitung. Fiir den mittleren Draht gilt das thermische Ersatzmodell A (Abb. 6.9 rechts
oben). Zwischen dem TE und dem Olfilm (gelb) liegen eine Schicht Kleber, die PTFE
Folie und der Draht der Wicklung. Fiir die beiden dufseren Dréhte gilt das thermische
Ersatzmodell B (Abb. 6.9 rechts unten). Die PTFE Schicht der Folie liegt hier zwischen
dem Olfilm und dem Wicklungsdraht. Der Losungsansatz fiir beide Varianten ist iden-
tisch.
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Es wird angenommen, dass die Konvektion an der Riickseite der Wicklung durch freie
Konvektion apgx < o, vernachlassigt werden kann:

dT

| =0 (6.6)

r=x
An der Grenze zum Ol wirkt die alleinige Wérmesenke des Systems:

dT
— Nz —

= =ag (-Ty) (67)

r=x3
Die Warmequelle des Systems ist die Warmequellensichte w in den Dréhten:

o Pel
g Ag

" (6.8)

Zwischen den einzelnen Schichten gilt jeweils die Koppelbedingung der Konstanz der
Wirmestromdichte

G(z +0) = q(z —0), (6.9)
sowie die Bedingung der Stetigkeit der Temperatur

T(x+0)=T(x—0). (6.10)

Die allgemeine Losung des Warmeleitungsproblems lautet:

ATkorr = TO - T3

1 1 1 1 1 T
. 2 2 3
- . B - (sp— — . 6.11
& 29 T2 <)\3 )\2) 2 <2)\2 )\3> (xz xl) )\3} ( )

Demnach hat AT keine Abhéngigkeit vom thermischen Widerstand der Schicht (1). Dies
ist eine direkte Folge der angenommenen Adiabasie an der Unterseite. Unter der Nutzung
bekannter geometrischer Grofen (xo — 1 = dg, ¥3 — 9 = dprrg) lsst sich das Ergebnis
kompakter schreiben. Fiir Ersatzmodell A ergibt sich:

d
ATy = -dpg <—R) . (6.12)
2Acunisa
Fir Ersatzmodell B kommt die Folie als weiterer thermischer Widerstand hinzu
d d
ATy = - dg ( R4 PTFE) (6.13)
2 \cuNita  APTFE

Unter Beriicksichtigung der abwechselnden Fiihrung der PTFE Folie und der gewihlten
Positionierung der TEs wird insgesamt folgende Naherung fiir die Temperaturkorrektur
der Wicklungstemperaturen genutzt:

ATy +2- ATy . ( dr 2ClPTFE)
=W - dR

ATkorr = 3 +

6.14
2Xcuniaa  3AprEE (6.14)
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AT=0,0136-P,,
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Abbildung 6.10: Temperaturkorrektur ATy, iber Py

In Abb. 6.10 ist ATk, iiber P, aufgetragen. Hierin ist Aprprp = 0,195 W/mK und
Acunisa = 23 W/mK. Demnach betragt ATy, bei 75 W Heizleistung ca. 1K. Ent-
sprechend dieses Ergebnisses wird in der Messsoftware des Priifstand von jedem er-
fassten Temperaturmesswert der Sensoren im direkt bespriihten Bereich ein Wert von
ATyorr = 0,0136 - P,; abgezogen.

6.2 Berechnung des Warmeiibergangs

Die (dimensionsbehaftete) Berechnung des Wirmeiibergangs der Ol-Spriihstrahlkiihlung
des EMOSCE erfolgt auf der Basis von Energiebilanzen iiber die Grenzen der Teilsyste-
me der Spriithstrahlkiihlung. Die Betrachtung kann dabei ganzheitlich unter Beriicksich-
tigung aller auftretenden Effekte oder isoliert auf den direkt benetzten Bereich erfolgen.

Fiir beide Fille ist es zunéchst notwendig, eine Bilanzierung iiber die Wicklung vor-
zunehmen. Fiir dieses Teilsystem ist es ausreichend, die Warmestréme innerhalb des

Festkorpers zu bilanzieren. Die Systemgrenze entspricht der Oberflache des gewickelten
Drahts. . . ' '

0=Qw —Qr —Qr— Q) (6.15)
Hierin ist Quw = P,; die freigesetzte Warme im Heizleiter, Qp der vom Film aufgenom-
mene Warmestrom, @y, der an die Luft abgegebene Wirmestrom und @, der an die
Spann- und Montagevorrichtung abgegebene Warmestrom. Es wird angenommen, dass
fiir Q;, hauptsichlich der Mechanismus der freien Konvektion zum Tragen kommt. Samt-
liche Bereiche der Wicklung, welche einer hoheren Luftgeschwindigkeit ausgesetzt sind,

werden vom Olfilm iiberstromt. Aufgrund der Isolation der Spann- und Montagevorrich-
tung durch PTFE Schlduche (vgl. Abb. 6.4a) besteht ein hoher thermischer Widerstand
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zur Wérmequelle des Heizdrahts. Aufnahmen einer Wérmebildkamera, welche nach der
Herstellung der Wicklung zur Uberpriifung der gleichméfigen Erwarmung der Wicklung
ohne aktive Kiihlung durchgefiihrt wurden, bestétigen diese Annahme (siehe Abb. 6.11).

Abbildung 6.11: Infrarotaufnahme der Wicklung ohne aktive Kiihlung

Es kann erkannt werden, dass die Wicklung deutlich warmer ist als die Spann- und
Montagevorrichtung. Insbesondere der Bereich der Flansche, welcher die einzige mogli-
che konduktive Warmebriicke zum Gehéuse der Spraykammer darstellt, ist quasi auf dem
Niveau der Umgebung. Ein fiir die Berechnung relevanter Warmestrom vom Wicklungs-
gestinge an die Wand der Spraykammer kann daher ausgeschlossen werden. Insgesamt
verteilt sich die freigesetzte Wirme daher auf das Ol und die Luft in der Kammer.

Qw = QF + QL (6.16)

6.2.1 Ganzheitliche Betrachtung

Fiir eine ganzheitliche Betrachtung der Ol-Spriihstrahlkiihlung wird die Systemgrenze
so gewahlt, dass sie das Spray und den gesamten Film auf der Oberfliche der Wicklung
umfasst (sieche Abb. 6.12). Als Koordinatensystem wird das in Abb. 6.4 eingefiihrte
KOOS der Wicklung genutzt. Es wird angenommen, dass das gesamte Spray in den
Film tibergeht und der Film vollstdndig in positiver y-Richtung abfliefst.
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Abbildung 6.12: Systemgrenze der ganzheitlichen Betrachtung der Ol-Spriihstrahlkiihlung

Der Zustand des Ols vor der Diise (z = H, Index D) wird mit dem Zustand nach dem
Abfliefsen des Films von der Wicklung (y = %, Index F') bilanziert. Die Energiebilanz in

einem quasistationdren Stromungszustand (V = Vp = Vi) lautet in diesem Fall

Qr=V {p(TF) (cp(TF) Tp + % + gAh) — p(Tp) <cp(TD) Tp + %3)} (6.17)

Hierin ist ur die Geschwindigkeit des Films, ¢ die Erdbeschleunigung und Ah der abso-
lute Hohenunterschied zwischen Diise und Wicklung. Samtliche Stoffeigenschaften bezie-
hen sich auf Ol C. Es wird ferner angenommen, dass es zu keiner nennenswerten Dissipa-
tion bei der Umwandlung von Tropfenimpuls in den Impuls der Filmstrémung kommt. In
der Folge kann die Bilanzierung auf die innere Energie beschrankt werden. Der Wérme-
iibergangskoeffizient einer ganzheitlichen Betrachtung der Ol-Spriihstrahlkiihlung cvgiopa
ergibt sich dann geméf Gleichung (2.21) zu

B Qr _ Vp(Tp) ¢,(Tp) Tp — p(TF) c,(Tr) T
Aglobal = AF (TS — TD) — AF (TS —_ TD) (618)

mit der vom Film benetzten Oberfliche Ar und der mittleren Wicklungstemperatur der
beheizten Flache Tg. Alle in Gleichung (6.18) aufgeﬁihr’ggn Variablen ergeben sich aus
den Messungen oder konnen den Stoffeigenschaften von Ol C entnommen werden.

Die ganzheitliche Betrachtung bringt einige Unschérfen bei der Interpretation der Er-
gebnisse mit sich. So wird mit der Berechnung von )z auf Basis von T, die thermische
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Interaktion der Spraytropfen mit der Kammerluft implizit beriicksichtigt. Fiir den typi-
schen Fall Tx < Tp gilt: Je geringer Tk ist, desto grofser ist der Einfluss einer Abkiihlung
der Spraytropfen auf die Berechnung von ayepe. Zudem sorgt die Nutzung von T fiir
eine indirekte Berticksichtigung der Konvektion zwischen Film und Kammerluft, welche
ebenfalls von Tk abhéngig ist. Der Fehler ist minimal, wenn Ty zwischen Tp und T
liegt, kann jedoch nicht eliminiert werden. Zusammengefasst stellt agopa einen HTC in
Abhéngigkeit von Tk dar.

Dariiber hinaus ist Ar abhéngig vom Betriebspunkt der Diise. Der Film bedeckt bei
hohen Diisenmassenstromen eine grofere Flache im nicht direkt bespriihten Bereich der
Wicklung als bei geringen Massenstromen. Ap muss daher geschétzt oder einheitlich
definiert werden.

Insgesamt ist die Berechnung des HTC mit dem ganzheitlichen Ansatz daher nur be-
dingt fiir die angestrebte Anwendung zur Auslegung von Ol-Spriihstrahlungen geeignet.
Der Ansatz lasst sich jedoch nutzen, um die EMOSCE Ergebnisse mit verfiigharen Li-
teraturdaten, bei welchen der Einfluss von Tk nicht explizit berticksichtigt wird (vgl.
Abschnitt 5.2.4), zu vergleichen.

6.2.2 Isolierte Betrachtung des direkt bespriihten Bereichs

Mit der isolierten Betrachtung des Warmeiibergangs im direkt bespriihten Bereich koén-
nen die Einschrankungen des ganzheitlichen Ansatzes vermieden werden. Hierzu bedarf
es einer feineren Unterteilung der Systeme und die Nutzung komplexerer Bilanzen. Es
werden die Systeme Spray und bespriihte Wicklung unterschieden.

System Spray

Die Energiebilanz des durchstromten Systems Spray wird definiert in einem eindimensio-
nalen Koordinatensystem, dessen Achse die Sprayachse ist und dessen Ursprung in der
Diisenoffnung liegt (Abb. 6.13). Unter der Annahme eines quasistationiren Strémungs-
zustands und der Vernachlidssigung jeglichen Austauschs mit der Umgebung auferhalb
der durchgezogenen Systemgrenze gilt:

0= 1ingy (hél(o) + “OlT(O)z>

H
—mm( (H)+#+gmz>
6.19
| - (0 (6:19)
+ pype | Prwpe(0 5
, u wrt(H)?
— M Luft (hLuft L f;( ) - gAh)
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Abbildung 6.13: Systemgrenze Spray

mit
m; Massenstrom des Stoffs i
hi(xs) spezifische Enthalpie des Stoffs i an der Stelle x,
wi(zs) Geschwindigkeit des Stoffs i an der Stelle x,
H Abstand zwischen Diise und Wicklung

Mit Gleichung (6.19) kann der Austausch von Energie und Impuls zwischen Ol- und
Luftphase als wesentliche Charakteristik des definierten Systems erkannt werden. Dies
entspricht den Ergebnissen aus Abschnitt 5.2.4, wonach die Spriihstrahlkiihlung signi-
fikant von der thermischen Interaktion mit der Kammerluft beeinflusst werden kann.
Zusétzlich wird aus Gleichung (6.19) ersichtlich, dass der Energicaustausch zwischen
den Phasen einen Einfluss auf ihre Geschwindigkeiten kurz vor dem Erreichen des Films
hat. Auch die potenzielle Lageenergie spielt demnach eine Rolle.

An der Stelle z;, = 0 kénnen alle Groken aus den Messdaten (Tp, pg, und V), den
Stoffdaten von Ol C, den Diisenparameter gemif Tabelle 6.4 und den geometrischen
Informationen des Priifstands abgeleitet werden. Die spezifische Enthalpie beim Diisen-
austritt hg,(0) ergibt sich als Produkt der Temperatur T;,(0) = T)p und der spezifischen
Wirmekapazitét c, ;,(Tp). Die Berechnung der Austrittsgeschwindigkeit der Oltropfen
ug erfolgt mittels Gleichung (5.3). Fiir Vollkegeldiisen kann der Durchflussbeiwert k, wie
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folgt berechnet werden [113]:

e
ky = max [ 0,7; = (6.20)
wdipr cos p 2%)
mit
m Diisenmassenstrom
do Durchmesser der Diisenoffnung
PF Dichte des Ols
% Sprayoffnungswinkel
Ap Druckverlust iiber die Diise

Insgesamt ergeben sich Austrittsgeschwindigkeiten ug von 23 bis 78 m/s.

Fiir die Stelle 2z, = H ist eine Berechnung aller Grofen aus den zu Verfiigung stehenden
Messdaten nicht moglich. Einzig die Temperatur der Tropfen kurz vor dem Filmeinschlag
Ty, (H) = Ty kann experimentell bestimmt werden. Hierzu werden die Temperatursen-
soren der Wicklung genutzt, die Heizung der Wicklung bleibt jedoch deaktiviert (siehe
Abschnitt 6.3.1).

Die Endgeschwindigkeit der Tropfen kurz vor dem Aufschlag hingegen kann mangels
entsprechender Messtechnik nicht erfasst werden. Es bietet sich daher an, numerische
Simulationen der Spriihstrahlkiihlung durchzufiihren. Hierzu ist es erforderlich, alle cha-
rakteristischen Grofsen des Sprays beim Austritt aus der Diise als Randbedingung zu
kennen. Fiir den fehlenden Sauterdurchmesser ds, kann fiir EMOSCE auf eine Korrela-
tion von JASUJA [58] zuriickgegriffen werden:

dgp = 4,4 VP00 0m®? Ap=04 (6.21)

Hierin ist v die kinematischen Viskositéit des Ols in m?/s, o die Oberflichenspannung
in N/m, 7 der Diisenmassenstrom in kg/s und Ap der Druckverlust iiber die Diise in
Pa. Die Korrelation ist fiir folgende Parameterbereiche giiltig:

e Kinematische Viskositit v = 1 bis 93 mm?/s
e Oberflichenspannung or = 0,027 bis 0,035 N/m
e Druckverlust iiber die Diise Ap bis 35 bar

Dies umfasst alle betrachteten Betriebspunkte der Messkampagne des EMOSCE. Insge-
samt ergeben sich Sauterdurchmesser von 20 bis 67 pm.

124



System bespriihte Wicklung

Fiir die Evaluierung des Warmeiibergangsverhaltens im direkt bespriihten Bereich ist
nur der Anteil der Wicklung relevant, welcher direkt unter Ag liegt (siehe blaue Mar-
kierung in Abb. 6.14). Um ausschlieflich die dort auftretende Verlustleistung zu be-

Abbildung 6.14: Direkt bespriihter Bereich der halben Wicklung

riicksichtigen, wird ein Volumenskalierungsfaktor fg = 0,217 eingefiihrt. Aufgrund des
konstanten Drahtquerschnitts Ar kann fg aus dem Verhéltnis der effektiven Drahtlange
im Spriihkreis [g und der gesamten Drahtlénge [z errechnet werden. [g ergibt sich wieder-
um mithilfe trigonometrischer Funktionen als Summe von im Kreisviertel befindlichen
Drahtabschnitten geméfs Gleichung (6.22).

D a6 n_ dn
=4.= ' D 22
ls 5 Zcos [arcsm ( 6 )] (6.22)

n=1
mit
D Durchmesser der bespriihten Flache
dr Durchmesser des Widerstandsdrahts
n Index der aktuellen Wicklung

Aufgrund des konstanten und temperaturunabhéngigen spezifischen elektrischen Wider-
stands kann die freigesetzte Wirme im direkt bespriihten Bereich Qg durch Skalierung
mit fg berechnet werden: . .

Qs =fs - Qw = fs- Pu (6.23)
Mit der Fokussierung auf den direkt bespriihten Bereich wird die Systemgrenze enger
gezogen und schneidet eine Scheibe des Durchmessers D aus der Wicklung aus. Die Wir-
mestrombilanz gem@f Gleichung (6.15) bleibt giiltig. Die unerwiinschten Wérmestréme

() und @, lassen sich aber leichter abschétzen.
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@}, ergibt sich an der Riickseite der Wicklung aufgrund von freier Konvektion an die
umgebende Kammerluft. Es wird angenommen, dass der auf diesem Weg abgefiihrte
Wirmestrom gegeniiber der erzwungenen Konvektion an den Olfilm vernachlissigbar
klein ist Q; < Qg. Die Griinde hierfiir liegen im geringen Temperaturunterschied zwi-
schen umgebender Luft und Wicklung aufgrund der heifsen ungekiihlten Wicklung an
den Umlenkstdben und einem Unterschied der HTCs des Spriihstrahls und der freien
Konvektion von zwei Grofenordnungen.

Q» ist der Wirmestrom, welcher aufgrund von Festkorperwérmeleitung innerhalb der
Dréahte auftreten kann. Auch dieser kann vernachlassigt werden (Q/\ < Qs) Die wér-
mestromverursachende Temperaturdifferenz iiber die Systemgrenze ist sehr klein, da der
Film auch die duferen Bereiche kiihlt. Auch die restlichen Einflussfaktoren des kon-
vektiven Warmestroms sind sehr klein. Die Warmeleitfahigkeit betragt aufgrund der
elektrisch-thermischen Analogie nur Aoy, = 23 W/m K und die effektiv leitende Fla-
che lediglich ein Vielfaches des Drahtdurchmessers Agr und betrégt 2 - 92 - Ag.

Fiir die Berechnung des mittleren Warmeiibergangskoeffizienten bei isolierter Betrach-
tung des direkt bespriihten Bereichs ergeben sich zwei Moglichkeiten. Analog zum Vor-
gehen in relevanten Verdffentlichungen zu Sprithstrahlkiihlungen [24, 63, 93, 100, 145|
kann der Bezug auf die Ol-Temperatur vor der Diise T}, erfolgen:

fs P

~ As(Ts — Tp) (024

ag
Wie im Fall der ganzheitlichen Betrachtung wird mit dieser Definition die thermische
Interaktion des Tropfenkollektivs mit der Kammerluft implizit beriicksichtigt. Soll diese

Abhéngigkeit eliminiert werden, muss der mittlere Warmeiibergangskoeffizient auf die
Temperatur der Tropfen kurz vor dem Einschlag in den Film T7,,, bezogen werden:

oy _ fS : Pel
" AS (TS — Tlmp)

(6.25)

Fiir die weitere Verwendung in Form einer dimensionslosen Korrelation sind beide Defi-
nitionen mit der in Abschnitt 5.1.3 definierten Nufelt-Zahl Nup kompatibel.
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6.3 Analyse des Priifstands im Messbetrieb

Bevor das Wirmeiibergangsverhalten der Ol-Spriihstrahlkiihlung evaluiert werden kann,
muss eine grundliegende Analyse des Priifstands im Messbetrieb durchgefiihrt werden.
Hierzu gehoren auch Plausiblisierungsmessungen, um potenzielle Fehler des Priifstands
auszuschlieften. Fehlerursachen kénnen im Zusammenbau der Komponenten, in der Fer-
tigung der Wicklung, einem fehlerhaften bzw. ungleichméftigen Anbringen von Sensoren
oder defekten Elementen in der gesamten Messtechnik liegen. Tabelle 6.6 fasst die durch-
gefiihrten Untersuchungen zusammen. Alle Messungen wurden mit Diise 2 und einer ho-
rizontalen Ausrichtung der Sprithachse durchgefiithrt. Mit Ausnahme der (ebenfalls er-
folgreichen) Plausibilisierung des Volumenstroms werden die einzelnen Untersuchungen
nachfolgend detailliert vorgestellt. Falls nicht anders angegeben, wird der Betriebspunkt
P, =403W, Tp =35—-36°C, H =50mm und ® = 90° genutzt.

Tabelle 6.6: Messungen der grundlegenden Analyse des EMOSCE Priifstands im Messbetrieb

Ziel Vorgehen

Plausibilisierung Manuelles Auffangen von 1,5L Ol nach der Diise und

von V' Messung der hierfiir benotigten Zeit.

Plausibilisierung Vergleich von Ts bzw. Tp,, mit T in unbeheizter

von Ts und Tpyy Langzeitmessung.

Plausibilisierung Aufheizen der Wicklung aus einem quasistationdren Zustand

der Systemgrenzen des Spriithstrahls und Analyse der Temperaturverlaufe.

Reproduzierbarkeit Wiederholung derselben Messung nach Ein- und Ausbau von

von Messungen Diise und Wicklung.
Sicherstellen von Wiederholung derselben Messung mit um 180° gedrehter
Gs = konst Wicklung.

Festellen der

Sensibilitiit bzgl. H Variation von H und Analyse der Wicklungstemperaturen.

6.3.1 Plausibilisierung der Wicklungstemperaturen

Zunachst sollen grobe Fehler bei der Montage der Sensoren ausgeschlossen werden. Wird
die Wicklung nicht beheizt, ist die einzige Warmequelle des Priifstands das temperierte
Ol des Sprithstrahls. Aufgrund der guten thermischen Isolation nimmt der direkt be-
sprithte Bereich der Wicklung in diesem Fall die Oltemperatur an, mit welcher das Ol
auf der Wicklung auftritt (77,,,). Bei einem geringen Temperaturunterschied zwischen
Tk und Ty kann zudem die Konvektion zwischen Film und Kammer vernachlassigt wer-
den. In diesem Fall gilt T = Tr. Abbildung 6.15a zeigt fiir diese Bedingungen den
zeitlichen Verlauf der gemessenen Temperaturen iiber knappe 60 Minuten.
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(b) Temperaturen im direkt bespriihten Bereich: Tp = 34°C

Abbildung 6.15: Temperaturverlidufe bei P,; = 0 und G = 0,4 kg/m?s
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Ty = (TH1+TH2)/2 ist der Mittelwert der Wicklungstemperaturen der Draht-Umlenkung.
Es gilt durchgehend Ty = T, weshalb ein grober Fehler in der Temperaturmessung aus-
geschlossen werden kann. Weiter kann eine signifikante Abkiihlung des Ols von der Diise
bis zur Wicklung erkannt werden. Ty erwérmt sich analog zu T, was die gute thermi-
sche Entkoppelung der direkt benetzten Fliache und dem Rest der Wicklung belegt. Der
fehlende zeitliche Versatz der Temperaturverldufe von Festkorpern und ihren umgeben-
den Fluiden zeigt die geringe thermische Tréagheit der Wicklung.

Abbildung 6.15b zeigt fiir dieselbe Messung im Zeitraum von Minute 45 bis 55 die einzel-
nen Temperaturen des direkt bespriihten Bereichs Tp,,. Die Werte bewegen sich in einem
Intervall von 4+1°C um den Mittelwert Ts. Weitere unbeheizte Messungen mit hoheren
Oltemperaturen zeigten dasselbe Verhalten. Es kann daher von einer Gesamtgenauigkeit
der Temperaturmessung von +1°C ausgegangen werden.

6.3.2 Plausibilisierung der gewdhlten Systemgrenzen

Die in Abschnitt 6.2.2 definierten Systemgrenzen sind nur giiltig, wenn sich die wesentli-
chen Zustandsgrofen der Umgebung im betrachteten Zeitraum nicht dndern. Aufgrund
der Geschlossenheit der Spraykammer, kann von einem quasistationdren Stromungszu-
stand ausgegangen werden, wenn G konstant gehalten wird. Fiir eine Giiltigkeit der
gewdhlten Systemgrenzen ist es zudem notwendig, dass die Kammertemperatur Ty kon-
stant ist. Erst dann stellt sich der stationdrer Zustand Ts = konst in der Wicklung ein.
Dies soll nachfolgend {iber eine geeignete Messung dargelegt werden. Abbildung 6.16
zeigt hierzu den zeitlichen Verlauf von Ts, Ty, Tp, Tk und Tr wahrend eines Autheiz-
vorgangs.
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Abbildung 6.16: Temperaturverliufe eines Aufheizvorgangs bei G=0,4 kg/m?s
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Im ersten Abschnitt bis t = 147 min erwdrmt sich die Kammer (analog zu Kap. 6.3.1)
ausschlieklich durch das eingespriihte Ol (P,; = 0). Mit Beginn der Beheizung der Wick-
lung (P, = 40,3 W) bei ¢ = 147 min wird Tp & 51°C nicht weiter gesteigert. Als
Folge der Beheizung der Wicklung steigen T, Ty und T% unmittelbar an, wahrend T
nur langsam wachst. Weiter ist zu erkennen, dass die Erwarmung der Luft in der Kam-
mer das generelle Temperaturniveau in der Spraykammer erhoht, weshalb T, Ty und
Tr nach dem heizungsbedingten Temperatursprung gleichsam mit T wachsen. Sobald
sich T nicht mehr &ndert, ist auch Ty stationar. Mit der beschriebenen Erfassung aller
Messdaten iiber einen léngeren Zeitraum lésst sich das Erreichen eines quasistationédren
Betriebspunkts der Ol-Spriihstrahlkiihlung des EMOSCE treffend beurteilen.

6.3.3 Reproduzierbarkeit von Messungen

Belastbare experimentelle Ergebnisse miissen unter identischen Randbedingungen re-
produzierbar sein. Um dies sicherzustellen, wurden kurz nacheinander (Rep; und Reps)
und im Abstand mehrerer Tage (Reps) dieselben Messungen durchgefiihrt. Hierzu wur-
den zwei stationire Betriebspunkte mit identischer Oltemperatur vor der Diise (Tp =
35 — 36°C) sowie Verlustleistung (P, = 40,3 W) und unterschiedlichen Massenstrom-
dichten (G, = 0,365 kg/m?s, G = 0,409 kg/m?s) durchgefiihrt. Abbildung 6.17 zeigt
die gemessenen Temperaturen T'p,,, T, Tp und Tk fiir Rep; bis Reps.
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Abbildung 6.16: Vergleich der Wicklungstemperaturen T’p,, bei wiederholten Messungen

Es besteht eine sehr gute Ubereinstimmung der einzelnen Messungen. Auffillig ist die
Abhéngigkeit der Wicklungstemperaturen von einer geringfiigig hoheren Kammertem-
peratur fiir Reps in Abb. 6.17a und Rep, in Abb. 6.16b. Abgesehen davon liegen die
Temperaturabweichungen fiir beide Betriebspunkte im Bereich der definierten Messge-
nauigkeit. Die Messungen des EMOSCE sind reproduzierbar.

6.3.4 Sicherstellen einer konstanten Warmestromdichte

Der gewéahlte Aufbau der Wicklung als regelméfige, einlagige Anordnung eines Wider-
standsdrahts ermoglicht eine konstante Warmequellendichte ¢g im direkt bespriihten
Bereich Ag. Aufgrund des manuellen Fertigungsprozesses ist die Wicklung jedoch nicht
perfekt, weshalb die Absténde zwischen einzelnen Dréhten variieren konnen. Zudem ist
die Oberflache leicht gewellt. Um festzustellen, ob diese Abweichungen vom Idealzustand
eine Auswirkung auf die durch EMOSCE erzielbaren Aussagen haben, wird die Symme-
trie der Wicklung genutzt. Fiir eine um 180° verdrehte Wicklung muss sich bei ansonsten
identischen Randbedingungen dieselbe Temperaturverteilung ergeben.

Zur Auswertung von Messungen bei verdrehter Wicklung muss eine Zuordnung von
Temperaturmesswerten sowohl sensorspezifisch (S1-S9) als auch positionsspezifisch (P11-
P33) moglich sein. Abb. 6.17a-b zeigen Schemata fiir die beiden betrachteten Félle. Unter
Anwendung dieser Zuordnung zeigt Abb. 6.17¢ die Temperaturabweichungen zwischen
initialer und gedrehter Ausrichtung fiir jede Position der Wicklung. An den Positionen
P12 bis P23 wird von den jeweils korrespondierenden Sensoren in beiden Ausrichtungen
nahezu dieselbe Temperatur gemessen. Die maximale Abweichung betragt 2 K. Fiir die
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Positionen P11 und P33 resp. Sensoren 1 und 9 ist der Temperaturunterschied hingegen
deutlich grofer. Die Ursache fiir dieses Verhalten liegt in einer deutlich h6heren gemes-
senen Temperatur des Sensors 1 in beiden Ausrichtungen (siche schraffierte Balken in
Abb. 6.16d). Dieses Verhalten ldsst sich auch in der Temperaturverteilung zur Reprodu-
zierbarkeit von Messungen des letzten Abschnitts (Abb. 6.17) erkennen. Nédhere Unter-
suchungen der Wicklung im Umfeld von Sensor 1 zeigten eine ungiinstige Kombination
aus Welligkeit und teilweiser Uberlappung der Drihte. Dies hemmt du Filmstromung
und verringert die Kiithlung durch den Spriihstrahl. Fiir die lokale Bewertung der Tempe-
raturen diirfen die Messwerte des Sensors 1 daher nicht genutzt werden. Fiir die mittlere
Wicklungstemperatur Ts wird Sensor 1 berticksichtigt, da die nicht perfekte Oberfliche
der Wicklung dem Anwendungsfall in der elektrischen Maschine dhnelt.

(a) Messstellen und Sensoren bei initia- (b) Messstellen und Sensoren bei Dre-
ler Ausrichtung hung um 180°

AT [K]

S$1-S9 S2-S8 S3-S7 S4-S6 S5-S5 S6-S4 S7-S3 S8-S2 S9-S1 T Ty To
P11 P12 P13 P21 P22 P23 P31 P32 P33

mG=0,362 mG=0,406

(¢) Temperaturdifferenzen beider Ausrichtungen fiir alle Messpositionen
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Abbildung 6.16: Vergleich von initialer und um 180° verdrehter Ausrichtung der Wicklung

6.3.5 Sensibilitat beziiglich des Diisenabstands

Fiir den Ablauf der Messungen (Kapitel C.1) wurde ein klares Kriterium fiir der Diisen-
abstand H festgesetzt. Dieser ist so einzustellen, dass die Wicklung exakt im Spriihkegel
liegt und nur Ag direkt benetzt wird. Da es jedoch keine scharfe Grenze zwischen Spray
und umgebenden Luft gibt, muss H {iber die optische Wahrnehmung iterativ justiert
werden. Dieser Vorgang ist potenziell fehlerbehaftet. Es ist daher notwendig, die Sensi-
bilitdt der Messungen hinsichtlich des Diisenabstands zu iiberpriifen.

Abbildung 6.17a zeigt das Verhalten von Ts iiber H bei G = 0,406 kg/m?s. Es zeigt
sich eine sehr geringe Sensibilitdt von Tg zwischen 40 und 60 mm. Die Einstellung
des Diisenabstands einzig iiber die optische Wahrnehmung des Priifstandsbetreibers
wird daher als unkritisch bewertet. Aus einer Auswertung der lokalen Wicklungstem-
peraturen Tp,, (Abb. 6.17b) lassen sich weitere Erkenntnisse zum Verstiindnis der Ol-
Spriihstrahlkiihlung ziehen. Bei geringen H < 40 mm zeigen sich im Zentrum (P22)
erwartungsgemafs geringe Temperaturen. Bemerkenswert ist jedoch, dass die geringsten
Temperaturen fiir P32 erzielt werden. Die Ursache hierfiir konnte in der héheren Stro-
mungsgeschwindigkeit des Fluids liegen. Sehr deutlich zu erkennen ist zudem der Einfluss
der direkten Benetzung durch das Spray fiir P13, P23 und P33. Bereits bei H = 20 mm
wird die Wicklung an diesen Stellen indirekt gekiihlt, weil der Olfilm dariiber abfliekt.
Sobald der Spriihstrahl direkt trifft, fallt die Temperatur schlagartig und steigt bei wei-
ter ansteigendem H aufgrund des kleineren G kontinuierlich an. Dieses Verhalten ist ein
klarer Beweis fiir die Erhéhung des HTC durch den Spriihstrahl im Vergleich zur reinen
Filmstrémung.
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Abbildung 6.17: Wicklungstemperaturen bei unterschiedlichen H
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6.4 Experimentelle Ergebnisse

Die durchgefiihrten Untersuchungen konzentrieren sich auf die herausgearbeiteten Haupt-
einflussfaktoren des Wirmeiibergangs einer Ol-Spriihstrahlkiihlung. Um nur jene Fak-
toren detailliert zu untersuchen, welche im EMOSCE einen nachweisbaren Einfluss auf
das Warmeiibergangsverhalten haben, wird ein zweistufiges Vorgehen gewahlt. Zunéchst
wird fiir alle in Kapitel 5.2 aufgestellten Thesen eine grundlegende Basisuntersuchung
(BU) durchgefiihrt und ausgewertet. Bestétigt sich die Relevanz des Einflusses erfolgt ei-
ne anschliefende erweiterte Untersuchung (EU). Insgesamt wurden 133 Messungen zur
experimentellen Charakterisierung der Ol-Spriihstrahlkiihlung des EMOSCE durchge-
fiihrt.

Die Sensoren zur Erfassung von Tx und Tr wurden erst nach Abschluss der Basis-
untersuchungen montiert. Eine exakte Einstellung von Tp war mit dem gewéahlten Priif-
standsaufbau insbesondere bei geringen Werten fiir 7» nicht durchgéngig moglich. Pro
Messreihe wird die maximale Temperaturabweichung ATp  angegeben. Fiir die Argu-
mentation im Text und Benennung der Messreihen wird der angestrebte Wert genutzt.

6.4.1 Basisuntersuchungen

Gemafs der aufgestellten Thesen bedarf es vor allem einer Variation der Massenstrom-
dichte und der Temperatur des Ols auf der Oberfliche der Wicklung. Dies sollte bei
moglichst vielen Ausrichtungen der besprithten Oberfliche zu angreifenden Kréften er-
folgen. Tabelle 6.7 gibt einen Uberblick zu den Zielen der durchgefiihrten Basisuntersu-
chungen, stellt explizit variierte und konstant gehaltene Stellgréfsen heraus und fasst die
Abweichungen zum angestrebten Wert fiir T zusammen.

Tabelle 6.7: Uberblick der durchgefiihrten Basisuntersuchungen

# Ziel der Untersuchung Variation  Fixierung ATp,,,.
BU1 G-Einfluss bei kleinen d, G, dy P., Tp 1,1 K
BU2 Tp-Einfluss bei geringen G G, Tp P, 1,1 K
BU3 &-Einfluss bei geringen G G, o P, Tp 09K
BU4 G- & Tp-Einfluss bei konstantem T G, Tp, Py Tg 0,7K
BU5 Tp-Einfluss bei konstantem Ty und G Tp, P, G, Ts 0,2 K

Alle Messungen der BU starteten bei kalter Wicklung und auf T}, abgekiihlter Kammer.
Fiir die BU wird der mittlere Warmeiibergangskoeffizient ag mit Bezug auf Tp geméf
Gleichung (6.24) ausgewertet.

Beschreibung der Untersuchungen und Interpretation der Ergebnisse

In BU1 wird einzig der Diisenmassenstrom fiir Diise 1 und 2 variiert. T, lag bei 30 °C.
Abbildung 6.18 zeigt das sich ergebende Verhalten von ag bei geringen G. Es kann fest-
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Abbildung 6.18: BU1: ag iiber G fiir Diise 1 und 2

gestellt werden, dass ag linear mit G ansteigt. Die Trendlinie der Messpunkte offenbart
eine nahezu perfekte Ursprungsgerade:

G
— = konst (6.26)
as
Da die erzielten ag beider Diisen auf derselben Gerade liegen, werden alle folgenden
Untersuchungen im Bereich geringer Massenstromdichten mit Diise 2 durchgefiihrt.

Eine Abschitzung des Gesamtfehlers fiir ag auf Basis der in Tabelle 6.5 gelisteten Sen-
sorgenauigkeiten ergibt fiir BU1 einen maximalen absoluten Fehler von +5,5 W/m?K.
Da dies der Ausdehnung der in Abb. 6.18 dargestellten Datenpunkte entspricht, kann auf
eine zusatzliche grafische Darstellung der Messfehler fiir die Warmeiibergangskoeffizient-
en verzichtet werden. Eine umfassende Fehleranalyse [21] ergibt iiber alle durchgefiihrten
Messreihen einen maximalen Fehler des Warmeiibergangskoeffizienten von unter 8%.

Fir BU2 wird neben G auch Tp variiert (Abb. 6.19). Demnach ldsst eine mittlere
Erhohung von Th um 5 K die Steigung der Ursprungsgerade um ca. 10% ansteigen. Ei-
ne Beriicksichtigung dieser Abhédngigkeit erlaubt eine Erweiterung des proportionalen
Zusammenhangs (6.26):
G-Tp
Qg

= konst (6.27)

Bezugnehmend auf die dargestellte Theorie zu Ol-Spriihstrahlkiihlungen kann dieser Ef-
fekt sowohl in einer Verringerung der Viskositét 7(T) in der Filmstrémung (Nu ~ 776)
und/oder einer Verdnderung des Sprithstrahls (dse, T7,,) begriindet sein.
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Abbildung 6.19: BU2: Vergleich von ag(G) bei unterschiedlichen Tp

Die leichte Abweichung der 35 °C Messreihe von der griinen Gerade bei G = 0,315 kg /m?s
kann durch die Ndhe zum kritischen Massenstrom riy,;; erklart werden. Der Spriihstrahl
ist in diesem Fall nicht vollstandig ausgebildet, was zu erhéhten Temperaturen im oberen
Bereich der Wicklung fiihrt (siche Abb. C.1 im Anhang). Dies erhoht Tg und verringert
ag. Der Effekt tritt auch in der folgenden Untersuchung BU3 auf, ist fiir die Aussage-
kraft jedoch unerheblich.

In BU3 wird analog zu BU1 ag iiber G variiert. Gleichzeitig erfolgt eine Variation der
Ausrichtungen der Spriihstrahlkiithlung zur Schwerkraft. Es werden zwei unterschiedli-
che Winkel & = 45° und ® = 135° untersucht und der Konfiguration bei horizontaler
Ausrichtung der Spriithachse (® = 90°) verglichen. Abb. 6.20 kann entnommen werden,
dass ein Spriihen gegen die Schwerkraft (® = 135°) ag verringert. Eine néhere Analyse
der lokalen Temperaturen zeigt ein allgemein hoheres Temperaturniveau fiir alle Sen-
soren (siehe Abb. C.2 im Anhang). Beim Spriithen mit der Schwerkraft (& = 45°) liegt
ag hingegen auf dem Niveau der Vergleichsmessung bei ® = 90°. Unter Zuhilfenahme
der Trendgeraden kann Abb. 6.20 zudem entnommen werden, dass ag fiir & = 135°
auf dem Niveau der 30°C Messreihe aus BU2 liegt. Eine zusétzliche Untersuchung bei
Tp =29 — 31°C bestétigt den Abfall von ag bei ® = 135° (siehe Abb. C.3 im Anhang).

Um den variablen Einfluss von Ts auf die abfliekende Filmstrémung zu eliminieren,
wird in BU4 Ts=61°C mittels Variation von P,; konstant gehalten. In diesem Fall gilt
fiir konstante Tp:

[s

As (Ts - TD)
—————

konst

ag = Py (6.28)
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Abbildung 6.20: BU3: ag iiber G bei unterschiedlichen ®

Eine Darstellung in einem ag-P.;-Diagramm ergibt somit zwingend fiir jede Temperatur
eine Ursprungsgerade. Abbildung 6.21 zeigt diese Geradenschar fiir verschiedene Tp. Die
vermessenen G liegen zwischen 0,28 — 0,42 W/m?K.
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Abbildung 6.21: BU4: ag iiber Pel bei unterschiedlichen T
Es fallt auf, dass die Steigungen der Geraden mit steigendem 7» mehr als linear wachsen.
Der Warmeiibergang ist bei Tp = 53 °C doppelt so gut wie fiir Tp = 41 °C. Der Einfluss

von GG auf ag ist hingegen fiir alle vermessenen T'p identisch. Da Ts konstant gehalten
wurde, spielt die Temperaturabhéngigkeit der Viskositét des Ols im Film n = n(7") keine
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entscheidende Rolle fiir das Warmeiibergangsverhalten. Vielmehr liegt die Vermutung
nahe, dass die Erhohung von ag mit steigendem Tp hauptsichlich auf Verdanderungen
des Sprays bzw. der Tropfen-Film-Interaktion zuriickzufiihren ist.

Fiir BU5 wird zuséatzlich G konstant gehalten, weshalb ag nur noch von T, abhéngt.
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Abbildung 6.22: BU5: ag iiber Tp bei G = 0,4 kg/m?s

Aus Abb. 6.22 ergibt sich, dass ag um den Faktor fiinf ansteigt, wenn Tp um 23K
erhoht wird. Von allen betrachteten Einflussfaktoren hat die Temperatur mit Abstand
den groften Einfluss auf ag.

Fazit und Ableiten weiterer Untersuchungsbedarfe

Die durchgefiihrten Basisuntersuchungen zeichnen ein klares Bild der Haupteinflussfak-
toren einer Spriihstrahlkiithlung und bestéatigen die vorgestellte Theorie.

In BU1 bis BU4 ist durchgéngig eine lineare Abhéngigkeit der Kiithlung von GG erkennbar.
Der Proportionalitatsfaktor ist bei konstanter Verlustleistung P,; umso grofser, je hoher
Tp ist. Ein Unterschied aufgrund verschiedener Offnungsdurchmesser der Diisen konnte
im untersuchten Bereich nicht festgestellt werden. Fiir die erweiterten Untersuchungen
miissen hohere Massenstromdichten im relevanten Temperaturbereich untersucht wer-
den, um auch das obere Ende des definierten G-Bereichs abzudecken.

Die Messungen BU4 und BU5 mit variablem P, und Tp zeigen weiter eindeutig, dass
hohere Ol-Temperaturen die Sprithstrahlkiithlung deutlich verbessern. Der Wirkmecha-
nismus konnte auf das Spray und die Tropfen-Film-Interaktion eingegrenzt werden. Fiir
die erweiterten Untersuchungen ist es wichtig, die Temperatur der Kammer T zu erfas-
sen, um eine Aussage iiber den Beitrag der Abkiihlung der Tropfen in der Spraykammer
zu erhalten.
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Bezogen auf die unterschiedlichen Ausrichtungen der Spriihstrahlkiihlung zur Schwer-
kraft in BU3 konnte eine Verschlechterung von ag festgestellt werden, sobald gegen die
Schwerkraft gespriiht wird. Dies ist vermutlich auf eine Kombination aus langsameren
Tropfen und einem etwas dickeren Film zuriickzufiihren, der in Richtung Diise abtropft.
Insgesamt spielt der Effekt jedoch eine untergeordnete Rolle.

6.4.2 Erweiterte Untersuchungen

Mit der festgestellten Sensibilitit des Warmeiibergangskoeffizienten beziiglich G und Tp
werden erweiterte Untersuchungen (EU) dieser Abhéngigkeiten durchgefiihrt. Fiir die EU
werden zuséatzlich zu den in BU gemessenen Werten die Kammertemperatur Ty und die
Filmtemperatur Ty erfasst. Tabelle 6.8 gibt einen Uberblick zu den Zielen der erweiterten
Untersuchungen und stellt explizit variierte und konstant gehaltene Stellgréfsen heraus.

Tabelle 6.8: Uberblick der erweiterten Untersuchungen

# Ziel der Untersuchung Variation  Fixierung ATp, ..
EU1 Relevanz der Tropfenabkiihlung G, Tp P, -

EU2 Tp-Einfluss bei geringen G G, Tp Ts 0,3 K
EU3 Erhohung von G G,H,dy P, 1Tp 0,7 K
EU4 Tp-Einfluss bei erhohtem G G,Tp, P, Tg 0,4 K

Einfluss der Tropfenabkiihlung in der Spraykammer

Um die festgestellte Abhangigkeit des Warmeiibergangskoeffizienten ag von der Kam-
mertemperatur zu eliminieren, wird fortan oy, geméf Gleichung (6.25) genutzt. Diese
Definition ist fiir eine Nutzung der Daten zur Auslegung von Ol-Spriihstrahlkiihlungen
fir EMA zwingend notwendig, da sich die Temperatur im Wickelkopfraum abhéngig
vom Betriebsfall unterschiedlich einstellt.

In EU1 wird der Zusammenhang zwischen Tp, Tx und der Temperatur des Sprays
beim Einschlag in den Film 77,,, untersucht. Hierzu werden analog zum Vorgehen in
Abschnitt 6.3.1 unbeheizte Messungen durchgefiihrt und die resultierende Wicklungs-
temperatur zur Berechnung der Abkiihlung genutzt. Tabelle 6.9 gibt einen Uberblick
der vermessenen Parameterbereiche.

Tabelle 6.9: EU1: Parameterbereich der unbeheizten Messungen

Parameter Einheit Wertebereich

G kg/m%| 0,33 — 0.4
Ty °C] 31— 51
Ty °C] 26 — 34
U [m/s| 42 — 62
d3o [nm)| 26 — 36
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Abbildung 6.23 zeigt die Abkiihlung des Sprays (ATps = Tp — Ts) iiber der Tempe-
raturdifferenz zwischen dem eingespriihten Ol und der Luft in der Kammer (ATp x =
Tp — Tk). Es kann eine Ursprungsgerade mit der Steigung m = 0,55 abgeleitet werden.
Das Bestimmtheitsmaf der linearen Regression R? betrigt 99,5%.
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Abbildung 6.23: EU1: ATp g iiber ATp g fiir Diise 2

Demnach lésst sich die Temperatur des Tropfenkollektivs kurz vor dem Einschlag in den
Film fiir Diise 2 wie folgt annédhern:

Trmp = 0,4367 - Ty + 0,5633 - T (6.29)

Mit diesem Ergebnis hangt 77,,, im vermessenen Parameterbereich einzig von den Tem-
peraturen der Sprayphasen ab. Die Unabhéngigkeit von den restlichen in Kapitel 5.2.4
beschriebenen Einflussfaktoren hat unterschiedliche Ursachen und wird in Anhang C.3
diskutiert.

Aufgrund der deutlichen Abhéngigkeit von der Kammertemperatur Tk miissen die vor-
gestellten Ergebnisse der Basisuntersuchungen erneut gepriift werden. Die relativ ge-
troffenen Aussagen sind unabhéngig vom Wissen der Kammertemperatur giiltig, da alle
Messungen ausgehend von T, und geméfs des in Abschnitt C.1 beschriebenen Prozes-
ses zur Durchfithrung von Messungen erfolgten. Fiir absolute Aussagen und Ableitung
quantitativ belastbarer Daten zur Auslegung von Spriithstrahlkiihlungen in EMA ist hin-
gegen die Kenntnis von Tk zwingend notwendig. Fiir BU1-BU3 kann eine nachtréagliche
Erfassung von Tk iiber einen geeigneten Aufheizvorgang erzielt werden (sieche Anhang
C.3). Fiir BU4 und BUS5 ist eine nachtrigliche Erfassung nicht zielfiihrend, weshalb zu-
sétzliche Messungen notwendig sind.

Im Rahmen von EU2 wird der Einfluss von G und Tp auf ay,, untersucht. Hierzu
wird ein Vorgehen analog BU5 gewihlt. Abbildung 6.24 zeigt fiir G = 0,33 kg/m?s und
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G = 0,4 kg/m?s den Verlauf von ag bzw. Oy Uber Tp. P wird fiir jeden Messpunkt
derart eingestellt, dass sich Ts = 61 °C ergibt.
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Abbildung 6.24: EU2: ag (farbige Fiillung) und oy, (weike Fiillung) iiber T fiir Diise 2

Fiir ag lésst sich in beiden Féllen ein Verlauf analog zu BU5 erkennen. Wird hinge-
gen der Einfluss der Tropfenabkiihlung in der Kammer beriicksichtigt, reduziert sich die
Verbesserung des Warmetibergangs durch einen Anstieg von Tp deutlich. Statt einer
polynomischen Abhéngigkeit gilt ein linearer Zusammenhang zwischen ay,,, und Tp.
Werden beide Massenstromdichten in einem Diagramm mit verdnderter Skalierung der
Ordinate dargestellt (Abb. 6.25a) kann dariiber hinaus eine Parallelitit der Geraden
durch die ay,,-Datenpunkte festgestellt werden.

Zur weiteren Analyse zeigt Abb. 6.25b T und Wegyss tiber Tp. Der Abbildung kann ent-
nommen werden, dass T fiir beide G identisch ist, withrend Wegss bei G = 0,4 kg/m?s
um 50% grofer ist als fiir G = 0,33 kg/m?s. Letzteres ist vor allem auf den Einfluss
der Geschwindigkeit zuriickzufiihren. Die Berechnung der kritischen Weber-Zahl nach
Tabelle 5.1 ergibt fiir die betrachteten Betriebspunkte Wey,.;; = 700-830. Aufgrund des
deutlichen Abstands von der Regime-Grenze kann trotz der Berechnung von Wegss statt
Wey durchgiangig vom Regime Spritzen ausgegangen werden. Da Tr und Wegzs beide
linear mit 7p wachsen, ergibt sich fiir hohere T, sowohl eine geringere Viskositéit im
Olfilm als auch eine hohere Tropfenenergie beim Einschlag in den Film. Beide Effekte
konnen laut vorgestellter Theorie zu einer Steigerung des Warmeiibergangskoeffizienten
fithren (vgl. Kapitel 5.1.5 und 5.2.3). Auch eine Kombination beider Effekte ist denkbar.
Fiir die untersuchten Betriebspunkte ist keine Trennung der Einfliisse moglich. Die genau
Ursache der Steigerung von o, bei wachsendem 7 kann durch EU2 nicht abschlieffend
geklart werden. Insgesamt bestéatigt sich jedoch die vorgestellte Theorie zur Tempera-
turabhingigkeit des HTC einer Ol-Spriihstrahlkiihlung. Gegeniiber der Bedeutung der
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Massenstromdichte zeigt sich die Temperaturabhéngigkeit jedoch als untergeordneter
Effekt.

Erh6hung der Massenstromdichte

Um G iiber die bereits vorgestellten Ergebnisse hinaus zu steigern, wird Diise 3 genutzt.
Aufgrund des annéhernd doppelt so grofsen Diisendurchmessers dy konnen bei identi-
schen Driicken deutlich héhere Massenstromdichten erzielt werden. Fiir Diise 3 musste
der Diisenabstand H in Betriebspunkten mit hohen Driicken Ap oder Oltemperaturen
vor der Diise T verringert werden, um ein volles Treffen von Ag sicherzustellen.

Der funktionale Zusammenhang zur Abkiihlung in der Spraykammer fiir Diise 3 wur-
de mithilfe numerischer Simulationen bestimmt. Das genutzte Simulationsmodell (vgl.
Anhang C.3) wurde zunéchst anhand ausgewéhlter unbeheizter Messpunkte von Diise 2
validiert. In Abb. 6.26 lasst sich erkennen, dass die simulierten Temperaturen kurz vor
dem Einschlag in den Film sehr gut mit den Messdaten iibereinstimmen. Die Abwei-
chung liegt im Bereich der Messungenauigkeit der Sensoren. Die numerische Berechnung
der Abkiihlung wird daher als gleichwertiges Mittel zur experimentellen Bestimmung
angesehen.
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Abbildung 6.26: Validierung der Abkiihlungssimulation fiir Diise 2

Unter Anwendung des Simulationsmodells auf alle durchgefithrten Betriebspunkte mit
Diise 3 ergibt sich die Abkiihlung des Sprays in der Messkammer geméfs Abb. 6.27. Es
zeigt sich ebenfalls ein linearer Zusammenhang, welcher nur von 7p und Tk abhéngig ist.
Die Abkiihlung des Sprays ist deutlich geringer als bei Diise 2. Der Grund hierfiir liegt
im geringeren Diisenabstand H bei hoheren Temperaturen und dem allgemein gréfseren
Sauterdurchmesser.
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Abbildung 6.27: ATp g iiber ATp g fiir Diise 3

Unter Anwendung einer linearen Regression (R* = 99,6%) ergibt sich der Zusammen-

hang:
Trmp = 0,7429 - Tp + 0,2571 - T (6.30)

Mit der Kenntnis des Abkiihlverhaltens wird in EU3 zunéchst die Abhéngigkeit von
Qmp von G bei Tp = 35°C und P, = 40,3 W untersucht.
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Abbildung 6.28: EU3: agy,, iiber G fiir Diise 2 und 3 bei Tp = 35°C

Abb. 6.28 zeigt auch fiir Diise 3 einen stetigen Anstieg von aj,y, iiber G. Der Verlauf ist
zunachst linear und flacht mit steigendem G immer mehr ab. Da aufer G in EU3 kein
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weiterer Parameter gedndert wird, muss der Grund im Verlust an Massenstrom im Re-
gime Spritzen liegen. Ab G' = 1,2 kg/m?s ist eine weitere Steigerung des Massenstroms
der Kiihlung weniger zutrédglich. Da der Schluss nur auf einem Messpunkt basiert, miis-
sen in diesem Bereich weitere Untersuchungen durchgefiihrt werden.

Verglichen mit den ebenfalls dargestellten Ergebnissen von Diise 2 kann mit Diise 3
insgesamt ein besserer Warmeiibergang bei hoheren G realisiert werden. Im linearen An-
fangsbereich zeigt sich fiir Diise 3 jedoch eine geringere Steigung, weshalb eine Anderung
von G auf ap,, einen geringeren Effekt hat als bei Diise 2. Die rot eingerahmten Mes-
spunkte liefern ferner den Beweis, dass der Wirmeiibergang einer Ol-Spriihstrahlkiihlung
keine reine Funktion der Temperatur und Massenstromdichte ist. Mit Diise 2 lassen sich
bei geringerem G dieselben Warmeiibergangskoeffizienten erzielen wie mit Diise 3.

Im Versuch dieses Verhalten zu ergriinden, zeigt Abb. 6.29 einen Vergleich der Grofsen
Tr, ug, d3o und Wegss fiir die rot markierten Messpunkte.
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Abbildung 6.29: EU3: Vergleich von Tx, ug, dse und Wegyss bei Tp = 35°C

Die Temperatur des Films T ist fiir den Messpunkt von Diise 3 geringer, was fiir ei-
ne schlechtere Ausnutzung des im Film befindlichen Kiihlmittels spricht. Die hohere
Viskositat des abfliefenden Films bedingt einen kleineren stromungsbedingten Wérme-
iibergang. Eine um 2°C geringere Filmtemperatur T ist jedoch nicht ausreichend, um
ein zu Diise 2 identisches ayy,, bei deutlich héherem G zu verursachen. Der Haupt-
grund muss daher in der geringeren Tropfenenergie liegen. Fiir Diise 3 sind die Tropfen
mehr als doppelt so grof und um mehr als die Halfte langsamer. Wey3 ist folglich um
den Faktor 2-3 kleiner. Mit Bezug auf die vorgestellte Theorie ist dieses Ergebnis ein
Beleg fiir die Relevanz des Tropfeneinschlags beim Wirmeiibergangsmechanismus einer
Ol-Spriihstrahlkiihlung.
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Temperatureinfluss im Bereich erhohter Massenstromdichten

Im Rahmen von EU2 wurde eine geringe Abhéngigkeit des Wéarmeiibergangskoeffizient-
en ajm,, von Tp festgestellt. Mit dem Ergebnis aus EU3 liegt der Schluss nahe, dass
diese Abhéngigkeit vornehmlich durch héhere Weber-Zahlen bei hoheren T zustande
kommt. Im Rahmen von EU4 wird der Zusammenhang zwischen ay,,, und T fiir ho-
here G iiberpriift. Auch das beschriebene Phdnomen einer abflachenden Abhéangigkeit
zwischen oy, und G wird in EU4 adressiert. Schlussendlich dient EU4 dem Generieren
von moglichst breit gestreuten Daten, um eine Korrelation mit breitem Anwendungsfeld
fiir die Auslegung von Ol-Spriihstrahlkiihlungen in EMA ableiten zu kénnen.

Abbildung 6.30 zeigt den ajy,,-Verlauf iiber G bei unterschiedlichen Tp. P,; wird fiir
diese Messreihen erneut so eingestellt, dass sich Ty = konst = 61 °C ergibt.
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Abbildung 6.30: EU4: ay,,, iiber G bei unterschiedlichen T fiir Diise 3

Es ergibt sich fiir alle drei Temperaturen ein dhnlicher Verlauf wie in EU3. Einem zu-
niichst linearen Anfangsteil folgt ein Abflachen ab G = 1,4 kg/m?s. Eine systematische
Abhéngigkeit von Tp kann nicht erkannt werden (Details siche Abb. C.8 im Anhang).
Die Abweichungen der Messwerte auf den einzelnen G-Stufen wird auf die angegebene
Messungenauigkeit zuriickgefiihrt.

Abbildung 6.31a zeigt den Verlauf von T und Wegyso iiber T fiir alle vermessenen
G-Stufen. Es lasst sich erkennen, dass T ndherungsweise linear mit Tp steigt. Das Ver-
halten entspricht jenem in EU2. Wegss ist hingegen beim Einsatz von Diise 3 tiber T
konstant. Insgesamt lasst sich schlussfolgern, dass Wegso einen wesentlichen Effekt auf
Qurmp hat. Die Anderung der Viskositiit des Films hat hingegen keinen messbaren Einfluss
auf oppy.
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In Abb. 6.32 werden alle Messungen mit Diise 3 in einem G-ajy,,-Diagramm zusam-
mengefiihrt.

400
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360 o
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320
300 ®
2 280 o
S 260 o
240
220
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[W/mZ2K]

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 1,4 1,6 1,8
G [kg/m?s]

@35°C @40°C ©46°C @52°C

Abbildung 6.32: aj,,, iiber G bei unterschiedlichen T fiir Diise 3

Das Abflachen des Verlaufs iiber G setzt fiir die 35°C Messreihe etwas frither ein als
fiir die restlichen Temperaturen (siehe Messpunkt bei G' = 1,33 kg/m?s). Bedingt durch
P, = konst ist in dieser Messreihe T um 15K und 7% um 10 — 15 K geringer. Eine
mogliche Erklarung ist daher ein Zusammenhang zwischen der Viskositat des Films und
den im Interaktionsregime Spritzen gebildeten Sekundértropfen (siehe Kap. 5.1.4). Zur
zweifelsfreien Uberpriifung dieser These sind weitere Untersuchungen erforderlich.

Zusammenfassung der experimentellen Ergebnisse

Die durchgefiihrten erweiterten Untersuchungen bestétigen die Ergebnisse der Basisun-
tersuchungen und liefern eine umfangreiche Datenbasis zur weiteren Verwendung in der
EMA Auslegung. Uber alle untersuchten Betriebspunkte ergaben sich mit Bezug auf
Trmp Wirmeiibergangskoeffizienten von 150 — 400 W/m?K.

Die Anwendung der experimentellen und numerischen Bestimmung der Abkiihlung der
Tropfen aus EU1 offenbart in EU2 eine deutliche Abhingigkeit der Ol-Spriihstrahlkiihl-
ung von der Kammertemperatur. Fiir die Messungen des EMOSCE muss diese Abkiih-
lung beriicksichtigt werden, um valide Ergebnisse fiir die Warmeiibergangskoeffizienten
zu erhalten. Andernfalls wiirde besonders fiir geringe dy der Warmeiibergang drastisch
tiberschétzt. Gleichzeitig liefert EU2 auch die Erkenntnis, dass fiir die reale Anwendung
in der EMA die thermische Interaktion zwischen Spray und Luft im Wickelkopfraum
beriicksichtigt werden muss. Dariiber hinaus ergibt die Analyse einen geringen Anstieg
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von Qym,, bei einer temperaturbedingten Steigerung von Weg,, .

Die Erweiterung des untersuchten Bereichs der Massenstromdichte in EU3 liefert eben-
falls eine monoton steigende Abhéngigkeit zwischen ay,,, und G. Am oberen Ende des
vermessenen Bereichs der Massenstromdichte zeigt sich ein abflachendes Verhalten. Auch
in EU4 kann das Verhalten beobachtet werden. Als Grund hierfiir wird ein ansteigen-
der Massenstromverlust aufgrund der Spray-Film-Interaktion vermutet. Der Vergleich
mit den Ergebnissen aus EU2 liefert zudem den Beweis, dass fiir unterschiedliche Dii-
sendurchmesser dy ein identischer Warmeiibergangskoeffizient bei unterschiedlichen G
erzielt werden kann. Dieses Verhalten ist auf hohere Weg,, bei kleineren dy zuriickzu-
fiihren und zeigt die Relevanz des Tropfeneinschlags fiir den Wirkmechanismus einer
Spriithstrahlkiihlung.

Die Variation von T bei Diise 3 zeigt iiber den gesamten untersuchten Bereich von G
keine Auswirkung auf a,,,. Da sich im Gegensatz zu EU2 Weg,, ebenfalls nicht &dndert,
ist oy, nur mittelbar von 7T abhéngig. Insgesamt kann festgehalten werden, dass die
untersuchte Ol-Spriihstrahlkiihlung nur von G und Weg,, bestimmt wird. Aufgrund der
fiir diese Arbeit gewahlten Definition beider Grofen wird oy, einzig von den Zustands-
grofen an der Diise determiniert. Diese Aussage liefert eine alternative Betrachtung des
Wiérmetibergangsmechanismus im direkt bespriihten Bereich einer Spriihstrahlkiihlung,
da die resultierende Filmstromung fiir a,,, keine wesentliche Rolle mehr spielt.

Werden diese Ergebnisse mit der skizzierten Theorie zum Wéarmetibergangsverhalten
von Sprithstrahlkiihlungen (Kapitel 5.1.5) zusammengefiihrt, kann eine Modellvorstel-
lung fiir Spriihstrahlkiihlungen bei hohen Prandtl Zahlen geméft Abb. 6.33 abgeleitet
werden. Es wird angenommen, dass keine externen Krafte auf Spriihstrahl und Film
wirken.

—

U Imp

O

O

»

O~

\

(a) Hohe Weg,, (b) Geringe Weg,,

Abbildung 6.33: Modellvorstellung des Wirmeiibergangs im Olfilm des EMOSCE

Ein kaltes Tropfenkollektiv schldgt mit der Endgeschwindigkeit @y, in den warmeren
Wandfilm ein. Da kontinuierlich neues Fluid nachgeliefert wird, ergibt sich insgesamt
eine nach aufen gerichtete Filmstromung (vgl. Abb. 5.2). Diese unterscheidet sich in
ihrem Stromungsbild deutlich von einer rein laminaren Stromung. Die Oberfliache ist
aufgrund der Tropfeneinschldge von vielfach iiberlagerten Wellen geprégt, bleibt jedoch
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dauerhaft geschlossen und der Film somit oberflachenbenetzend (vgl. Abb. 6.7¢). Je gro-
Ker die den Film speisende Massenstromdichte G ist, desto hoher wird die resultierende
Filmgeschwindigkeit gy, und desto starker wirkt der konvektive Warmeiibergang. Je-
doch zeigt sich bei hohen Werten fiir G ein ddmpfender Effekt durch einen steigenden
Massenverlust in Form von Sekundértropfen (in Abb. 6.33 nicht dargestellt) im Tropfen-
Film-Interaktionsregime Spritzen.

Weiter zeigt sich eine deutliche Abhéngigkeit des HTC von Weg,,. In Abb. 6.33 ist
schematisch die in Kapitel 6.4.2 beschriebene Situation gleichwertiger o, bei unter-
schiedlichen G und Weg,, dargestellt. In Abb. 6.33a schlagen viele kleine Tropfen mit
hoher Geschwindigkeit in den Film ein. Fiir 6.33b sind die Tropfen grofser und langsamer,
insgesamt ist G jedoch um ca. 40% groker. Eine mogliche These zur Erklarung dieses
Verhaltens besteht aus zwei Anteilen: Zunéchst ergeben sich durch viele schnelle Trop-
fen mehr Einschlagsereignisse, welche das kéltere Fluid des Tropfens direkt in Wandnéhe
fordern und die thermische Grenzschicht lokal aufreifen. Damit liegt lokal eine geringere
Temperatur direkt an der Wand an und es wird mehr Warme konvektiv abgefiihrt als
im initialen Stromungszustand. Der zweite Anteil bezieht sich auf eine Verringerung der
effektiven hydrodynamischen Grenzschichtdicke. Viele kleine schnelle Tropfen beschleu-
nigen das Fluid innerhalb der hydrodynamischen Grenzschicht stérker in die insgesamt
resultierende Richtung. Die effektiv innerhalb der thermischen Grenzschichtdicke wir-
kende Geschwindigkeit steigt dabei an und erhoht den konvektiven Warmeiibergang.

Geméf Gleichung (5.19) verbessert sich der Warmeiibergang einer laminaren Filmstro-
mung bei steigender Temperatur iiber ein Absinken der Viskositdt. Da sich der Wiér-
meiibergangskoeffizient im EMOSCE jedoch nur mittelbar iiber Weg,, von T abhéngig
zeigt, lasst sich ableiten, dass der Effekt im betrachteten Umfang vernachléssigbar ist.

Die skizzierte Modellvorstellung stellt dabei keinen Widerspruch zu den vorgestellten
Thesen zum Filmverhalten einer Spriithstrahlkiihlung in Kapitel 5.1.2 dar. Es wird grund-
sétzlich ein laminares Stromungsbild angenommen, welches durch kohérente Strukturen
aufgrund der Tropfeneinschlage gestort wird 23, 142|. Auch die These einer turbulenten
oberen Schicht und einer viskosen Unterschicht in SHEDD [118] ist mit dem formulierten
Verhalten vereinbar. Und die Beschleunigung der Geschwindigkeit in der hydrodynami-
schen Grenzschicht kann aus einem anderen Blickwinkel auch als das Ausbleiben einer
quasi-stationédre hydrodynamischen Grenzschicht geméf OLIPHANT et al. [100] interpre-
tiert werden.

6.4.3 Vergleich der Ergebnisse mit Literaturdaten

In Abschnitt 4.3 wurde festgestellt, dass es in der Literatur keine Daten zu Wéarmeii-
bergangskoeffizienten gibt, welche sich direkt zur Auslegung von EMA Ol-Spriihstrahl-
kiihlungen nutzen lassen. Aus diesem Grund kann kein aussagekréftiger Vergleich der
vorgestellten a,,,-Ergebnisse mit Literaturdaten durchgefiihrt werden.
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Erfolgt die Berechnung des Warmetibergangs nach der ganzheitlichen Betrachtung (sie-
he Kapitel 6.2.1), ist eine grundliegende Gegeniiberstellung mit den experimentellen
Ergebnissen von SLEITI und KAPAT [123| moglich. Hierzu muss die Berechnung des
Wiérmeiibergangskoeffizienten agopq entsprechend der Angaben in der Verdffentlichung
angepasst werden. Fiir den vom Film aufgenommene Wirmestrom Qp gilt analog zu
SLEITI und KAPAT [123]:

Qr =m-c,(Th) - (Tr — Trmp) (6.31)
Hierin ist T}, = (Trmp — Tr)/2 der Mittelwert der Oltemperatur im gesamten System.
Von einer Nutzung von T anstelle von T7y,,, fiir diese Bilanzierung wird abgesehen, da
gemessen an den Dimensionen des Priifstands von SLEITI und KAPAT [123] bzgl. Heizlei-
stung, Anzahl der Diisen und Massenstrom keine Abkiihlung des Ols in der Spraykammer
zu erwarten ist. Vor diesem Hintergrund gilt fiir ovgiopa:

Qglobal = Qr
T Ap (Ts — Trmp)

Die vom Film benetzte Oberfliche Ar wird entsprechend der optischen Beobachtungen
wihrend der Messungen auf Ar = D% = 0,0027 m? geschétzt.

(6.32)

Abbildung 6.34 zeigt den Vergleich der Wérmeiibergangskoeffizienten cgope liber der
Massenstromdichte G fiir EMOSCE und das Experiment von SLEITI und KAPAT [123].
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0
0 1 2 3 4 5 6
G [kg/m3s]

® EMOSCE (Dise 2) @EMOSCE (Diise 3) @ Sleiti und Kapat
Abbildung 6.34: Vergleich von agjope iiber G mit den Daten von SLEITI und KAPAT [123]

Der Grofteil der Messpunkte des Experiments von SLEITI und KAPAT [123] befindet sich
in einem Bereich hoherer Massenstromdichten als die EMOSCE-Daten. Insgesamt l&sst
sich jedoch eine gute Ubereinstimmung der Grokenordnungen erkennen. Der Vergleich
stiitzt zudem die These, wonach ab einer Massenstromdichte von ca. G > 1 kg/m?s ein
weiterer Anstieg des Warmetibergangs unter geringerer Steigung erfolgt.
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6.4.4 Ableiten dimensionsloser Korrelationen

Alle durchgefiihrten experimentellen Untersuchungen dienen dem Zweck eine nutzbare
Datenbasis zur Auslegung von Ol-Spriihstrahlkiihlungen fiir elektrische Maschinen zu
erlangen. Im folgenden Abschnitt werden aus den vorgestellten experimentellen Ergeb-
nissen dimensionslose Nusselt-Korrelationen abgeleitet. Aus 133 durchgefiihrten Messun-
gen konnen 32 beheizte, nicht redundante Messpunkte zum Generieren der Korrelationen
genutzt werden. Da die Auslegung des Priifstands und Festlegung der Messreihen un-
ter Anwendung der Ahnlichkeitstheorie erfolgte, entspricht der Giiltigkeitsbereich dieser
Gleichungen den Randbedingungen des realen Anwendungsfalls.

Um die Giite einer empirischen Nusselt-Korrelation Nup, zu bewerten, wird sie fiir
alle 32 beheizten Messpunkt des EMSOCE ausgewertet und mit jenen Nusselt-Zahlen
verglichen, welche sich iiber die Temperaturmessung ergeben:

A Imp D
A

Nuezp = (633)

Der Vergleich erfolgt in Form des Standardfehlers der Regression als Wurzel der mittleren
Fehlerquadratsumme (RMSE fiir engl. Root Mean Square Error) und iiber den mittleren
absoluten prozentualen Fehler (MAPE fiir engl. Mean Absolute Percentage Error):

" (Nup — N 2
RMSE — \/ZZO( U’Dz uewp)z (634)

n

n

1 NUD, — Nu
MAPE = — : P
n Z Ny,

(6.35)

i=0 i

Beide nachfolgend vorgestellten Korrelationen haben eine nachgewiesene Giiltigkeit bei
einem Diisenabstand H von 37-50 mm bei horizontaler Ausrichtung der Spriihachse
(® =90°) und vertikaler Ausrichtung der Wicklung.

Nusselt-Korrelation mit Fokus auf die tropfeninduzierte Filmstromung

Der Wirmeiibergang einer Ol-Spriihstrahlkiihlung kann laut vorgestellter Theorie als das
Ergebnis einer tropfeninduzierten Filmstromung auf der zu kiithlenden Oberflache (vgl.
Kapitel 5.1.5) angesehen werden. Auch wenn die eigenen Ergebnisse dieser Arbeit den
Charakter einer Filmstromung im direkt bespriihten Bereich nicht bestétigen konnten,
ist diese Betrachtung des Warmeiibergangsverhaltens ein geeignetes Ersatzmodell. Vor
diesem Hintergrund kann eine Korrelation in der Form Nup = A Re% Pr¢ gebildet
werden. Rep und Pr werden dabei mit den Zustandsgrofen kurz vor dem Einschlag in
den Film berechnet.

Nup; = 13,3 Reb' Pro3 (6.36)

Die Korrelation ist fiir Reynolds-Zahlen Rep von 2 — 16 und Prandtl-Zahlen Pr von
74 — 115 giiltig. Der RMSE dieser Korrelation liegt bei 6,37 und der MAPE bei 5,3%.
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Abbildung 6.35a zeigt einen Vergleich zwischen Nup; und Nueg,. Je néher ein ein-
zelner Punkt an der Ursprungsgerade liegt, desto hoher ist die Ubereinstimmung von
Nup; und Nutey, fiir diesen Messpunkt. Es erfolgt eine Unterscheidung beziiglich der
eingesetzten Diise.
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50 +20%
- -~ 133Re%*
120 40 - D
S £ 30
P =}
z
80 20
A Diise 2 10
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40 0
40 80 120 160 0 2 4 6 8 10 12 14 16 18
Nup, Rep
(a) Experiment vs. Korrelation (b) Nup;/Pr%3 iiber Rep: Fehlerkorridor und

Vergleich mit laminarer Filmstromung

Abbildung 6.35: Nusselt-Korrelation mit Fokus auf die tropfeninduzierte Filmstromung

Trotz einer allgemein guten Ubereinstimmung von Mess- und Korrelationsdaten sind die
einzelnen Diisencharakteristika klar erkennbar. Die gefundene Korrelation ist ein Kom-
promiss zwischen einer guten Parametrierung fiir Diise 2 und Diise 3.

Abb. 6.35b zeigt die um ihre Prandtl-Abhingigkeit bereinigte Korrelation Nup;/Pr%3 in
Abhéngigkeit von Rep. Die schwarzen Punkte représentieren die Messwerte, die durch-
gezogene schwarze Linie steht fiir die Korrelation. Es lésst sich erkennen, dass die maxi-
male Abweichung zwischen Messwerten und Korrelation innerhalb eines Korridors von
+20% liegt. Zudem ist die Abweichung fiir Diise 2 starker ausgepragt als fiir Diise 3. Zu
weiteren Vergleichszwecken ist in Abb. 6.35b der Verlauf der Nusselt-Korrelation einer
laminaren, einphasigen Filmstromung geméf Gleichung (5.14) als gepunktete Linie er-
sichtlich. Demnach ist der Wirmeiibergang der vermessenen Ol-Spriihstrahlkiihlung um
ein Vielfaches hoher als eine ungestort abflielende Filmstromung. Aus dieser Erkennt-
nis lasst sich ableiten, dass der Anteil der laminaren Filmkiihlung am Warmeiibergang
vernachlassigbar klein ist. Dieser Umstand erklart auch die beobachtete Unabhingigkeit
des Wérmeiibergangs von der Viskositéit des abfliekenden Films.

Nusselt-Korrelation mit Beriicksichtigung des Tropfeneinschlags

Um sowohl die Diisencharakterisitik als auch den Tropfeneinschlag zu beriicksichtigen,
bietet sich die Hinzunahme der diisenbezogenen Weberzahl Weg,, an. Diese erweiterte
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Betrachtung umfasst die Spriihstrahlkiihlung als Ganzes, weshalb Rep, Pr und Wey,
mit den Zustandsgréfen an der Diise gebildet werden.

Nups = 10,2 Rely’ Pr®® Wey'™ (6.37)

Die Korrelation ist fiir Reynolds-Zahlen Rep von 2,1 — 17,1, Prandtl-Zahlen Pr von
63 — 108 und diisenbezogene Weber-Zahlen Wey, von 5,6 — 56,6 giiltig?. Der RMSE
dieser Korrelation liegt bei 4,1 und der MAPE bei 3,0%. Die Analyse der Exponenten

ergibt, dass mit der Einfithrung von Weg4, der Einfluss von Rep abnimmt. Der Einfluss
der Prandtl-Zahl bleibt identisch.
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(a) Experiment vs. Korrelation (b) Nupa/(RepPr)®3 iiber We,,: Fehlerkorridor

Abbildung 6.36: Nusselt-Korrelation mit Fokus auf den Spriihstrahl

In Abbildung 6.36a lédsst sich erkennen, dass fiir Nups keine Differenzierung zwischen
den einzelnen Diisen besteht. Der Grund wird in der zusétzlichen Beriicksichtigung der
Sprayerzeugung iiber Weg4, vermutet. Im Vergleich zu Abb. 6.35a fallen zudem geringere
Absténde zur mittigen Ursprungsgerade auf. Dies bestétigt sich auch in Abb. 6.36b.
Bis auf eine Ausnahme bei minimaler Nusselt-Zahl liegen alle Messwerte innerhalb eines
+10%-Korridors. Folgerichtig sind auch RMSE und MAPE fiir diese Korrelation gerin-
ger.

Fiir die angestrebte Anwendung in der EMA sind beide Korrelation einsetzbar. Neben
der hoheren Ubereinstimmung mit den Messwerten liegt der Vorteil von Nups in der
einfacheren Berechnung, da nur die Zustandsgrofen an der Diise bekannt sein miissen.

4 Die Abweichung der Giiltigkeitsbereiche von Nup, bzgl. Rep und Pr gegeniiber Nup, liegt in der
Auswertung der Kennzahlen mit den Zustandsgréften an der Diise begriindet.
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7 Simulationsgestiitzte Evaluierung von EMA
mit Ol-Spriihstrahlkiihlung

Der erzielbare Wirmestrom einer Ol-Spriihstrahlkiihlung héngt neben dem HTC und
der Temperaturdifferenz zwischen Wickelkopfoberfliche und benetzendem Olfilm eben-
so linear vom Betrag der gekiihlten Flache ab. In Kapitel 4.1.2 wurde die vereinfachende
Annahme getroffen, dass die konvektive Wickelkopfkiihlung an der gesamten Wickel-
kopfoberfliche wirkt. Dies liefse sich in der Praxis nur mit sehr vielen Diisen realisie-
ren. Realistischer ist eine Teilbenetzung der Oberfliche, welche sich fiir jede Spriih-
strahlkonfiguration unterschiedlich ergibt. Das Ziel des nachfolgenden Kapitels ist es,
geeignete Simulationsmethoden zur effizienten thermischen Berechnung einer EMA mit
Ol-Spriihstrahlkiihlung zu entwickeln und diese auf die betrachtete Referenzmaschine
anzuwenden.

Die experimentellen Untersuchungen des EMOSCE ergaben fiir alle getesteten Dii-
sen im direkt bespriihten Bereich einer Ol-Spriihstrahlkiihlung mogliche HTCs von
150 — 400 W/m?K. GemiR der in Abschnitt 4.1.2 erzielten Ergebnisse zu Mindestkon-
figurationen verschiedener konvektiver Wickelkopfkiihlungen eignet sich dieser HTC-
Bereich vornehmlich fiir die Umsetzung einer Kombination aus Mantel- und Wickel-
kopfkiihlung. Fiir eine reine konvektive Wickelkopfkiihlung miisste selbst im Fall ge-
ringer Oltemperaturen die gesamte Oberfliche des Wickelkopfs bespriiht werden, um
das Niveau der Referenz zu erreichen. Die folgende Simulation und Bewertung unter-
schiedlicher Ol-Spriihstrahlvarianten erfolgt daher fiir das Konzept einer ergéinzenden
Ol-Spriihstrahlkithlung. Wie in Kapitel 4.1.2 gilt die Annahme einer identischen Kiihl-
mitteltemperatur fiir Mantel- und Ol-Spriihstrahlkiihlung.

7.1 Simulationsmethoden fiir Ol-Spriihstrahlkiihlungen

Die numerische Stromungssimulation bietet grundsétzlich die Moglichkeit, den gesamten
physikalischen Prozess einer Ol-Spriihstrahlkiihlung der Wickelkopfe abzubilden. In die-
sem Fall miisste eine transiente (=zeitabhingige) Mehrphasensimulation (Ol, Luft) mit
Warmeiibergang auf der komplexen Geometrie des Stators fiir mehrere Minuten berech-
net werden. Die vollstdndige Auflosung aller auftretenden Effekte wire sehr zeit- und
rechenintensiv. Mit Blick auf die methodischen Anforderungen dieser Arbeit miissen zur
allgemeinen Reduktion der Komplexitdt und des Aufwands vereinfachende Annahmen
getroffen und geeignete Ersatzmodelle eingesetzt werden.

Im folgenden Kapitel erfolgt die Beschreibung und Vorauswahl moglicher Simulations-
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methoden fiir Ol-Spriihstrahlkiihlungen einer EMA. Wenn nicht anders angegeben ist die
zur Beschreibung genutzte Quelle FERZIGER und PERIC [38]. Fiir CFD-Code spezifische
Aussagen wurde die Dokumentation von STAR-CCM+ [119] genutzt.

7.1.1 Simulation des Spriihstrahls

Fiir den Grofsteil der diskutierten Methoden wird zur Simulation des Spriihstrahls ein
sogenannter Euler-Lagrange-Ansatz gewahlt. Der stromungsmechanische und thermody-
namische Zustand der Luft (kontinuierliche Phase) wird in jeder Zelle des ortsfesten Git-
ters iiber die Losung der Erhaltungsgleichungen (Masse, Impuls, Energie) beschrieben.
Die Berechnung erfolgt analog zur durchgefiihrten Wickelkopfumstromung in Kapitel 3.3.
Man spricht von einer Euler’schen Betrachtungsweise. Fiir das Spray (disperse Pha-
se) erfolgt hingegen eine Lagrange’sche Betrachtung, bei welcher fiir jedes simulierte
Lagrange-Teilchen unabhéngig vom Gitter ein eigenes Gleichungsset gelost wird. Ein
Lagrange-Teilchen (auch Parcel) kann einstellungsabhéngig einen oder mehrere Tropfen
reprasentieren. Da die Luftbewegung des Spriihstrahls ein Resultat der Tropfenbewe-
gung ist, muss die Wechselwirkung zwischen Lagrange- und Euler-Phase beziiglich Im-
puls und Energie beriicksichtigt werden (Two-Way Coupling). Fiir die Lagrange-Phase
ergeben sich als Ergebnis der Berechnung die Trajektorien der einzelnen Parcel und der
fiir die Spriithstrahlkiihlung relevante Zustand kurz vor dem Einschlag in den Film. In
der Fuler-Phase wird der Einfluss des Sprays durch eine Verdnderung des Strémungsfel-
des und Verdnderung der Lufttemperatur ersichtlich.

Allgemein stellt der Tropfeneinschlag aus Sicht der zu kithlenden Oberflache eine rdum-
lich und zeitlich verédnderliche Quelle von Masse, Impuls und Energie dar. Fiir eine
zeitabhéngige Simulation des Sprays liegt die kleinste aufzulosende Skale, und damit
auch die benétigte Zeitschrittweite, in der Gréfenordnung O(At) = 107°-107% s. Da fiir
die Kiithlung der EMA primér stationdre Endzustdnde von Interesse sind, wird (wenn
moglich) auf eine zeitliche Auflésung des Sprays verzichtet. In einem quasi-stationéren
Spriithzustand entspricht das Ergebnis einer stationdren Lagrange-Simulation den gemit-
telten Grofsen einer korrespondierenden instationdren Simulation.

Bei einer Lagrange’schen Beschreibung des Tropfenkollektivs entspringen die Parcel ei-
ner Punktquelle. Die Geometrie der Diise wird im Simulationsmodell nicht aufgelost.
Vielmehr steht in der Simulationssoftware STAR-CCM+- eine Vielzahl an Modellen zur
Auswahl [119]|, um die charakteristischen Grofen des Sprays gezielt zu beeinflussen.
Nachfolgend wird auf die wichtigsten Modellierungsentscheidungen eingegangen.

Tropfendurchmesser und Austrittsgeschwindigkeit

Im experimentellen Teil dieser Arbeit wurde der Sauterdurchmesser dz; aus den Zu-
standsgrofen des Fluids vor der Diise iiber Gleichung (6.21) berechnet. Fiir die Aus-
trittsgeschwindigkeit uq erfolgte die Berechnung iiber Gleichung (5.3) und (6.20) Man-
gels detaillierter Vermessung des Tropfenkollektivs sind keine ndheren Informationen zur
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realen Verteilung um dszs und ug verfiighar. Aus diesem Grund wird fiir alle Tropfen der
Durchmesser dzs und die Austrittsgeschwindigkeit uy des jeweiligen Betriebspunkts ge-
setzt.

Um dss und wug fiir eine beliebige Spraykonfiguration innerhalb des Giiltigkeitsbereichs
der entwickelten Nusselt-Korrelationen zu berechnen, wird der Druckverlust iiber die
Diise Ap bendtigt. Aufgrund der sichergestellten Prandtl- und Weber-Ahnlichkeit kon-
nen die Zusammenhénge des Experiments direkt fiir die angestrebte Anwendung in der
EMA genutzt werden. Die diisenspezifische Abhingigkeit zwischen Ap und dem Olvolu-
menstrom V wird mittels quadratischer Regression aus den Messdaten extrahiert:

bar s? . bar s

. o 2 )
Diise 2 — Ap'r’eg =40 F Ve —-14 . -V (71)
bar s? . b .
Diise 3 — Apyey = 2,05 ——— - V2 — 0,17 —_ .V (7.2)
m m

Unter Anwendung beider Ndherungen auf die Betriebspunkte des EMOSCE ergeben sich
fiir d3» und ug vertretbare Abweichungen. Tabelle 7.1 zeigt hierzu den RMSE und den
MAPE. Die mittlere Abweichung liegt fiir beide Diisen unter 10%. In EMOSCE liegen
die Werte fiir d3s bei 23-78 um und fiir ug bei 20-67 m/s.

Tabelle 7.1: RMSE und MAPE fiir die genéherte Abhéngigkeit zwischen Ap und V
RMSE MAPE
d32 Ug d32 ()

Diise 2 2,1pm 4,1m/s 62% 7,6%
Dise 3 1,1pm 04 m/s 0,6% 0,7%

Berechnung der Interaktion zwischen Spray und Luft

Zur Beriicksichtigung der Kopplung von Tropfenkollektiv und umgebender Luftstromung
wird auf in STAR-CCM+ implementierte Korrelationen zuriickgegriffen. Beziiglich des
Impulsaustauschs wird auf Seite der Langrange Phase eine Resultierende aller beriick-
sichtigten Kréfte berechnet. Auf Seite der Euler-Phase ergibt sich ein korrespondierender
Quellterm in den Zellen, welche das Parcel durchquert. Fiir die energetische Koppelung
wird ein HTC zwischen Parcel und umgebender Luft berechnet.

Die resultierende Kraft auf das Parcel setzt sich zusammen aus dem Einfluss des Luftwi-
derstands (Fy ), der Wirkung von Druckgradienten (F,) und Geschwindigkeitsgradienten
(Fp) sowie der Gravitation (F,). Die Beriicksichtigung dieser Krifte ist fiir den Anwen-
dungsfall in der EMA aufgrund des Stromungsfeldes im Wickelkopfraum sehr relevant.
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Fiir die Widerstandskraft Fyy gilt:

. 1 .

FW = 50prAP|UT|UT (73)
Hierin ist ¢y der Luftwiderstandsbeiwert, p; die Dichte der umgebenden Luft, Ap
die projizierte Fliache des Parcels und v, die Relativgeschwindigkeit zwischen Parcel
und Luft. ¢y ergibt sich {iber die Schiller-Neumann Korrelation in Abhéngigkeit der

Reynolds-Zahl des Parcels Rep = Reg,, = % zu
l

Red32

2 (1 4 1Rey,5)  fiir Regy, < 1000 74
Cw = .
0,424 fiir Reg,, > 1000

Die an der Oberflache des Parcels wirkenden Gradienten des statischen Drucks p, erzeu-
gen eine Kraft F),, welche wie folgt berechnet werden kann:

E, = —VpVp, (7.5)
Hierin ist Vp das Volumen des Parcels.

Die auf das Parcel wirkende Kraft F; ergibt sich aus jenem Anteil der Stromungsge-
schwindigkeit der Luft ¢, welcher orthogonal zur Bewegungsrichtung des Parcels steht

(W =V x 7).

P = (JLPC;%?;D (7 x @) (7.6)

Der hierin befindliche Scherstrémungskoeffizient C', kann iiber die Sommerfeld-Korrelation
berechnet werden:

4.1126
Cr=har f<Rep, Re5> (7.7)
mit
1 —0.33143%%) e~ 0-1Rer 1 (03314895, (Rep < 40
f(Rep, Res) = ( ) o Y, (Rep < 40) (7.8)
0.0524 (B Rep) , (Rep > 40)
und R
€s
=05—> 7.9
§=05p" (7.9)
sowie P
Reg — 2471 (7.10)

Der HTC fiir den Energieaustausch zwischen Parcel und Luft wird iiber die Nusselt-Zahl

des Parcels Nup = a/\d” berechnet. Dieser ergibt sich aus der Ranz-Marshall-Korrelation

1 1
Nup =2(1+0,3RepPrs) (7.11)
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7.1.2 Auswahl der geeigneten Simulationsmethode

Nachfolgend wird aus drei unterschiedlich komplexen Simulationsmethoden (M1-M3)
dasjenige Vorgehen ausgewahlt, welches sich am besten zur Berechnung des Wérme-
iibergangs einer EMA-Olspriihstrahlkiihlung in der frithen Entwicklungsphase eignet.
Der Anspruch an den Umfang der nachfolgenden Beschreibung liegt in ihrer qualitati-
ven Bewertbarkeit.

M1: Geschitzte Benetzung mit korrelationsbasierter Warmeiibergangsberechnung

Die einfachste Moglichkeit, um den Effekt einer Ol-Spriihstrahlkiihlung auf die statio-
nire Temperaturverteilung des Stators zu berechnen, liegt in der Nutzung der in Kapi-
tel 6 erarbeiteten Korrelation. Die relevante Oberflache, auf welcher die Korrelation als
konvektive Randbedingung definiert wird, ergibt sich fiir M1 als Verschnitt des gedach-
ten Spraykegels mit der Statorgeometrie (Abb. 7.1). Fiir Betriebspunkte mit relevanter
Eigenventilation durch den Rotor wird der konvektive Luft-Wéarmeiibergang im Benet-
zungsbereich durch den Wéarmeiibergang des Spriihstrahls iiberschrieben. Der Vorteil
des Ansatzes liegt in seiner geringen Komplexitét, da auf bestehende Simulationen mit
Berticksichtigung der Umstromung zuriickgegriffen werden kann und keine Berechnung
des Spriihstrahls erforderlich ist.

/

Injektor

(a) Verschnitt mit dem Spraykegel (b) Impingement Zone im Wickelkopfbereich

Abbildung 7.1: M1: korrelationsbasierter Warmeiibergang als Randbedingung 3. Art

M2: Stationdre Spriihstrahlsimulation mit korrelationsbasiertem Warmeiibergang

Eine Erweiterung von M1 besteht in einer genaueren Aussage zur Benetzung der Sta-
toroberfliche. Hierzu wird anstatt des Kegelverschnitts eine stationdre Simulation des
Spriihstrahls im Strémungsfeld des Statorraums durchgefiithrt. Der Vorteil liegt in der
Berticksichtigung der bidirektionalen Koppelung zwischen Spriihstrahlstromung und der
sich einstellenden Ringstromung aufgrund der Drehbewegung des Rotors. Dies hat zum
einen zur Folge, dass sowohl die Ablenkung des Spriihstrahls als auch die Abkiihlung
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bzw. Erwarmung des Tropfenkollektivs berticksichtigt werden kann. Zum anderen beein-
flusst der Spriihstrahl die Luftstromung und Temperatur im Statorraum, weshalb auch
an nicht benetzten Oberflichen des Wickelkopfs ein realistischerer Warmeiibergang an
die Luft berechnet wird.

M3: Transiente Spriihstrahlsimulation mit Warmeiibergang im Film bei
transienter Spray-Film Interaktion

Fiir M1 und M2 wird der Film als wesentlicher Bestandteil der Ol-Spriihstrahlkiihlung
vernachléssigt. Dies hat zur Folge, dass die im bespriihten Bereich abgefiihrte Wérme
unmittelbar aus dem System entfernt wird. Im realen Anwendungsfall flieft der erwédrmte
Olfilm aus dem direkt bespriihten Bereich ab und steht im Anschluss bis zum Abflieken
aus dem Statorraum in thermischer Wechselwirkung mit den tiberstromten Oberflichen
und der Kammerluft. Solange die Oltemperatur unter der Wand- bzw. Kammertempe-
ratur liegt, entspricht dies einer weiteren Warmesenke. Die Beriicksichtigung des abflie-
fenden Films bringt die Simulation ndher an die Realitat heran.
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(a) 2D Filmmodell (b) Volume-of-Fluid Film

Abbildung 7.2: M3: Beriicksichtigung des Olfilms auf dem Wickelkopf

Die Modellierung eines Films in einer stationdren Formulierung erfordert einen stabi-
len Endzustand. Fiir das Abflussverhalten des Films auf der Wickelkopfoberflache ist
diese Bedingung nicht erfiillt, weshalb die Simulation des Films zeitabhéngig erfolgen
muss. Dabei ist es unerheblich, ob der Film iiber ein 2D Filmmodell auf der Stator-
oberfliche (Abb. 7.2a) oder phasenauflosend iiber die Volume-of-Fluid (VOF) Methode
(Abb. 7.2b) abgebildet wird. Der Vorteil des Einsatzes von VOF ist die genaue Kenntnis
der Phasengrenze fiir den sich ausbildenden Film. Im direkt bespriihten Bereich kann der
Film auch mit einem vereinfachten 2D-Wandfilm-Modell dargestellt werden. Ein realisti-
sches Ablaufen und Abtropfen des Films sowie die Berechnung der Interaktion mit der
Stromung innerhalb des Wickelkopfraums lésst sich jedoch nur iiber die Auflésung der
Phasengrenze zufriedenstellend erreichen. Der Nachteil liegt in einem deutlich héheren
Rechenaufwand aufgrund der zusétzlichen Erhaltungsgleichung und der Notwendigkeit
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eines sehr feinen Netzes in Wandnéahe.

Mangels Interaktionsmodell beim Einsatz einer stationiren Lagrange-Simulation! muss
der Spriihstrahl ebenfalls transient berechnet werden. Unter dieser Voraussetzung steht
eine Vielzahl an Interaktionsmodellen zwischen Spriihstrahl und Film zur Verfiigung.
Abbildung 7.3a zeigt das Modell einer solchen Simulation fiir einen oft genutzten Vali-
dierungsfall [63]. In diesem wurde die horizontale Stirnflache eines beheizten Kupferzylin-
ders mit einem Wasserstriihlstrahl beaufschlagt. Die Temperatur der Oberfliche wurde
aus den Messwerten von Thermoelementen extrapoliert, welche mit unterschiedlichem
Abstand zur Messoberflache tiber radiale Bohrungen im Zylinder versenkt wurden.

(a) Wasser-Spriihstrahlkiihlung nach [63] (b) Schematische Darstellung der Kopplung

Abbildung 7.3: M3: Anwendung der Simulationsmethode fiir die Spriihstrahlsimulation

Eine instationdre Simulation der Wéarmeleitung muss hingegen nicht eingesetzt werden.
Eine simultane instationdre CHT-Simulation wiirde sehr lange dauern, da sich die Zeits-
kalen von Spriihstrahl (O(At) = 107°-107° s), Film (O(At) &~ 1072 s) und Festkorper
(O(At) =~ 10! s) deutlich unterscheiden. Stattdessen kann die Berechnung als sequenzi-
elle Koppelung einer transienten Spriihstrahl- und Filmsimulation mit einer stationéren
Festkorpersimulation erfolgen. Die Kopplung der einzelnen Simulationen erfolgt sobald
sich hinsichtlich der zu iibertragenden Informationen (HT'C, T,.; sowie T') eine rele-
vante Anderung ergibt. Abbildung 7.3b veranschaulicht dies fiir die Kopplung zwischen
Olfilm (1) und bestromter Wicklung (2) im Anwendungsfall der Simulation des EMO-
SCE Priifstands. Treten zwischen zwei Koppelungsschritten sehr starke Anderungen der
gekoppelten Grofken auf, kann dies zu Instabilitdten in der Berechnung bis hin zur Di-
vergenz fiihren. Aus diesem Grund muss die gekoppelte Information anteilig mit der im
letzten Koppelungsschritt iibertragenen Information verrechnet werden (Relaxation).

Grundsatzlich bietet M3 alle Freiheiten, um die fiir eine Spriihstrahlkiihlung relevan-
ten Effekte zu beriicksichtigen. Wahrend der Entwicklung von EMA Simulationsme-

I Die Aussage gilt fiir die genutzte 2021.3 Version von STAR-CCM+.
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thoden im Rahmen dieser Arbeit wurden umfassende Versuche unternommen, die in
STAR-CCM+ verfiighbaren Standardmodelle auf ihre Eignung zur Berechnung einer
Ol-Spriihstrahlkithlung zu iiberpriifen. Hierzu wurde ein realitétsnahes Simulationsmo-
dell der Spraykammer und Wicklung des EMOSCE erstellt und fiir alle Messpunkte
der EU2, EU3 und EU4 simuliert. Dabei wurden simultane instationédre Simulationen
von Sprithstrahl und Film mit Interaktionsmodellen eingesetzt. Der Film wurde sowohl
iiber das phasenauflosende VOF-Verfahren als auch mittels vereinfachter 2D Filmmo-
dellierungen beriicksichtigt. Obwohl mit allen Kombinationen das Verhalten der Ol-
Spriihstrahlkiihlung des EMOSCE qualitativ gut abgebildet werden konnte, ergaben
sich die geméf Gleichung (6.25) berechneten HTCs um den Faktor 1,5 bis 2,5 grofer als
im Experiment (vgl. Kap. 6).

Ein méglicher Grund fiir diese Uberschitzung liegt in der Abweichung der idealisierten
Wicklungsgeometrie des Simulationsmodells von der realen Geometrie der Wicklung.
Der Unterschied ist jedoch nicht groft genug, um die deutlich hoheren HTCs des Si-
mulationsmodells zu erkldren. Stattdessen wird der Hauptgrund in den Limitierungen
der Warmeiibergangsberechnung des CFD Codes vermutet. Wie in Abschnitt 5.1.1 erléau-
tert, besteht in der Literatur keine Einigkeit zum Stromungszustand des Wandfilms einer
Spriihstrahlkiihlung. Speziell Erklérungsanséitze wie ein zweischichtiges Stromungsbild
aus turbulenter Oberschicht und viskoser Unterschicht [118] oder das komplette Aus-
bleiben einer zusammenhéngenden thermischen Grenzschicht [100] kénnen von einem
Simulationscode ohne eigens hierfiir entwickeltes Ersatzmodell nicht abgebildet werden.

Insgesamt wird mit M3 zwar der Warmeiibergang durch einen abfliefenden Film beriick-
sichtigt, im direkt bespriihten Bereich konnen jedoch ohne weitere Modellanpassungen
keine validen Ergebnisse erzielt werden.

Die vorgestellten Simulationsmethoden verfolgen unterschiedliche Ansétze zur Simu-
lation von Ol-Spriihstrahlkiihlung in elektrischen Maschinen. Das Anwendungssze-
nario im Rahmen der frithen Entwicklungsphase bevorzugt moglichst einfache und
robuste Verfahren mit geringer Durchlaufzeit. Gemessen an diesen Kriterien sind M1
und M2 gegeniiber M3 zu bevorzugen. Gleichzeitig miissen die Modelle eine generi-
sche Giiltigkeit besitzen und flexibel anpassbar sein. Hier ist M2 besser geeignet als
M1, da die bidirektionale Kopplung zwischen Tropfenkollektiv und Fluidstrémung
im Statorraum beriicksichtigt wird. Hinsichtlich der Genauigkeit kann mangels Vali-
dierung keine endgiiltige Aussage getroffen werden. Lediglich die Uberlegenheit von
M2 gegeniiber M1 kann logisch abgeleitet werden. Es ist nicht klar, ob der Fehler auf-
grund des fehlenden Films (M2) grofer ist als die starke Uberschitzung des HTC im
direkt bespriihten Bereich (M3). Vor diesem Gesamtbild werden im weiteren Verlauf
alle Simulation mit der Methode M2 durchgefiihrt.
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7.1.3 Details zur korrelationsbasierten Warmeiibergangsberechnung

Um den Wirmeiibergang der Spriihstrahlkiihlung auf Basis experimenteller Daten zu
beriticksichtigen, wird die in Kapitel 6.4.4 entwickelte Korrelation Nupy in das validierte
CHT Modell der betrachteten Referenzmaschine (siche Kapitel 3.3) implementiert. Da
die Korrelation an der Grenzflache zwischen Luft des Wickelkopfraums und Statorkom-
ponenten angreift, muss die CHT-Simulation in zwei einzelne Simulationen mit iterativ
austauschenden Randbedingungen zerlegt werden. Abbildung 7.4 zeigt den Ablauf der
Berechnung.

Losung der Fluid Region

TParcel I
inklusive Lagrange-Spray

: HTcL
s ~ refL

Boundary Sampling

Lésung der Solid Region

I HTCp,s

1}eﬁL+S

Berechnung der Korrelation

Abbildung 7.4: Ablauf der korrelationsbasierten Warmeiibergangsberechnung

Nach der Initialisierung der Simulation startet zunédchst die stationédre Berechnung des
Lagrange-Sprays und der Luftstromung im Wickelkopfraum. Als Ergebnis ergibt sich fiir
die iiberstromten Fliachen ein Feld von Warmetibergangskoeffizienten HT'C';, mit zuge-
horigen Referenztemperaturen Ty . Im néchsten Schritt erfolgt eine Auswertung aller
vom Spray getroffenen Fliachen hinsichtlich der resultierenden Massenstromdichte G und
der Temperatur der eingetroffenen Parcels T pyce;. Um im weiteren Berechnungsablauf
nur grofere besprithte Gebiete zu berticksichtigen und einzelne abgelenkte Parcel zu fil-
tern, wird ein unterer Grenzwert der Massenstromdichte G,,;, = 0,2 1 /Ag definiert. Alle
darunter liegenden Zellen werden fiir die Berechnung der Korrelation nicht berticksich-
tigt. Auf dieser Basis wird ein gemitteltes Massenstromdichtenfeld Gg des hauptséchlich
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bespriihten Bereichs und ein dazu passendes Referenztemperaturfeld T',. s generiert.
Zur Berechnung der Reynolds-Zahlen der Spriihstrahlen Rep, muss die Spriihsituation
fiir jede Diise manuell ausgewertet und ein geeigneter Bezugsdurchmesser D, gewahlt
werden. Hierzu werden die Abstdnde zwischen der Diise und jeder bespriihten Flache
gemittelt und der Durchmesser des Spraykegels bei dieser Hohe berechnet. Im Anschluss
kann der HT'C des direkt benetzten Bereichs iiber Nups berechnet werden. Die Rand-
bedingung fiir die Festkérpersimulation (HT'C1+g, Ty 1+s) setzt sich aus den Werten
der Luftkonvektion an den nicht benetzten Stellen und jenen der Spraykonvektion an den
benetzten Stellen zusammen. Nach erfolgreicher Festkorpersimulation wird das Tempe-
raturfeld an den Grenzflachen zum Fluid T'g.;4 libertragen und der Zyklus startet von
vorne. Der Ablauf wird so lange wiederholt, bis sich relevante Temperaturen der Wick-
lung (Thnins Tavg, Trmaz) und die mittlere Temperatur im Wickelkopfraum Tk nicht mehr
andern. Fiir die Simulationen im Rahmen dieser Arbeit wurden weniger als zehn Durch-
laufe pro Betriebspunkt bendétigt.

Die Methode hat zwei wesentliche Einschrankungen. Zum einen kann nur der Wér-
meiibergang im direkt benetzten Bereich beriicksichtigt werden. Die Kiihlwirkung des
abfliefenden Films bleibt unberiicksichtigt. Zum anderen ,sieht die Luftstromung ohne
Beriicksichtigung eines Films im direkt bespriihten Bereich die Oberflichentemperatur
der Wicklung. In Realitit ist diese Oberflaiche von einem deutlich kiihleren Film be-
netzt, welcher wiederum im thermischen Austausch mit der Kammerluft steht. Aus bei-
den Griinden ist zu erwarten, dass die tatsachliche Kiihlleistung der Spriihstrahlkiihlung
hoher ist als mit dem korrelationsbasierten Ansatz berechnet werden kann.

7.2 Untersuchte Betriebspunkte und Simulationsmodelle

Im Gegensatz zu den bisherigen Untersuchungen in Kapitel 3 wird statt eines 20°-
Segmentmodells ein 40°-Segmentsmodell genutzt. Mit diesem kann der Einfluss der Ro-
tation auf die Ablenkung der Spraykegel umfangreicher evaluiert werden. Generell ist
das Stromungsbild fiir Kiihlkonzepte mit einem hoheren Anteil an konvektiver Warme-
abfuhr relevanter. FEin 40°-Segmentmodell liefert hierzu symmetriebedingt den Vorteil
eines perfekten periodischen Interfaces. Eine eigene Verifizierung und Validierung ist
aufgrund der blofsen Spiegelung des bestehenden Netzes nicht erforderlich.

Fiir die kombinierte Kiihlung wird die Kiihlmitteltemperatur im Mantel der Spraytempe-
ratur beim Diisenaustritt gleichgesetzt. Da das Gehduse unabhéngig vom Betriebspunkt
nur geringfiigig warmer wird als die definierte Kiihlmitteltemperatur, kann an der Au-
Kenseite eine adiabate Randbedingung gesetzt werden.

Tabelle 7.2 gibt einen Uberblick zu den in Abb. 7.5 dargestellten Spriihstrahlkonfigura-
tionen. Die Namensgebung hinsichtlich high und low leitet sich aus dem Volumenstrom

pro Diise ab. Die Temperatur des Ols beim Austritt aus der Diise T betrigt durchge-
hend 75°C.
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Tabelle 7.2: Uberblick der untersuchten Spriihstrahlkonfigurationen

Name Konfiguration V., [I/min] Ap [bar] dsy [pm]

uo (m/s]  H [mm]

9 high 9 x Diise 3 1,89 24,9 37,76
9low 9 x Diise 2 0,46 15,7 32,80
36 low 36 x Diise 2 2,20 27 4 26,87

55,14
43,78
57,88

41
40
10 bzw. 40

(a) 9 high (b) 9 low

(c) 36 low

Abbildung 7.5: Diisenposition und Spriihkegelausrichtung der untersuchten Konfigurationen

Die oberen Diisen der Konfiguration 36 low weisen einen Sprayoffnungswinkel ¢ von
100° auf. Diese Diise wurde im EMOSCE nicht vermessen. Es existiert jedoch eine 80°
Variante von Diise 2 (selbe Diisenserie, identischer Diisendurchmesser dy = 180 pm). Es
wird angenommen, dass diese Diise beziiglich der Druck-Volumenstrom-Abhéangigkeit
dasselbe Verhalten zeigt wie Diise 2. Zudem gilt die Annahme einer analogen Vergrofe-
rung von ¢ = 80° um ca. 20% (vgl. Tabelle 6.4) auf ¢ = 100°.

Tabelle 7.3 zeigt die Daten der untersuchten EMA Betriebspunkte Eckpunkt und Ma-
ximalleistung. Die Werte beziehen sich auf die gesamte Maschine und miissen zur Ver-
wendung im 40°-Segmentmodell durch 18 geteilt werden.

Tabelle 7.3: Uberblick der untersuchten Spriihstrahlkonfigurationen

Betriebspunkt M [Nm] ng [1/min] Py, [W]  Pre [W]  Protor [W]
Eckpunkt 258 4000 3798 840 165
Maximalleistung 100 11000 2937 2028 1526
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7.3 Ergebnisse der korrelationsbasierten Simulationen

7.3.1 Kombinierte Kiihlung im Betriebspunkt Eckpunkt

Der Betriebspunkt Eckpunkt zeichnet sich durch hohe Kupferverluste und moderate
Eisenverluste aus. Zudem sind die Verluste im Rotor gering, weshalb der Rotor als Wir-
mequelle eine untergeordnete Rolle spielt. Es muss demnach vor allem in der Wicklung
anfallende Warme durch die Kiihlung abtransportiert werden. Abbildung 7.6 zeigt den
Temperaturverlauf der Referenzkiihlung im 20° Segmentmodell.

Temperatur [°C]
120 130 140 150 160 170 180 190 200 210 220

Abbildung 7.6: Temperaturverlauf im Betriebspunkt Eckpunkt bei Referenzkiihlung

Es lésst sich erkennen, dass die hochste Temperatur (212°C) im aWK auftritt. Ent-
lang des Warmeleitpfads in den Kiihlmantel wird die Temperatur immer geringer, die
Temperaturspreizung liegt bei ca. 92 °C.

Analyse der Spriihbilder und modellierten Warmesenken

Abbildung 7.7 zeigt fiir den Betriebspunkt Eckpunkt die direkt bespriihten Flichen des
Wickelkopfs, in welchen die Korrelation als zusétzliche Warmesenke des Systems wirk-
sam ist. In Abb. 7.7a-d sind die mittels Korrelation errechneten HTCs zu sehen, in
Abb.7.7e-h die zugehorigen Referenztemperaturen. Es lésst sich erkennen, dass abhén-
gig von der gewahlten Spriihstrahlkonfiguration unterschiedliche Benetzungsmuster auf
dem Wickelkopf auftreten. Die homogenste Benetzung ergibt sich fiir 36 low, was auf die
héhere Diisenanzahl zuriickzufiihren ist. Die schlechteste Benetzung weist 9 low auf. Be-
ziiglich des gemittelten HTCs im direkt bespriihten Bereich werden die héchsten Werte
auf der Oberseite der Variante 36 low erreicht. Die Unterseite dieser Variante liegt in
etwa auf dem gleichen Niveau wie Variante 9 high. Analog zur Benetzung ergeben sich
die geringsten HTC-Werte fiir 9 low. 9 low erfahrt zudem die hochste Erwarmung des
Sprays von der Diise bis zum Erreichen der Wickelkopfoberfliche. Dies ist auf die hohe
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Abbildung 7.7: Eckpunkt: HT'Cs und T,y fiir alle Spriihstrahlkonfigurationen

Temperatur der Luft im Wickelkopfraum (7Tx = 110°C) zuriick zu fithren. Fiir 9 high
(T = 100°C) und 36 low (Tx = 97°C) ist die Erwirmung geringer. Allgemein fillt auf,
dass die Spriihstrahlen im Kern geringer abkiihlen als im Aufsenbereich. Im direkten
Vergleich mit einer Simulation ohne Olspray (Tx = 150°C) fiihrt die Wirmeaufnahme
durch das Olspray im Wickelkopfraum in allen Varianten zu einer deutlich geringeren
Lufttemperatur.

Der direkte Vergleich zwischen den Varianten 9 high und 9 low demonstriert die Auswir-
kungen unterschiedlicher Sprayparameter bei vergleichbarer Diisenausrichtung. In bei-
den Varianten wird der Spriihstrahl im rotorinduzierten Stromungsfeld nach rechts ab-
gelenkt. Fiir 9 low ist die Ablenkung stérker, da die Tropfen kleiner und langsamer sind
(vgl. Tab. 7.2). Auf der anderen Seite fithrt die hohe Oberfliche der kleineren Tropfen
trotz vergleichsweise geringem Massenstrom zu einer deutlichen Absenkung von Tk ge-
geniiber der Referenzkiihlung ohne Olspray. Fiir die Variante 36 low lisst sich hingegen
kaum eine Ablenkung erkennen. Eine genauere Analyse der Stromung im Wickelkopf-
raum ergibt, dass die Vielzahl an Spriihstrahlen die zirkulierende Stromung verdréngt.
In Abb. 7.8 sind die Geschwindigkeitsvektoren auf einer axial-radialen Ebene durch eine
der unteren Diisen ersichtlich. Der Spriihkegel ist in pink angedeutet. Es zeigt sich, dass
der Einfluss des Rotors in Wandnéhe stark ausgeprégt ist und mit steigendem Wandab-
stand zunehmend abflacht. Im Umfeld der Diise dominiert hingegen die Luftstrémung
des Prallstrahls, weshalb die rotorinduzierte Stromung keinen ablenkenden Effekt hat.
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Abbildung 7.8: 36 low: Geschwindigkeitsvektoren im Wickelkopfraum

Temperaturen

Abbildung 7.9 zeigt einen Uberblick der sich pro Konfiguration einstellenden maxima-
len Temperatur 7T,,,,, minimalen Wicklungstemperatur T,,;, -, mittleren Temperatur
im auferen Wickelkopt T4, owrx und Lufttemperatur im Gehéduseinneren Tk im Be-
triebspunkt FEckpunkt. Zu Vergleichszwecken sind auch die Temperaturen einer reinen
Mantelkiihlung (Referenz) angegeben.
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Abbildung 7.9: Eckpunkt: Temperaturen fiir verschiedene Konfigurationen
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Fiir alle Konfigurationen fithrt der Einsatz der Ol-Spriihstrahlen zu einem deutlich ge-
ringeren Temperaturniveau im Wickelkopf. Auch die Homogenitiat der Temperaturver-
teilung (AT verbessert sich, da sich T, w kaum &ndert. Die Kithlwirkung der Spriih-
strahlkiihlung setzt sich aus zwei Komponenten zusammen. Zunéchst fithrt die Erh6hung
des Warmeiibergangskoeffizienten gegeniiber der reinen Umstromung mit Luft zu einer
erhohten Warmeabfuhr im direkt bespriihten Bereich. Dariiber hinaus kiihlt das Spray
die Luft im Wickelkopfraum bevor es die Wicklung trifft. Die Verringerung der mittleren
Kammertemperatur Ty ist mit 40 — 53 K sogar hoher als die Temperaturreduktion in
der Wicklung. Eine geringere Lufttemperatur fiihrt automatisch zu einer héheren Tem-
peraturdifferenz gegeniiber den unbenetzten Wicklungsoberflaichen, weshalb auch der
konvektive Warmestrom an die Luft zunimmt.

Der Vergleich der Spriihstrahlkonfigurationen untereinander kennzeichnet 36 low als das
effektivste Kiihlkonzept. Fiir diese Variante werden durchgehend die geringsten Tempe-
raturen bei hochster Homogenitét (AT = 61 K) erreicht. So betréagt die Reduktion von
Trnaz 41 K gegentiber der reinen Mantelkiihlung. Bezogen auf den auftretenden Tempe-
raturbereich der Referenz (212°C - 75°C) entspricht dieser einer Reduktion um 30%.
Trotz fehlender Benetzung im oberen Bereich des Wickelkopfs liefert 9 high ein d&hnlich
gutes Ergebnis. 9 low schneidet hinsichtlich der erzielbaren Temperaturen in der Wick-
lung am schlechtesten ab.

Die maximale Temperatur befindet sich durchgehend auf der Mittelebene des 40°-Seg-
mentmodells im Inneren des aWK. T,,;, liegt fiir alle Konfigurationen an der Oberseite
des Aktivteils im Zentrum des Statorblechpakets. Fiir 36 low tritt T,,;, zudem im Zen-
trum der bespriihten Flichen auf der Oberseite des Wickelkopfs auf.

Abbildung 7.10 zeigt die konvektiven Warmestrome an der Wickelkopfoberflache fiir alle
betrachteten Konfigurationen. Der gesamte konvektiv abgefithrte Warmestrom setzt sich
aus einem Anteil im direkt bespriihten Bereich (Spriihstrahl) und der nur mit Luft iiber-
stromten Fldche (Luft) zusammen. Fiir das effektivste Kiithlkonzept 36 low ist sowohl
der gesamte als auch der spriihstrahlbedingte Warmestrom am groften. Fiir 9 high er-
gibt sich der grofte Warmestrom an die umstromende Kammerluft. Er ist gegeniiber der
Referenzkiihlung mehr als doppelt so grofs. Dies ist iiber die geringere Lufttemperatur
und die hohere Stromungsgeschwindigkeit aufgrund des Impulses des Tropfenkollektivs
zu begriinden. Fiir beide Varianten mit neun Diisen ist zudem der luftbedingte Warme-
strom doppelt so groft wie der spriihstrahlbedingte Warmestrom. Die Ursache hierfiir
liegt im vergleichsweise kleinen direkt bespriihten Gebiet. Es verbleibt viel unbenetzte
Oberfliche, welche mit Luft tiberstromt wird. Bei 36low ist die freie Oberfliche ver-
gleichsweise klein, weshalb der Anteil der Luftkonvektion kleiner ist.

Mit diesem Ergebnis kann festgehalten werden, dass fiir eine Ol-Spriihstrahlkiihlung
der Wickelképfe neben der erwarteten hohen Warmeabfuhr im direkt bespriihten Be-
reich auch eine Verbesserung der Konvektion an die Kammerluft erzielt wird. Wie stark
welcher Mechanismus zum Tragen kommt, ist abhédngig von der gewdhlten Spriithstrahl-
konfiguration.
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Abbildung 7.10: Eckpunkt: Warmestrombilanz am Wickelkopf pro Variante

7.3.2 Kombinierte Kiihlung im Betriebspunkt Maximalleistung

Der Betriebspunkt Maximalleistung zeichnet sich durch vergleichsweise geringe Kup-
ferverluste dafiir aber hohe Eisen- und Rotorverluste aus. Gleichzeitig ist die Drehzahl
deutlich hoéher als im Betriebspunkt FEckpunkt. Das Kiihlsystem muss aus allen Kompo-
nenten eine signifikante anfallende Warme abtransportieren. Abbildung 7.11 zeigt den
Temperaturverlauf der Referenzkiihlung im 20° Segmentmodell.

Temperatur [°C]
120 130 140 150 160 170 180 190 200 210 220

Abbildung 7.11: Temperaturverlauf im Betriebspunkt Maximalleistung bei Referenzkiihlung

Es lasst sich erkennen, dass auch fiir Mazimalleistung die hochste Temperatur (221 °C)
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im aWK auftritt. Jedoch werden auch im unteren Bereich des Aktivteils dhnlich hohe
Temperaturen erreicht. Erkldren lasst sich dies durch die Kombination aus hoheren Ei-
senverlusten und der Warmequelle des Rotors, welche ihre Warme iiber den Luftspalt
hinweg an den Stator abgibt. Da der Rotor seine Warme ausschlieflich an die Luft im
Gehause abgeben kann, liegt die Kammertemperatur bei 183°C und damit um 33 K
hoher als beim Eckpunkt.

Analyse der Spriihbilder und modellierten Warmesenken

Analog zur Darstellung im Betriebspunkt Fckpunkt zeigt Abbildung 7.12 die Spriihbil-
der samt wirkender HTCs (a-d) und Referenztemperaturen (e-h) fiir den Betriebspunkt
Mazximalleistung.
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0 70 140 210 280 350 420 490 560 630 700
I

(a) 9 high unten (b) 9 low unten (c) 36 low unten (d) 36 low oben

Referenztemperatur [°C]
75 80 84 88 93 98 102 106 111 116 120
I _ .
] Il Ia LL i
P % 7148
(e) 9 high unten (f) 9 low unten (g) 36 low unten (h) 56 low oben

Abbildung 7.12: Mazimalleistung: HTCs und T;..f fiir alle Spriihstrahlkonfigurationen

Da fiir die Korrelation der Ol-Spriihstrahlkiihlung nur die Bedingungen am Diisenaustritt
relevant sind, entspricht der Betrag des gemittelten HTCs der einzelnen Varianten weit-
gehened jenen im Fall Eckpunkt. Einzig die Dichte der Luft hat iiber We,, einen gerin-
gen Einfluss auf die Korrelation. Fiir alle Spriihbilder auf der Unterseite des Wickelkopfs
lasst sich ein deutlicher Einfluss der erhohten Rotationsgeschwindigkeit erkennen. Sie
sind durchgéngig in Rotationsrichtung verzogen. Fiir 36 low geht der Einfluss so weit,
dass das néchste 40° Segment getroffen wird. Fiir die Oberseite ist keine Ablenkung
erkennbar. Auch hinsichtlich der Referenztemperaturen werden die verdnderten Rand-
bedingungen des Betriebspunkts deutlich, da das Spray auf seinem Flugweg deutlich
warmer wird bzw. die Luft im Statorraum abkiihlt.
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Temperaturen

Abbildung 7.13 zeigt fiir den Betriebspunkt Mazimalleistung den bekannten Uberblick
der sich pro Konfiguration einstellenden Temperaturen T4z, Toinws Tavgewx und Tk
Zu Vergleichszwecken sind erneut die Temperaturen der Referenzkiihlung abgebildet.
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Abbildung 7.13: Mazimalleistung: Temperaturen fiir verschiedene Konfigurationen

Wie beim Betriebspunkt Eckpunkt kann mit allen Varianten der Ol-Spriihstrahlkiihlung
ein geringeres Temperaturniveau bei einer hoheren Homogenitéit der Temperaturvertei-
lung erreicht werden. Die Abkiihlung von Ty durch die Spriithstrahlen ist jedoch deutlich
ausgepragter. Selbst fiir den geringen Ol-Massenstrom in 9 low kommt es zu einer Re-
duktion von Tk um 49 K auf 134 °C. Fiir 36 low sind es sogar 75 K.

Auch das relative Verhalten der Varianten bleibt identisch. 36 low liefert die beste Kiihl-
wirkung und vermag 7T, um 33 K auf 188 °C zu senken. Bezogen auf den auftretenden
Temperaturbereich der Referenz (221°C - 75°C) entspricht dies einer Reduktion um
22%. Noch ausgepragter ist der Vorsprung mit Blick auf die mittlere Temperatur im
Wickelkopf. Hier betriagt die Reduktion 53 K bzw. 36%. Die Varianten 9 high und 9
low schneidet im Vergleich zum Betriebspunkt Eckpunkt etwas schlechter ab. Hier wer-
den die verdnderten Warmequellen ersichtlich, denn es gilt nicht nur den Hotspot im
Bereich des Wickelkopfs zu senken. Hinsichtlich der Homogenitét der Temperaturvertei-
lung ergibt sich fiir alle drei Varianten mit einer Temperaturspreizung (Thnae — Timinw)
mit 75 — 77K ein identisches Bild. Vielmehr liegen die maximalen Temperaturen bei
Mazimalleistung vor allem auf der unteren Seite des Aktivteils (siche Abb. 7.14). Nur 9
low hat sein Maximum zusétzlich im aWK und befindet sich daher in seiner perfekten
Auslegung hinsichtlich der erzielbaren Homogenitét (vgl. Kapitel 4.1.2).

173



-~

X S \

(a) 9 high (b) 9 low (c) 36 low

Abbildung 7.14: Mazimalleistung: Zellen mit T' > (T — 2K) pro Variante

Die veranderten Bedingungen des Betriebspunkts werden auch in der Warmestrombilanz
an der Wickelkopfoberflache ersichtlich (Abbildung 7.15a). Es fallt zunéchst auf, dass der
konvektiv abgefithrte Warmestrom an der Wickelkopfoberflache fiir die Referenzkiihlung
sehr gering ist. Bei niherer Betrachtung (Abb. 7.15b) kann festgestellt werden, dass die
iWK des Wickelkopfs sogar Warme aufnehmen. Sobald die Tx durch den Einfluss der
Spriithstrahlen unter die Oberflichentemperatur des Wickelkopfs sinkt, fungiert die Luft
des Statorraums wieder durchgingig als Warmesenke (Abb. 7.15c-e) und der Wérme-
strom aufgrund Luftkonvektion steigt deutlich (7.15a).

Das relative Verhalten der Varianten bestatigt sich auch bei isolierter Betrachtung des
Wirmestroms iiber die Wickelkopfoberflache. Eine detaillierte Analyse der einzelnen
Warmestrome ergibt hierzu jedoch ein differenziertes Bild. Fiir 36 low und 9 low ist
der insgesamt abgefithrte Warmestrom nahezu identisch zum Betriebspunkt Eckpunkt.
Die Luftkonvektion fiir 9 high ist hingegen deutlich reduziert (AQ > 10W) und liegt
nun auf dem Niveau der anderen Varianten. Der Hauptgrund fiir diese Verschlechterung
liegt in der geringeren Temperaturdifferenz zwischen Wickelkopfoberflache und iiberstro-
mender Kammerluft. Die Vorteile einer erh6hten Strémungsgeschwindigkeit kommen im
Betriebspunkt Mazimalleistung nicht mehr so stark zum Tragen. Diese Abhéngigkeit
muss bei der Auslegung eines Kiihlsystems beriicksichtigt werden, da die Kiihlung tiiber
alle relevanten Betriebspunkte hinweg sichergestellt werden muss.

Insgesamt lisst sich ableiten, dass die Sensibilitét einer Olspraykiihlung bei unterschied-
lichen Randbedingungen und Betriebsparametern von komplexer Natur ist. Das Ergeb-
nis unterstreicht die Notwendigkeit der durchgefiihrten Simulationen und entwickelten
effizienten Simulationsmethoden.
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Abbildung 7.15: Mazimalleistung: Warmestrombilanz und -verldufe am Wickelkopf
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7.3.3 Sensibilitdt der Berechnung bei HTC Abweichungen

Die in Abschnitt 6.4.4 vorgestellte Korrelation basiert auf experimentell gewonnen Da-
ten. Wie bei jedem Experiment sind die erfassten Werte fehlerbehaftet (vgl. Kap. 6.1.4).
Dartiberhinaus ist die Korrelation mit einem mittleren prozentualen Fehler (MAPE) von
3,0% angegeben. Auch die Berechnung von dss und ug unterliegt einem Fehler (Tab. 7.1).
Um die Auswirkungen dieser Unsicherheiten auf die Temperaturverteilung im Stator der
betrachteten Referenzmaschine abzuschéitzen, werden fiir die Variante 9high im Betrieb-
spunkt Eckpunkt exemplarisch zwei zusétzliche Simulationen durchgefiihrt. Hierin sind
die HTCs im bespriihten Bereich um +20% variiert. Absolut bedeutet dies 281 W/m?K
statt 351 W/m?K fiir -20% und 422 W/m?K fiir +20%. Alle anderen GroRen der Simu-
lation bleiben unverandert.

Abbildung 7.16a zeigt die sich einstellenden Temperaturen 7,40, Tin,w, Tovgawx und
Tk im Vergleich zu den initialen Ergebnissen der Variante 9high im Betriebspunkt Eck-
punkt. Demnach veriandern sich die Temperaturen bei einer 20% Anpassung der HTCs
nur um 1-2 K. Die Temperaturen sinken, wenn der HTC steigt und umgekehrt. Aus Abb.
7.16b lasst sich entnehmen, dass der Warmestrom an den Spriihstrahl bei erhohtem HTC
steigt (+12%) und bei verringertem HTC sinkt (-14%). Die Luftkonvektion ist nahezu
unverandert +2%.

Aus dem Ergebnis kann geschlossen werden, dass eine Unter- bzw. Uberschiitzung des
sprithstrahlbedingten HTCs nur einen geringen Einfluss auf die Warmestréme und da-
mit auch Temperaturverteilung bedeutet. Aus Sicht der Simulationsmethode fallen die
akkumulierten Mess- und Modellierungsfehler somit kaum ins Gewicht. Der Grund der
geringen Sensibilitat liegt im anisotropen Warmeleitungsverhalten. Wie bereits in Ka-
pitel 4.3.2 zum Stand der Technik der Ol-Prallstrahlkiihlungen festgestellt, hilft das
Erzeugen starker lokal begrenzter Warmesenken wenig bei der Reduktion der maxima-
len Temperatur und dem allgemeinen Temperaturniveau. Vielmehr gilt es eine méglichst
grofse Oberflache des Wickelkopfs zu benetzen. Dies wird durch die Ergebnisse der Va-
riante 36low bestéatigt.
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Abbildung 7.16: Eckpunkt: Auswirkung einer +20% Abweichung des HT'Ss fiir 9high
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7.4 Bewertung der Kiihlkonzeptvarianten

Im Rahmen der Auswertung der Simulationsergebnisse in Abschnitt 7.3 wurden die
funktionalen konzeptbezogenen Anforderungen KAF1 und KAF2 im jeweiligen Be-
triebspunkt bewertet. Selbstredend ist priméar entscheidend, ob die funktionalen kon-
zeptbezogenen Anforderungen erfiillt werden konnen. Gegeniiber der Referenz stellen
alle drei Konzepte eine deutliche Verbesserung zur reinen Mantelkiihlung dar.

Eine Bewertung der Konzepte untereinander muss gesamthaft iiber alle Betriebspunkte
und unter Beriicksichtigung aller fiir die Konzeptebene relevanten Anforderungen erfol-
gen. Die hierfiir bendtigten qualitativen Bewertungskriterien wurden bereits in Kapitel
4.3.2 zur literaturgestiitzten Bewertung konvektiver Olkiihlungskonzepte abgeleitet. Die
Bewertung erfolgt erneut mittels Auswahlliste nach [135]. Das Gesamtergebnis ergibt
sich als Verrechnung der Einzelpositionen.

Tabelle 7.4: Bewertung der Ol-Spriihstrahlkonzepte mittels Auswahlliste nach [135]

Niedriges Temperaturniveau

Homogene Temperaturverteilung
Reibungseintrag aufgrund Olmenge
Druckniveau der Pumpe
Wartungsaufwand
Fahrzeugintegration
Gesamt
36low + o) o) 0 - - -
9high 0 0 0 0 + + ++
9low - o | + | + | o | + ++

(+) besser (o) gleichwertig (-) schlechter

Es lésst sich erkennen, dass die beiden Ol-Spriihstrahlkonzepte mit neun statt 36 Diisen
insgesamt besser auf das definierte Anforderungsprofil passen. Fiir 9low spricht insbe-
sondere die geringe Olmenge im Statorraum und das geringe benétigte Druckniveau. Fiir
9high werden Diisen mit einem gréferen Offnungsdurchmesser verbaut, was die Verstop-
fungsneigung reduziert und damit die Anforderung an die Ol-Filterung senkt. Zudem
ist fiir beide Konzepte mit neun Diisen die Fahrzeugintegration leichter zu realisieren,
da weniger Diisen und Leitungen bendtigt werden. Welches der beiden Konzepte mit
neun Diisen am besten fiir eine konkrete Auspragung als Kiihlsystem im elektrischen
Antriebsstrang eines Fahrzeugs geeignet ist, entscheiden demnach die konkreten quanti-
tativen Anforderungen.
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8 Zusammenfassung und Ausblick

Die vorliegende Dissertation liefert hinsichtlich der Forschungsthemen

1. Die virtuelle Entwicklung und Bewertung alternativer Kiihlkonzepte fiir statorkri-
tische elektrische Maschinen mit hoher spezifischer Leistung und Leistungsdichte.

2. Die Befdhigung von CAE Methoden zur Eigenschaftsanalyse von Kiihlkonzepten
fiir elektrische Maschinen in der frithen Entwicklungsphase.

relevante Erkenntnisse fiir die Entwicklung elektrischer Maschinen und erweitert den
Wissensstand um die nachfolgend zusammengefassten Ergebnisse.

8.1 Darstellung der Kernergebnisse

Effiziente simulationsgestiitzte Potenzialanalysen alternativer Kiihlkonzepte

Aus der komprimierten Darstellung der Grundlagen elektrischer Maschinen geht hervor,
dass sich deren Erwarmung hauptséchlich auf Stromwéarmeverluste in den elektrischen
Kreisen und Ummagnetisierungsverluste im magnetischen Kreis zuriickfiihren lasst. Rei-
bungsverluste fithren mittelbar zu einer Erhéhung der Stromwéarmeverluste, erwéarmen
die Maschine selbst jedoch kaum. Ein effizientes Kiihlsystem fiihrt diese Verlustleistungen
nicht nur ab, sondern hebt durch ein geringeres Temperaturniveau auch den Wirkungs-
grad der Maschine. Zudem konnen alle anhand des Stators der betrachteten Referenz-
maschine (IPSM) gewonnenen Erkenntnisse auch auf Maschinen des Typs FESM und
ASM iibertragen werden.

Mittels analytischer Losungen vereinfachter Warmeleitungsmodelle auf Basis der allge-
meinen Form der Differenzialgleichung von Fourier wird deutlich, dass die Ursache grofser
thermischer Gradienten iiber die EMA in der geringen Warmeleitfahigkeit der eingesetz-
ten Isolationsmaterialien begriindet liegt. Weiter zeigt sich, dass die korrekte Berechnung
des Temperaturmaximums von einer méoglichst exakten Abbildung von Geometrie und
Wirmeleitfahigkeiten der eingesetzten Materialien abhédngt. Um das Temperaturmaxi-
mum mittels konvektiver Kiihlung zu senken, gilt es die Oberflachentemperatur in einem
moglichst grofen Bereich tiber einen hohen HTC gering zu halten. Warmestrahlung spielt
fiir elektrische Maschinen im Fahrzeugeinsatz keine Rolle.

Aus einer Analyse und Bewertung bestehender thermischer Berechnungsmethoden geht

die numerische Simulation als genaues und flexibles Werkzeug zur Berechnung des Tem-
peraturverlaufs in den Komponenten von EMAs hervor. Zur Modellierung der Warmelei-
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tung innerhalb der Komponenten werden zwei unterschiedliche Ansétze vorgestellt, wel-
che sich im Auflésungsgrad der feinen Draht-Harz Strukturen innerhalb der Wicklungen
unterscheiden. Im hochaufgelosten Ansatz wird jeder Draht samt umschlieffendem Harz
geometrisch im Modell aufgelost. Fiir den abstrakten Ansatz werden die Draht-Harz
Strukturen in homogenen Stréngen zusammengefasst und der Weg der Warmeleitung
iiber Zonen konstanter anisotroper Warmeleitfahigkeit modelliert.

Zur Validierung wird der extrapolierte Gleichgewichtszustand einer thermischen Lang-
zeitmessung der betrachteten Referenzmaschine genutzt. Die Analyse der Temperatur-
verldufe zeigt sowohl qualitativ als auch quantitativ eine sehr gute Ubereinstimmung
zwischen beiden Simulationen. Fiir die insgesamt fiinf ausgewerteten Temperaturen aus
10 verschiedenen Temperatursensoren ergibt sich eine maximale Abweichung zwischen
Simulation und Experiment von 3 K. Die Bewertung vor den eingangs formulierten me-
thodischen Anforderungen kennzeichnet die abstrakte Modellierung als das bessere Vor-
gehen fiir die Entwicklung von Kiihlkonzepten in der frithen Phase. Hierbei geben vor
allem die hohere Flexibilitat, der deutlich geringere Ressourcenbedarf und ein um den
Faktor 400 geringer Zeitaufwand den Ausschlag.

Unter Anwendung der abstrakten Methode ergibt sich die Erkenntnis, dass mit ei-
ner Warmeabfuhr iiber die Wickelkopfe die gegebenen Warmeleitungspfade der EMA
besser ausgenutzt werden, als fiir die Mantelkiihlung des Referenzsystems. Bei Kiihl-
mitteltemperaturen von 75 — 90°C sollte an der Wickelkopfoberfliche ein HTC von
a = 300 —600 W/m?K erreicht werden. Ideal ist eine Kombination zweier Wirmesenken
an Wickelkopf- und Manteloberfliche. Neben dem definierten HTC-Korridor helfen die
KO-Kriterien Kurzschlussgefahr, Schmierstoffvertriaglichkeit und Bauraumbedarf, um
die moglichen Wirmeiibergangskonzepte auf Olspritzkonzepte zu reduzieren.

Aus einer umfangreichen Literaturrecherche ergibt sich, dass der HTC fiir alle Ol-
Spritzkonzepte mit steigendem Volumenstrom und steigender Oltemperatur ansteigt.
Fiir Ol-Prallstrahlen werden im Auftreffpunkt sehr hohe HTCs erreicht. Auerhalb der
Staupunkte wird der HTC schnell kleiner und die Kiihlwirkung nur iiber den ablaufen-
den Film erzeugt. Der HTC von Ol-Schleuderkiihlungen ist konzeptbedingt drehzahlab-
héngig und wird in der Literatur durchgéingig als ergénzendes Konzept umstromender
Olkiihlungen angegeben. Fiir Ol-Spriihstrahlkiihlungen wird durchgingig eine effekti-
ve Kiihlung des untersuchten Motors erzielt. Eine besonders hohe Kiihlung ergibt sich
im direkt bespriihten Bereich, weshalb eine gleichméfige Benetzung angestrebt werden
sollte. Neben der iiberlegenen Kiihlwirkung offenbart eine abschliekende Bewertung im
Fahrzeugeinsatz weitere Vorteile der Ol-Sprithstrahlkiihlung. Da bestehende Versffentli-
chungen keine zur Auslegung geeigneten Werte bzw. Korrelation liefern, ergibt sich die
Notwendigkeit eines eigenen anwendungsspezifischen Ol-Spriihstrahl-Experiments.
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Experimentelle Charakterisierung von Ol-Spriihstrahlkiihlungen

Aus der Vorstellung der physikalischen Zusammenhénge zu Spriithstrahlkiithlungen er-
geben sich Diisentyp und Spriihbild, Tropfendurchmesser und -geschwindigkeit, sowie
Massen- und Volumenstromdichte als dimensionsbehaftete charakteristische Grofsen ei-
nes Sprays. Fiir Filmstromungen sind die Filmdicke, Filmgeschwindigkeit und Filmtem-
peratur interessant. Bei dimensionsloser Betrachtung der gesamten Spriihstrahlkiihlung
sind primér die Reynolds-, die Prandtl- und die Nufselt-Zahl relevant. Sind Details zum
Spray bekannt, konnen zudem die Weber-Zahl und die Laplace-Zahl genutzt werden.

Das Warmeiibergangsverhalten einer Spriihstrahlkiihlung ergibt sich als Zusammen-
spiel einer Spray-induzierten laminaren Filmstrémung und kontinuierlich einschlagenden
Tropfen, welche kaltes Fluid in Wandnéhe fordern und die lokale Stromungsgeschwin-
digkeit erhohten. Die Analyse moglicher Einflussfaktoren auf die Spriihstrahlkiihlung
fiir die Anwendung in einer EMA mit verteilter Runddrahtwicklung schriankt die Frei-
heitsgrade des EMOSCE zielgerichtet ein. Als relevante Untersuchungsumfiange ergeben
sich der Einfluss der Massenstromdichte, der Oltemperatur, der Lufttemperatur in der
Spraykammer, sowie der Oberflichenbeschaffenheit und Ausrichtung der zu kiihlenden
Oberflache.

Zur Sicherstellung der Ubertragbarkeit der experimentellen Ergebnisse wird die Ahn-
lichkeitstheorie angewendet. Unter Ausnutzung der Prandtl Ahnlichkeit kann mit einem
speziellen Priifstandsdl der Temperaturbereich der realen Anwendung (60 — 130 °C) auf
cinen geringeren Bereich (33 — 82°C) gesenkt werden. Aus der Reynolds-Ahnlichkeit
ergibt sich die Bandbreite der Massenstromdichte und sowie der notwendige Durchmes-
ser der bespriihten Fliche. Aus der Ahnlichkeit bzgl. der diisenspezifischen Weber-Zahl
kann geschlossen werden, dass in Experiment und realer Anwendung derselbe Diisentyp
eingesetzt werden kann. Gegeniiber in der Literatur beschriebenen Priifstandsaufbauten
fiir Spriihstrahlkiihlungen weist das EMOSCE einige Besonderheiten auf. So ist die be-
spriihte Flache als einlagige Wicklung mit eingewebter PTFE Folie ausgefiihrt und es
kommen Diisen mit vergleichsweise geringen Offnungsdurchmessern (dy = 150 — 350 im)
zum Einsatz. Die Temperaturmessung fiir die bespriihte Wicklung erfolgt iiber riickseitig
verklebte Thermoelemente und es existiert ein Sensor zur Temperaturmessung der im
Spriihstrahl angesaugten Kammerluft.

Die Messkampagne erfolgt in zwei Schritten und besteht aus insgesamt 133 Einzelmes-
sungen. Umfangreiche Voruntersuchungen garantieren die Plausibilitit des Priifstands-
designs und der verbauten Messtechnik. Auf diesem Weg werden die gemessenen Wick-
lungstemperaturen, der Volumenstrom, die gewahlten Systemgrenzen, die Reproduzier-
barkeit von Messungen, eine konstante Warmestromdichte auf der beheizten Wicklung
und die Sensibilitdt hinsichtlich der manuellen Einstellung des Diisenabstands abgesi-
chert.

In Ubereinstimmung mit dem bekannten Stand der Technik, verbessert sich der HTC
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der untersuchten Ol-Spriihstrahlkiihlung mit steigender Massenstromdichte G. Bei iden-
tischem G lassen sich mit kleinen, schnellen Tropfen hohere HTC erreichen als mit grofsen
und langsamen Tropfen. Kontrér zu den vorgestellten Quellen kann keine direkte Abhén-
gigkeit des HTCs von der Ol-Temperatur vor der Diise T, festgestellt werden. Vielmehr
ist die Verbesserung des HTCs auf die Abkiihlung der Oltropfen in der Spraykammer
zuriickzufiihren.

Mit den Ergebnissen der durchgefiihrten Messkampagne wird der HTC (bezogen auf
Timp) nur von G und Weg,, bestimmt und liegt iiber alle untersuchten Betriebspunkte
zwischen 150 und 400 W/m?K. Die Ol-Spriihstrahlkiihlung kann daher vornehmlich fiir
die Umsetzung einer Kombination aus Mantel- und Wickelkopfkiihlung fiir die betrach-
tete EMA genutzt werden. Der Abgleich der gewonnenen Ergebnisse mit Literaturdaten
von SLEITI und KAPAT [123] erfolgt iiber eine globale Berechnung des HTC. Obschon
die EMOSCE Messpunkte in einem geringeren Bereich der Massenstromdichte G erfasst
wurden, zeigt sich bezogen auf die Grofenordnung und den qualitativen G' — agippar-
Verlauf eine gute Ubereinstimmung.

In der final abgeleiteten Modellvorstellung der Wirmeiibergangsmechanismen im Ol-
Wandfilm einer Spriihstrahlkiihlung fiir hohe Prandtl-Zahlen héngt der HTC von vier
sich iiberlagernden Effekten ab:

1. Erhéhung des HTC durch erhéhte mittlere Stromungsgeschwindigkeit gy, im
Film bei hoheren G

2. Erhohung des HTC durch verstirktes lokales Aufreifsen der thermischen Grenz-
schicht bei hoheren Weg,,

3. Erhohung des HTC durch lokale Erh6hung der effektiven Stromungsgeschwindig-
keit in der hydrodynamischen Grenzschicht bei héheren Weg,,

4. Verringerung des HTC durch Massenverlust im Tropfen-Film-Interaktionsregime
Spritzen bei hohen G

Von den zwei entwickelten dimensionslosen Korrelationen weist jene mit expliziter Be-
riicksichtigung des Tropfeneinschlags die hochste Genauigkeit auf:

Nupy = 10,2 ReY} Pro? Wegz)M (8.1)

Alle Kennzahlen werden mit den Zustandsgrofsen an der Diise gebildet. Die Korrelation
ist fiir Reynolds-Zahlen Rep von 2,1 — 17,1, Prandtl-Zahlen Pr von 63 — 108 und diisen-
bezogene Weber-Zahlen We,, von 5,6 — 56,6 giiltig. Der RMSE dieser Korrelation liegt
bei 4,1 und der MAPE bei 3,0%.

Simulationsgestiitzte Evaluierung von EMA mit Ol-Spriihstrahlkiihlung

Fiir den Einsatz in der frithen Entwicklungsphase bedarf es zur Simulation von Ol-
Spriithstrahlen vereinfachender Annahmen und geeigneter Ersatzmodelle. Der Ol-Spriih-
strahl wird stationér in einer Euler-Lagrange Beschreibung bei bidirektionaler Kopplung
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zwischen Stromung (Euler) und Tropfenkollektiv (Lagrange) abgebildet. Hinsichtlich des
Wirmeiibergangs der Ol-Spriihstrahlkithlung werden drei unterschiedlich komplexe Vor-
gehensweisen vorgestellt. Ein einfacher korrelationsbasierter Ansatz (M1) {iberschreibt
den konvektiven Warmestrom an der Wickelkopfoberflache im Bereich im direkt bespriih-
ten Bereich mit der Wérmesenke des Spriihstrahls. In einer Erweiterung dieses Ansatzes
(M2) wird der Spriihstrahl samt Interaktion mit der Luft des Statorraums bis zu sei-
nem Auftreffen auf der Wickelkopfoberfliche berechnet. Im direkten Einflussbereich des
Sprithstrahls wird die Warmesenke erneut mittels Korrelation berechnet. Dies verbessert
das Ergebnis hinsichtlich der Beriicksichtigung der Spriihstrahlablenkung aufgrund der
rotorinduzierten Stromung und beziiglich der thermischen Interaktion von Tropfenkol-
lektiv und Luft im Statorraum. Am umfangreichsten wird der gesamte Wirkmechanismus
der Spriithstrahlkiihlung iiber eine vollstandig transiente Simulation von Spriihstrahl und
Film samt Interaktion (M3) abgebildet. Allerdings zeigte sich, dass es in der genutzten
Version von STAR-CCM+ keine Ersatzmodelle zur Beriicksichtigung des Tropfenein-
schlags gibt, welche den Warmeiibergang bei hohen Prandtl Zahlen korrekt berechnen.

Die Simulation von unterschiedlichen Spriihstrahlkonfigurationen fiir zwei Betriebspunk-
te der betrachteten Referenzmaschine mit der Methode M2 bestétigt durchgéngig das
herausgearbeitete Potenzial von Ol-Spriihstrahlkiihlungen in EMA. Es werden zwei Va-
rianten mit neun Diisen pro Wickelkopfseite (einmal bei hoher Massenstromdichte und
groffem Diisendurchmesser 9high, einmal bei geringer Massenstromdichte und kleinem
Diisendurchmesser 9low) und eine Variante mit 36 Diisen pro Wickelkopfseite bei ge-
ringer Massenstromdichte und kleinem Diisendurchmesser 36low definiert. Mit dem Ziel
einer pragmatischen und zugleich ganzheitlichen Bewertung der Kiihlungsvarianten ge-
geniiber der Referenz weisen die ausgewahlten EMA-Betriebspunkte Eckpunkt und Ma-
ximalletstung unterschiedliche Verlustleistungsprofile auf.

Die Auswertung der Benetzungsmuster auf der Wickelkopfoberfliche und der fiir die
Korrelation relevanten Referenztemperaturen unterstreicht die Notwendigkeit der einge-
setzten bidirektionalen Kopplung zwischen Tropfenkollektiv und Luftstromung. Es ist
ein deutlicher Einfluss der durch den Rotor bedingten Ringstromung in Form einer Ab-
lenkung des Sprays in Rotationsrichtung erkennbar. Zudem erwérmen sich insbesondere
im Randbereich des gedachten Spraykegels die Spraytropfen merklich (T > Tp).

Mit Blick auf die erzielbaren Temperaturen ermoglichen alle drei Konzepte eine deutli-
che Verbesserung gegeniiber der Referenzkiihlung. So konnen die maximal auftretenden
Temperaturen im Wickelkopf um bis zu 41 K gegeniiber der reinen Mantelkiihlung ge-
senkt werden. Bezogen auf den auftretenden Temperaturbereich der Referenz (212°C -
75°C) entspricht dieser einer Reduktion um 30%. Auffallend ist weiter die um bis zu
75 K geringere Lufttemperatur innerhalb des Statorraums. Im genannten Fall fiithrt dies
zu einem fiinf mal so hohen Warmestrom, welcher am Wickelkopf zuséatzlich zum Spriih-
strahl konvektiv an die Luft abgefiihrt werden kann.

Eine Sensibilitdtsanalyse aufgrund der akkumulierten Mess- und Modellfehlern der ex-
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perimentell abgeleiteten Korrelation, in welcher die HTCs im bespriihten Bereich um
+20% variiert werden, verandert T},,, nur um 1-2 K. Eine Unter- bzw. Uberschéitzung
des spriihstrahlbedingten HTCs hat daher nur einen geringen Einfluss auf die Ergebnisse.

Der Vergleich der Varianten untereinander zeigt die beste Kiihlwirkung fiir Variante
36low. Die finale Bewertung vor dem vollen Set an Anforderungen kennzeichnet hingegen
die Varianten mit geringer Diisenanzahl als bessere Kiihlkonzepte im Fahrzeugeinsatz.
Ausschlaggebend hierfiir sind Faktoren wie der geringere Wartungsaufwand und die ein-
fachere Integration in das Fahrzeug (9high) bzw. die geringere Olmenge im Statorraum
und eine geringere Leistungsaufnahme der Olpumpe (9low).

8.2 Empfehlungen fiir fortfiihrende Forschungsvorhaben

Erweiterte Ansdtze zur thermischen Modellierung von EMA

Mit beiden vorgestellten Methoden zur thermischen Modellierung kénnen fiir die be-
trachtete Referenzmaschine im Validierungsbetriebspunkt geringe Abweichungen im Be-
reich der Messungenauigkeit der Sensoren erzielt werden. Bezogen auf die Abbildung
der Wickelkopfoberfliche weifst der hochaufgeloste Ansatz hierbei eine deutlich héhere
Ahnlichkeit mit der realen Maschine auf (siehe Abb. 3.1). Speziell fiir die Simulation des
Filmabflussverhaltens (Simulationsmethode M3) kann es eine sinnvolle Erweiterung des
abstrakten Ansatzes sein, die Oberflachenstruktur des hochaufgelosten Ansatzes auf die
homogenen anisotropen Wicklungsstringe aufzuprégen.

Die vorgestellten Modellierungsansitze wurden fiir elektrische Maschinen mit verteil-
ter Runddrahtwicklung entwickelt und validiert. Grundsétzlich sind die Methoden je-
doch auf beliebige Maschinentypen anwendbar (MAF2). Eine Adaption auf Statoren
mit Formstabwicklung (auch als Hair-Pin bezeichnet) wiirde der aufkommenden Popu-
laritdt dieses Wicklungstyp gerecht werden und die universelle Anwendbarkeit erweitern.

Fortfiihrende Experimente von Ol-Spriihstrahlen zur EMA-Kiihlung

Obschon in den durchgefiihrten Messreihen in Summe 133 Messungen durchgefiihrt
wurden, lag der Schwerpunkt der bisherigen Untersuchungen auf den identifizierten
Haupteinflussgrofsen des Warmeiibergangs. Fiir eine erweiterte Charakterisierung wer-
den nachfolgend einige Ansatzpunkte genannt.

Die Generierung einer représentativen Bandbreite an Massenstromdichten auf der be-
heizten Oberfliche wurde hauptséachlich iiber die Variation des Diisendrucks realisiert.
In weiteren Messungen sollte G' zusétzlich {iber ein breites Diisenspektrum bzw. die Va-
riation des Diisendurchmessers dy variiert werden. Dies wiirde weitere Messwerte zur
Charakterisierung des Einflusses der Weberzahl auf den Wérmeiibergang der Spriih-
strahlkiihlung liefern. Im gleichen Zusammenhang sollte auch der Offnungswinkel mittels
unterschiedlicher Vollkegeldiisen variiert werden. Diese Mafnahme wiirde die Flexibilitat

184



des Einsatzes unterschiedlicher Diisen fiir die Anwendung in der EMA erhchen.

Die Ausrichtung des Spriihstrahls bzw. der Wicklung zur Schwerkraft wurde in Kapitel
5 als relevante Einflussgroke des Warmeiibergangs deklariert. Der Effekt zeigte sich im
direkten Vergleich zur Massenstromdichte und Oltemperatur jedoch als untergeordnet.
Aufgrund der zylindrischen Form des Stators ergeben sich im Anwendungsfall der EMA
beliebige Ausrichtungen zur Schwerkraft. Ferner wirken neben der Gravitation weitere
externe Kriifte auf die Spriihstrahlkiihlung (z.B. Beschleunigungskrifte bei Kurvenfahr-
ten). Gemessen an der Fahigkeit des Priifstands, aufwandsarm beliebige Ausrichtungen
einzustellen, lohnen sich daher weitere Messreihen zum tieferen Verstandnis des War-
meiibergangs.

Eine wesentliche Priamisse der durchgefiihrten Untersuchungen und der nachfolgenden
Ableitung quantitativer Zusammenhénge ist die Annahme eines konstanten Tropfen-
durchmessers ds,. Eine Vermessung des Spektrums der Tropfendurchmesser fiir ausge-
wahlte Betriebspunkte und Diisen (z.B. mittels PDA) wiirde diese Restriktion auflésen.
Dasselbe gilt fiir die mittlere Tropfengeschwindigkeit uss.

Der Priifstand des EMOSCE unterscheidet sich in seinem Aufbau deutlich von klas-
sischen Priifstdnden zur Untersuchung von Spriihstrahlkiihlungen. Vor diesem Hinter-
grund steht das gewéhlte Priifstandsdesign noch am Anfang seiner Entwicklung und kann
fiir zukiinftige Untersuchungen optimiert werden. Z.B. gibt es neben der Ausrichtung der
gesamten Kiihlung gegen die Schwerkraft aufgrund der Kriitmmung der Wickelkopfober-
fliche auch Spriihstrahlsituationen, fiir welche die Untersuchung einer Inklination des
Strahls erforderlich ist. In diesem Fall ist die Spriihachse ungleich der Flachennormalen
der beheizten Wicklung. Alternativ kénnte auch die Wicklung selbst gekriimmt ausge-
fithrt werden.

Das Herzstiick des EMOSCE Aufbaus ist die beheizte Oberfiche aus einer einlagigen
Wicklung mit eingewebter PFTE Folie und riickseitig verklebten Thermoelementen. Um
die Vergleichbarkeit mit dem realen Anwendungsfall zu erhéhen, konnte eine verbesserte
Version nicht mehr héndisch, sondern maschinell gefertigt werden. Dies wiirde die Par-
allelitit benachbarter Drihte sicherstellen und Uberlappungen vermeiden. Zudem sollte
statt der eingewobenen PTFE Folie das Trankharz der realen Anwendung zur Sicher-
stellung der Dichtigkeit und Einbettung der Thermoelemente genutzt werden. Aufserdem
wiirde die allgemeine Giiltigkeit der erzielten Ergebnisse durch mehrere Wicklungen mit
unterschiedlichen Drahtdurchmessern verbessert.

Ein zentrales Ergebnis der vorliegenden Arbeit ist die Relevanz der Tropfenabkiihlung
bzw. -erwirmung auf dem Weg von der Diise zur geheizten Fliache. Eine sinnvolle Erwei-
terung des Priifstand wére in diesem Zusammenhang eine Kammerheizung zur exakten
Temperierung der Kammerluft. Dies konnte iiber eine zuséatzliche dufsere Klimakammer
oder pragmatisch iiber einen IR Strahler umgesetzt werden.
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Die formulierte Modellvorstellung der wirmeiibergangsrelevanten Abliufe im Olfilm ba-
siert quantitativ auf den gemessenen Input- und Outputgrofen und qualitativ auf optisch
erfassbaren Beobachtungen. Um die Argumentation zu festigen, wéren Informationen zur
Temperaturverteilung auf und im Film sowie zur Filmhohe hilfreich. Die Filmtempera-
turen konnen tiber zusédtzliche Thermoelemente an der Vorderseite der Wicklung erfasst
werden. Die Filmdickenmessungen sollten idealerweise iiber optische Verfahren erfolgen,
um den ursichlichen Stromungszustand nicht zu stoéren.

Verbesserung von Simulationensmethoden fiir Ol-Spriihstrahlkiihlungen in EMA

Speziell in der Simulation von Ol-Spriihstrahlkiihlungen im Anwendungsfall elektrischer
Maschinen liegt aufgrund der ausgefiihrten Griinde zur Komplexitatsreduzierung viel
Potenzial fiir die weitere Forschungsarbeit.

Zunéchst bedarf es einer Validierung der M2-Simulationen fiir die vorgestellten Vari-
anten 9high, 9low und 36low. Hierzu miisste die betrachtete Referenzmaschine entspre-
chend umgebaut und in den Betriebspunkten Eckpunkt und Mazimalleistung vermessen
werden. Mit diesem Schritt wiren gleichzeitig relevante Messdaten zur zielgerichteten
Weiterentwicklung der Simulationsmethoden verfiigbar.

Eine vergleichsweise aufwandsarme Erweiterung der Methode M2 wire die Beriicksich-
tigung des abfliefenden Films am Rand der direkte besprithten Oberfliche. Die Rénder
konnten als Linienquelle fiir einen 2D-Wandfilm dienen. Die hierzu notwendigen Grofien
V, bzw. hpipm und g, ergeben sich iiber die Massenbilanz an der Sprithstrahlkiihlung.
Dasselbe gilt fiir T gy, aus der Wirmebilanz.

Aufgrund der geringen Durchlaufzeit der Methode M2, eignet sich das Verfahren zu-
dem zur parameterbasierten genetischen Optimierung. Die Stellgrofen hierfiir sind bei-
spielsweise die Diisenanzahl, -position und -ausrichtung. Die Bewertung moglicher Kon-
zepte wiirde in der bestmoglichen Konfiguration erfolgen und das Potenzial der Ol-
Spriithstrahlkiihlung der EMA voll ausgeschopft.
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Anhang A: Erganzungen zur Simulation
elektrischer Maschinen

A.1 Bewertung thermischer Berechnungsmethoden

Im nachfolgenden Kapitel werden Moglichkeiten der thermischen Simulation elektrischer
Maschinen vorgestellt und hinsichtlich ihrer Eignung fiir die Zielsetzung dieser Arbeit
bewertet. Der Schwerpunkt liegt dabei auf der Simulation der Warmeleitung in EMA.
Die Moglichkeit ihrer moglichst genauen Abbildung setzt die Grundlage zur detaillierten
Analyse und Bewertung verschiedener Kiihlkonzepte.

A.1.1 Thermisches Netzwerk

Die analytische Berechnung mittels thermischer Netzwerke nutzt das sogenannte ,,Beuken-
Modell [14], wonach ein warmedurchstromter Korper wie ein elektrisches Netzwerk mo-
delliert werden kann [46]. Die elektrisch-thermische Analogie kann wie folgt beschrieben
werden:

Tabelle A.1: Elektrisch-thermische Analogie

Elektrische Grofse Thermische Grofie

Grofe Einheit Groke Einheit
Potential \Y Temperatur K
Spannung \Y Temperaturdifferenz K
Strom A Wiérmestrom W
Kapazitét C Wirmekapazitét J/K

el. Widerstand Q Warmewiderstand K/W

Spez. Leitfahigkeit A/Vm Wiéirmeleitféhigkeit W/mK

Um eine elektrische Maschine mithilfe eines thermischen Netzwerks zu beschreiben, wird
das Kontinuum der enthaltenen Komponenten zunéchst diskretisiert. Die Maschine wird
in verschiedene Elemente unterteilt und diese jeweils durch einen Knoten ersetzt. Jeder
Knoten tragt die Temperatur und die Warmekapazitéat des substituierten Elements. Die
Verbindung zweier benachbarter Knoten wird durch einen thermischen Warmeleitwider-
stand ausgedriickt. Fallt innerhalb eines Elements eine Verlustleistung an, muss diese
tiber eine Warmequelle am entsprechenden Knoten hinzugefiigt werden [53].
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Durch diese Form der Diskretisierung sind bereits alle Voraussetzungen fiir das Model-
lieren thermischer Randbedingungen gelegt. Fiir den stationédren Fall wird eine Randbe-
dingung erster Art (Dirichlet’sche Bedingung) iiber einen Knoten mit konstanter Tempe-
ratur erzeugt. Eine Randbedingung zweiter Art (Neumann’sche Bedingung) kann {iber
eine freie Warmequelle erreicht werden. Um eine Randbedingung dritter Art zu erhalten,
wird ein thermischer Widerstand vor einen freien Knoten gesetzt, welcher die Tempera-
tur der Umgebung tragt.

Das Prinzip soll anhand eines einfachen Modells fiir den Stator einer elektrischen Ma-
schine verdeutlicht werden. Im Halbschnitt (Abb. A.1 links) lasst sich der Aktivteil mit
der Temperatur T gx,, die Wickelkopfe mit den Temperaturen Tyx; und Tywge und der
Kiihlmantel, welcher vereinfachend als Zone der konstanten Temperatur 7, angenom-
men wird, erkennen. Soll dieser Aufbau in ein thermisches Netzwerk tiberfiihrt werden
(Abb. A.1 rechts), miissen die vier Komponenten zu jeweils einem Knoten mit der Tem-
peratur T; zusammengefasst werden. Die im Stator anfallenden Verlustleistungen werden
als innere Wirmequellen Q;, Q> und Q3 modelliert und den entsprechenden Knoten zu-
geordnet. Um die Warmeleitung zwischen den Wickelkopfen und dem Aktivteil, sowie
dem Aktivteil und dem Kiihlmantel abzubilden, sind die thermischen Widerstéande Ry, ;,
Ry, 2 und Ry, 5 zwischen die Knoten geschaltet.

cool

Tk T Axiiv Twkz

Abbildung A.1: Einfaches Beispiel eines thermischen Netzwerks einer EM

Zur Berechnung der Temperaturen T 0, Twi; und Tyge muss iiber jeden Widerstand

eine Gleichung gemélfs
AT;

Qi
aufgestellt werden. Q; ist dabei derjenige Warmestrom, welcher durch den Widerstand

Ry, fliefst und AT die Temperaturdifferenz {iber den Widerstand. Da auf diesem Weg
drei linear unabhéngige Gleichungen erzeugt werden koénnen, ist das System bestimmt

Runi = (A.1)
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und die Temperaturverteilung im Stator der elektrischen Maschine analytisch berechen-
bar.

Durch das Beispiel wird klar, dass die Parameter eines thermischen Netzwerks des-
sen thermische Widerstdande sind. In der Literatur spricht man daher von der lumped-
parameter thermal method |17]. Diese Parameter miissen fiir jedes Modell bekannt sein,

bevor eine Temperaturverteilung berechnet werden kann. Es gelten folgende Zusammen-
hénge [84]:

Tabelle A.2: Ubersicht thermischer Widerstiande

Widerstand Berechnungsvorschrift
Wiérmeleitwiderstand Ry = ﬁ
. .. . . 1
Wiérmeiibergangswiderstand R, = =3
Kontaktwiderstand Re = - L v
C

Tabelle A.2 kann entnommen werden, dass die Widerstédnde eines thermischen Netzwerks
Skalare sind. Der Wdrmeleitwiderstand entspringt in der verwendeten Form der eindi-
mensionalen, analytischen Losung der Differenzialgleichung von Fourier. Es handelt sich
im Kern daher um eine eindimensionale Modellierung. Folglich kann die Wérmeleitung
immer nur auf einer Geraden zwischen zwei Knoten berechnet werden. Zur Berechnung
der Wirmeitibergangswiderstinde werden bei analytischen thermischen Netzwerken die
Wirmeiibergangkoeffizienten @& haufig iiber empirische Naherungsgleichungen bestimmt
[17]. Besonders fiir kompliziertere Geometrien ist es alternativ méglich, @ experimentell
durch Messungen zu erfassen [27]. Beim sog. Kontaktwiderstand handelt es sich um den
thermischen Widerstand, welcher aus dem nicht perfekten Kontakt zweier Korper re-
sultiert. Eingeschlossene Gasblasen verhindern eine Wérmeleitung, welche nur von den
Materialeigenschaften der sich beriihrenden Kérper bestimmt wird. Der Warmeleitwi-
derstand ist daher zusétzlich eine Funktion der Oberflachengiite, des Spaltmediums und
des Anpressdrucks [84]. Aufgrund der komplexen Zusammenhénge wird hiufig auf em-
pirische Daten zuriickgegriffen [27].

A.1.2 Numerische Verfahren

Ein alternatives Verfahren zur thermischen Berechnung elektrischer Maschinen ergibt
sich durch die numerische Stromungsmechanik. Ahnlich wie beim thermischen Netz-
werk wird das Berechnungsgebiet bei CFD-Verfahren zunéchst diskretisiert. Der Grad
der Nodalisierung ist in den meisten Féllen jedoch um einige Grofenordnungen héher.
Bezogen auf die Fourier-Differenzialgleichung wird im néchsten Schritt ein System von
analytischen Naherung der Differenzialgleichung fiir jede Raumrichtung in jedem dis-
kreten Raumpunkt erstellt. Es entsteht ein grofses lineares Gleichungssystem, welches
in den meisten Féllen nur iiber iterative Verfahren gelost werden kann. Verschiedene
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CFD-Methoden unterscheiden sich vor allem hinsichtlich ihres Diskretisierungsverfah-
rens. Nachfolgend werden die im Anwendungsfall der thermischen Simulationen elektri-

scher Maschinen giangigen Methoden kurz vorgestellt. Die Ausfithrungen basieren auf
[38, 102].

Finite Elemente Methode - FEM

In der Literatur finden sich vor allem Arbeiten, welche in welchen FEM Modelle zur
Simulation der Konduktion in den Komponenten einer elektrischen Maschine genutzt
werden [27, 53, 67]. Die Temperaturverteilung ergibt sich als numerische Losung der
Energiegleichung. Der Ansatz einer FEM ist es, nach einer stetigen Ndherungsfunktion
fiir den exakten Temperaturverlauf zu suchen. Das zu berechnende Gebiet wird in so-
genannte finite Elemente unterteilt, um in jedem Element den Temperaturverlauf mit
einem einfachen Polynom anzundhern. Das Berechnungsnetz liefert hierzu eine endliche
Anzahl an Stiitzstellen. Uber diverse mathematische Umformungen der Energiebilanz am
finiten Element, das Zusammenfiihren aller Elemente in Matrizen und das Einpflegen
von Randbedingungen entsteht ein Gleichungssystem, welches numerisch gelost werden
kann.

Finite Volumen Methode - FVM

Auch CFD-Programme, welche eigentlich zur Simulation von Stromungen und deren
Wechselwirkungen mit Festkdrpern dienen, kénnen zur Berechnung der Warmeleitung
innerhalb einer elektrischen Maschine eingesetzt werden. Sie basieren in der Regel auf
der FVM, da mit diesem Ansatz Erhaltungsgréfien wie Masse, Impuls und Energie we-
der erzeugt noch vernichtet werden kénnen (= konservatives Verfahren). Im Gegensatz
zur FEM ergibt sich der Temperaturverlauf nicht aus einer stetigen Naherungsfunktion,
sondern auf Basis einer diskreten Temperaturverteilung. Vor allem in Forschungs- und
Entwickungsabteilungen, welche bereits Lizenzen fiir umfangreiche CFD-Programme zur
Simulation von komplexen Stromungen besitzen, bietet sich diese Option an [17].

Finite Differenzen Methode - FDM

Der Vollstandigkeit halber soll auch die Finite Differenzen Methode erwiahnt werden. Fiir
die thermische Simulation elektrischer Maschinen spielt diese jedoch keine grofse Rolle,
da sie ohne aufwendige Mafsnahmen nicht konservativ ist. Zudem kann das Verfahren nur
fiir sehr einfache Geometrien angewendet werden, was ihren Einsatz fiir die komplexen
Strukturen elektrischer Maschinen verbietet.

A.1.3 Auswahl der grundsatzlichen Berechnungsmethode

In Kapitel 1.3 wurden methodische Anforderungen an CAE Methoden zur Eigenschafts-
analyse von EMA Kiihlkonzepten in der frithen Entwicklungsphase definiert. Das Ziel der
nachfolgenden Bewertung ist es, systematisch herauszuarbeiten, welche der beiden vorge-
stellten Berechnungsmethoden besser fiir die Entwicklung passender Simulationsmodelle
innerhalb dieser CAE Methoden geeignet ist. Der Erfiillungsgrad der konkreten Anforde-
rungen kann jedoch erst nach der Entwicklung und Validierung der Berechnungsmethode
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festgestellt werden. Die Bewertungskriterien zur Vorauswahl in Form eines paarweisen
Vergleichs miissen bei begrenztem Kenntnisstand qualitativen Charakter haben [77] und
ergeben sich als Teilmenge der konkreten methodischen Anforderungen:

MAF1 Die Simulationsergebnisse diirfen im Rahmen
der Validierung maximal 10% von den gemessenen Ziel- Genauigkeit
grofsen abweichen.

MAF?2 Die eingesetzten Simulationen miissen eine ge-
nerische Giiltigkeit fiir den gesamten betrachteten Para-
meterraum besitzen.

Universelle
Giiltigkeit

MAF3 Die eingesetzten Simulationen diirfen nur
von geometrischen Informationen, Materialeigenschaf-
ten, bekannten Randbedingungen und generisch nutz-
baren Messdaten abhédngen.

Kalibrierungsfreiheit

MAF4 Die eingesetzten Simulationen miissen bekannte

Freiheitsgrade als Parameter beinhalten. Parametrisierbarkeit

. Robustheit
sein.
MAFT7 Die eingesetzten Simulationen miissen auf mog- Hard bedarf
lichst geringen Hardwareressourcen durchfiihrbar sein. ardwarebedar
MAF8 Der Aufwand beim Modellaufbau und bei An-
passungen muss moglichst gering sein.
Zeitbedarf

MAF9 Die Durchlaufzeit einer Simulation muss mog-
lichst gering sein.

MAF10 Das erforderliche Wissen zur Anwendung der

CAE Methode muss moglichst gering sein. Know-How

MAF6 Die eingesetzten Simulationen miissen robust }

Genauigkeit

Selbst in aufwendigen thermischen Netzwerken elektrischer Maschinen (vgl. z.B. [17])
miissen einzelne Komponenten, wie z.B. die Wickelkopfe des Stators, teilweise nur durch
einen Knoten abgebildet werden. Folglich hétte der gesamte Wickelkopf dieselbe Tem-
peratur, was wie in Kapitel 2.3.1 gezeigt wurde, unrealistisch ist. Um eine bessere Tem-
peraturverteilung zu erhalten, kann die Anzahl an Knoten erhoht werden. Es kommt
zu einem Anstieg des Implementierungsaufwands, da mehr thermische Widerstinde be-
stimmt werden miissen. Selbst in einem detaillierten Netzwerk sind der Genauigkeit der
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Losung aufgrund der analytischen (eindimensionalen) Naherung jedoch Grenzen gesetzt.
Angewendet werden thermische Netzwerke daher vor allem mit geringer Knotenanzahl
in der Vorauslegung elektrischer Maschinen [53] und fiir die Uberwachung der Tempe-
raturen wiahrend des Betriebs [87].

Der Grundgedanke numerischer Verfahren ist einem Netzwerkansatz mit hoher Nodalisie-
rung dhnlich [53]. Jedoch werden beim Modellaufbau statt einem System exakter analy-
tischer 1D-Losungen der Warmeleitungsgleichung, ein System analytischer Naherungen
der Fourierdifferenzialgleichung fiir jede Raumrichtung in jedem diskreten Raumpunkt
erstellt. Auf dieser Basis ldsst sich die Genauigkeit gezielt iiber die Feinheit des Rechen-
gitters und die gewahlten numerischen Methoden beeinflussen. Es kénnen Phanomene
berechnet werden, fiir welche keine exakte analytische Losung existiert. Wie Kapitel 2.3.1
beschrieben, gilt dies insbesondere fiir die Warmeleitung in den Wicklungen, da es sich
um komplexe dreidimensionalen Strukturen mit unterschiedlichen Materialeigenschaften
handelt. Auch die feinere Auflésung der Warmequellen iiber Quellterme in den Gitter-
zellen trégt zu einer realeren Erwdrmung der EMA bei und erh6ht somit die Genauigkeit.

Fiir die Entwicklung von Kiihlsystemen ist es absolut entscheidend, dass die Wérme-
leitung moglichst exakt abgebildet wird. Aus Sicht der Genauigkeit sollten daher nume-
rische Verfahren eingesetzt werden.

Universelle Giiltigkeit

Wird die Maschinengeometrie ausreichend genau aufgelost, lassen sich alle relevanten
Wirmeleitungspfade korrekt abbilden. Es besteht unabhéngig vom untersuchten Kiihl-
konzept eine universelle Giiltigkeit des Modells. Wie schon im Punkt Genauigkeit aus-
gefiithrt, miissen fiir thermische Netzwerke Bereiche mit grofen Temperaturgradienten
mit vielen Knoten aufgelost werden, um die Auswirkung verschiedener Kiihlkonzepte
berechnen zu kénnen. Da neue Kiihlkonzepte an den unterschiedlichsten Stellen der Ma-
schine angreifen konnen (siehe Abb. 2.8), muss die gesamte Maschine mit einer hohen
Knotenanzahl aufgelost werden, um das Modell in der friihen Phase nutzen zu kénnen.

Fiir numerische Verfahren ist es hingegen ausreichend, das Rechengitter bedarfsgerecht
fiir das aktuell untersuchte Kiihlkonzept zu verfeinern. Die restlichen Einstellungen des
Modells miissen nicht geindert werden. Uber eine vergleichsweise einfache Netzstudie
wird die Unabhéngigkeit des Ergebnisses vom Auflosungsgrad des Gitters nachgewiesen.
Alternativ kann der Auflosungsgrad des Modells durchgéngig fein eingestellt werden.

Insgesamt lassen sich sowohl mit einem thermischen Netzwerk, als auch mit numeri-
schen Methoden universell giiltige Modelle erzeugen. Die Flexibilitdt bei Anderungen ist
fiir numerische Berechnungsmodelle jedoch héher.

Kalibrierungsfreiheit

Hinsichtlich der Notwendigkeit einer Kalibrierung sind numerische Verfahren thermi-
schen Netzwerken iiberlegen. Die Widerstdnde zwischen den Knoten kénnen nur dann
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ohne Messung ermittelt werden, wenn sich die Warmeleitfahigkeit zwischen zwei Knoten
analytisch errechnen lasst. Die in Kapitel 2.3.1 angewendeten Naherungen zeigen jedoch
bereits, dass dies nur in wenigen Fallen moglich ist. Numerische Verfahren benétigen kei-
ne Kalibrierung, da sich die thermischen Widerstinde zwischen zwei beliebigen Punkten
aus dem Zusammenspiel der hinterlegten CAD Geometrie und Materialeigenschaften er-
geben.

Parametrisierbarkeit

Fiir thermische Netzwerke ist eine Parametrisierbarkeit nur begrenzt moglich. Eine Ver-
anderung der geometrischen Mafe zieht nur dann kein erneutes Aufsetzen des Modells
nach sich, wenn die Knoten durch die Anderung nur geringfiigig verschoben werden,
keine zusétzlichen Knoten notwendig sind und die thermischen Widerstande weiterhin
analytisch berechnet werden kénnen. Fiir numerische Simulationen koénnen im Model-
laufbau klare Regeln bei der Vernetzung hinterlegt werden, um die notwendige Feinheit
des Gitters auch bei deutlich verdnderter Geometrie zu gewéahrleisten. Numerische Me-
thoden sind daher nahezu vollstandig parametrisierbar.

Robustheit

Im direkten Vergleich beider Methoden ist das thermische Netzwerk aufgrund seiner
analytischen Verkniipfungen robuster. Eine numerische Simulation basiert im Grofsteil
der Anwendungsfille auf einer iterativen Losung eines linearen Gleichungssystems. Die
Stabilitat der Berechnung bei unsauberer Diskretisierung oder fiir die Art des Problems
unpassenden numerischen Finstellungen kann nicht garantiert werden.

Hardwarebedarf

Das iterative Losen grofter Gleichungssysteme ist deutlich aufwendiger als das sukzessi-
ven Losen analytischer Gleichungen. Aus diesem Grund werden thermische Netzwerke
vor allem dann eingesetzt, wenn die Hardwareressourcen beschrankt sind oder eine Viel-
zahl einzelner Berechnungen durchgefiihrt werden muss [17|. Dies ist beispielsweise bei
der Uberwachung der Temperaturen wihrend des Betriebs oder fiir instationére thermi-
sche Berechnungen (z.B. fiir Fahrzyklen) [87] der Fall.

Zeitbedarf

Die erforderliche Gesamtzeit zum Modellaufbau, sowie zur Durchfithrung und Auswer-
tung von Berechnungen kann fiir beide Methoden nicht pauschal angegeben werden.
Thermische Netzwerke haben, wie bereits im Punkt Hardwarebedarf beschrieben, einen
geringeren Hardwarebedarf. Aus diesem Grund konnen Berechnungen sehr schnell erfol-
gen. Fiir die notwendigen Modellanpassungen bei einer Veranderung der Geometrie wird
ein parametrisiertes numerisches Modell jedoch deutliche Vorteile bieten.

Know-How

Sowohl die Modellierung und Berechnung thermischer Netzwerke, als auch der Aufbau
und die Simulation numerischer Modelle erfordern spezifisches Fachwissen, um effizient
fehlerfreie Ergebnisse zu erhalten. Unter der Annahme, dass beide Methoden innerhalb
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von speziell geeigneten Softwareumgebungen durchgefiihrt werden, wird das Fachwissen
an unterschiedlichen Stellen benétigt. Fiir thermische Netzwerke von EMA bedarf es vor
allem dem Verstdndnis von Aufbau und Funktionsweise von EMA, um die korrekten Pa-
rameter an der richtigen Stelle einzugeben. Zudem besteht eine Herausforderung in der
korrekten Beriicksichtigung von Modellierungspramissen und der hieraus resultierenden
eingeschrinkten Ubertragbarkeit der Erkenntnisse auf die Realitéit. Fiir die numerische
Simulation ist eine umfassende Ausbildung in numerischer Modellbildung und Simu-
lation und des Verstdndnisses aller relevanten physikalischen Effekte erforderlich. Der
eigentliche fachliche Kontext der EMA ist nicht so entscheidend wie bei thermischen
Netzwerken.

Basierend auf diesen Ausfiithrungen wird im Folgenden ein gewichteter, paarweiser Ver-
gleich [77]| beider Methoden durchgefiihrt. Das Wertesystem lautet wie folgt:

Tabelle A.4: Wertesystem des paarweisen Vergleichs

Wert Bedeutung
-1 schlechter
0 gleichwertig
1 besser

Fiir den Anwendungsfall in der frithen Phase der Kiihlkonzeptentwicklung sind die Krite-
rien Genauigkeit, Universelle Giiltigkeit, Kalibrierungsfreiheit und Parametrisierbarkeit
entscheidend. Diese werden doppelt gewichtet. Fiir Simulationsprozesse in der Serienent-
wicklung oder im Fahrzeugeinsatz wére diese Gewichtung nicht giiltig.

Tabelle A.5: Paarweiser Vergleich grundliegender Berechnungsmethoden

Kriterium Gewichtung Thermisches Numerische
Netzwerk Verfahren
Genauigkeit 2 -1 1
Universelle Giiltigkeit 2 0 0
Kalibrierungsfreiheit 2 -1 1
Parametrisierbarkeit 2 -1 1
Robustheit 1 1 -1
Hardwarebedarf 1 -1
Zeitbedarf 1 0
Know-How 1
Summe -4
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Mit dem gewéhlten Bewertungsverfahren eignen sich numerische Berechnungsme-
thoden deutlich besser, um eine genaue und flexible Simulationsmethode fir CAE
Methoden zur Eigenschaftsanalyse von EMA Kiihlkonzepten in der frithen Entwick-
lungsphase zu entwickeln.

A.2 Bewertung der entwickelten
Warmeleitungsmodellierungen

Vor dem Hintergrund der erfolgten Validierung mit Messdaten (Kap. 3.3) kann im Ge-
gensatz zum Vorgehen in Anhang A.1.3 die Bewertung der entwickelten Methoden zur
Modellierung der Wérmeleitung im Stator einer EMA direkt vor den definierten Anfor-
derungen MAF1-MAF10 erfolgen.

MAF1 Die Simulationsergebnisse diirfen im Rahmen der Validierung maximal 10%
von den gemessenen Zielgréfsen abweichen.

MAF1 wird von beiden Methoden erfiillt.

MAF2 Die eingesetzten Simulationen miissen eine generische Giltigkeit fiir den ge-
samten betrachteten Parameterraum besitzen.

MAF2 wird von beiden Methoden erfiillt, da es keine Einschrénkung der Anwendbarkeit
gibt.

MAF3 Die eingesetzten Simulationen diirfen nur von geometrischen Informationen,
Materialeigenschaften, bekannten Randbedingungen und generisch nutzbaren Messdaten
abhdngen.

MAF3 wird von beiden Methoden erfiillt. Die Voraussetzung fiir die hochaufgeloste
Methode ist die Kenntnis des exakten Verlaufs der Driahte. Fiir die abstrakte Methode
sind neben der Kenntnis des Wickelschemas nur die Eintrédge des Tensors der Warme-
leitfahigkeit erforderlich. Diese kénnen {iber Vorsimulationen eines Draht-Harz-Biindels
mit der hochaufgelésten Methode oder Messungen einer Probe erfasst werden.

MAF4 Die eingesetzten Simulationen miissen bekannte Freiheitsgrade als Parameter
beinhalten.

MAF4 ist mit beiden Methoden realisierbar. Ein Beispiel ist das Aufpriagen unterschied-

licher Wérmeitibergangskoeffizienten an der Wickelkopfoberflache, um den Effekt unter-
schiedlicher Kiihlungen zu berechnen.
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MAF5 Die eingesetzten Simulationen miissen unabhdngig von der genutzten Softwa-
reumgebung durchfihrbar sein.

Beide Methoden wurden im Rahmen dieser Arbeit fiir STAR-CCM+ umgesetzt und
validiert. In einer fritheren Arbeit erfolgte die Umsetzung ohne Validierung fiir Open-

FOAM und ANSYS FLUENT [19].

MAF6 Die eingesetzten Simulationen miissen robust sein.

Mit beiden Methoden ist ein robustes Arbeiten moglich. Jedoch kommt es nach der
Erfahrung des Autors beim hochaufgelosten Modell héaufiger zu Abstiirzen, wenn zu
viele Benutzereingaben gleichzeitig durchgefiihrt werden.

MAFT7 Die eingesetzten Simulationen miissen auf maoglichst geringen Hardwareressour-
cen durchfithrbar sein.

Beide Methoden konnen grundséatzlich auf State-of-the Art Workstations durchgefiihrt
werden. Fiir eine effiziente Vernetzung und Simulation des HMK sind jedoch Rechner
mit sehr viel Arbeitsspeicher erforderlich. Wird fiir das AMK eine Darstellung des Re-
chengitters und ein Temperaturplot auf der gesamten Geometrie geoffnet, erhcht sich
die Arbeitsspeicherauslastung um ca. 10 GB. Fiir das HMK sind es 80 GB. Wahrend
der Berechnung selbst liegt der maximale Arbeitsspeicherbedarf fiir das AMK bei 3 GB
und fiir das HMK bei 66 GB. Auch die Ergebnisdateien des AMK sind mit 0,8 zu 33
GB beim HMK deutlich kleiner.

MAF8 Der Aufwand beim Modellaufbau und bei Anpassungen muss moglichst gering
semn.

Anpassungen, die sich auf die Anderung von Parametern beziehen, lassen sich fiir beide
Methoden gleich schnell durchfiihren. Sobald etwas an der Geometrie gedndert werden
muss, ist die abstrakte Methode klar im Vorteil. Geometrieanpasssungen an den homo-
genen Wirmeleitungszonen sind iiber CAD Programme einfach durchzufiihren. In den
meisten Féllen passt sich das Vernetzungskript automatisch an und erzeugt auf Knop-
druck ein konformes Netz. Fiir das hochaufgelste Modell miissen hingegen Splines im
CAD neu gezogen werden und es bedarf vieler manueller Eingriffe in die Vernetzungs-
anweisungen.

MAF9 Die Durchlaufzeit einer Simulation muss maoglichst gering sein.
MAF9 wird von den entwickelten Methoden sehr unterschiedlich erfiillt. Abbildung A.2

zeigt den Konvergenzverlauf der maximal in der Wicklung auftretenden Temperatur bei-
der Modelle iiber die Anzahl der Iterationen. Die Anfangsbedingungen beider Modelle
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sind identisch.
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Abbildung A.2: Konvergenzverlauf der maximalen Wicklungstemperatur

Der Abbildung kann entnommen werden, dass fiir das hochaufgeloste Modell ca. 25000
Iterationen benotigt werden, um eine konvergente Losung zu erhalten. Das abstrakte
Modell benétigt hingegen nur 2200 Iterationen. Die Residuen der Erhaltungsgleichun-
gen und des k-Epsilon Turbulenzmodells sind fiir beide Félle bei Konvergenz des Tem-
peraturmaximums gleichbleibend niedrig. Neben der geringeren notwendigen Anzahl an
Iterationen ist auch die benétigte CPU Zeit zur Berechnung einer Iteration fiir das ab-
strakte Modell deutlich kiirzer. Im direkten Vergleich benétigt dieselbe Workstation auf
6 Rechenkernen fiir das hochaufgeloste Modell 85,23 Sekunden pro Iteration, fiir das
abstrakte Modell hingegen nur 2,41 Sekunden. Insgesamt lasst sich demnach mit dem
abstrakten Modell auf denselben Ressourcen ein stationarer Betriebspunkt um den Fak-
tor 400 schneller berechnen.

Weiter ist aufgrund der deutlich geringeren Zellenzahl (2,2 Mio vs. 60 Mio) und der
Moglichkeit einer konformen Vernetzung das Arbeiten mit der abstrakten Modellierung
deutlich fliissiger. Speziell die Arbeitsschritte des Vernetzens, die Berechnung von ge-
mappten Interfaces und das Anzeigen von Kontourplots sind beim hochaufgelosten Mo-
dell sehr zeitintensiv.

MAF10 Das erforderliche Wissen zur Anwendung der CAE Methode muss maoglichst
gering sein.

Die benotigten Fahigkeiten fiir die Anwendung der Methoden sind unterschiedlich ge-
lagert. Fiir den hochaufgelosten Ansatz bedarf es guter Kenntnisse in der CAD Mo-
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dellierung und Vernetzung. Die Simulation ist aufgrund isotroper Wéarmeleitfahigkeiten
einfach zu verstehen. Fiir die abstrakte Modellierung liegt das notwendige Wissen auf der
Simulationsseite, da typischerweise nicht mit Warmeleitungstensoren gearbeitet wird.

Die Bewertung der entwickelten Simulationsmethoden vor den in Kapitel 1.3 defi-
nierten Anforderungen kennzeichnet die abstrakte Modellierung der Wicklung als
das bessere Werkzeug fiir die Entwicklung von Kiihlkonzepten in der friithen Phase.
Zu diesem Zeitpunkt besteht in den meisten Féllen noch keine genaue Kenntnis des
exakten Verlaufs der Wicklungen. Das Wickelschema ergibt sich hingegen bereits
frithzeitig durch die elektromagnetische Auslegung. Da sich in der frithen Phase De-
signs haufig dndern konnen, helfen die Flexibilitdt der Methode bezogen auf den
aufwandsarmen Umbau von Modellen und die Robustheit im gesamten Handling.
Schlussendlich ist es in der frithen Phase ebenfalls von Vorteil, bei geringem Ressour-
cenbedarf und um den Faktor 400 geringem Zeitaufwand eine Vielzahl von Simu-
lationen durchfiihren zu konnen. Bezogen auf die erzielbare Genauigkeit zeigt sich,
dass das exakte Wissen um den Verlauf der Wicklungen keinen Vorteil gegeniiber
der abstrakten Modellierung bringt.

A.3 Berechnung der Warmequellen

In Kapitel 2.2 wurden Verlustleistungen als Ursache der Erwdrmung von EMA festge-
stellt. Die unterschiedlichen Verlusttypen héngen demnach in komplexer Art und Wei-
se vom elektromagnetischen Zustand der EMA im jeweiligen Betriebspunkt ab. Mit
dem Fokus der vorliegenden Arbeit auf die Entwicklung von EMA Kiihlkonzepten in
der frithen Entwicklungsphase erfolgt keine detaillierte Berechnung der elektromagneti-
schen Zustidnde. Es wird fiir die Werte von Kupfer- und Eisenverlusten auf bestehende
Simulations- und Messdaten der betrachteten Referenzmaschine zuriickgegriffen. Diese
liegen in tabellarischer Form firmenintern vor. Zuséatzlich gilt fiir alle thermischen Sta-
torsimulationen die Annahme einer homogenen Verteilung der Wickelverluste iiber die
Wicklung sowie der Eisenverluste iiber das Statorblechpaket.

Der grofe Vorteil der Entwicklung der CAE-Methode auf Basis der numerischen Si-
mulation ist die uneingeschrankte Erweiterbarkeit aller entwickelter Modelle um eine
realistischere Verteilung der Warmequellen iiber die Komponenten. Statt einem kon-
stanten Skalar als Quellterm muss nur ein rdumlich verdnderliches Skalarenfeld an War-
mequellen in den Simulationen implementiert werden. Im besten Fall werden diese Werte
von einer parallel laufenden elektromagnetischen Simulation gespeist. Gleichzeitig kon-
nen die Temperaturen der thermischen Simulation im Gegenzug die elektromagnetische
Simulation verbessern. Die getroffenen Einschrénkungen haben damit keinen Einfluss
auf die universelle Giiltigkeit der entwickelten Simulationsmethoden.
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A.4 Extrapolation der Messwerte fiir VAL1*

A.4.1 Matlab Code

% Pfad und Datei festlegen

file = ’Temperaturen.xlsx ’;
% Messwerte einlesen

[M, H] = xlsread (file);
dim_ M = size (M);

number data = dim_M(2) —1;

M = M(:, isnan(M(1,:)));

p_init = [90,0.001,10,0.005,5,0.001]; % Initialwerte fuer p(1l) bis p(6) fuer EMA Temperaturen

col_start = 5;

% Ergebnismatrix

E_res_header = { 7, T _stat’,’T_1’, Exponent_1’,’T_2’, Exponent_2’,’T_3’, Exponent_3’, "MSE’ };

xlswrite ('stationaere Temperaturen.xls’,E_res_header,1, Al’);

% Durchlauf fuer alle Messgroessen

for (i=col_start:1:number_data)

current data_ name = cell2mat (H(1,i+1));

% Extrapolieren

t_read_ start = 15000; % Beginn des Zeitintervalls zur Regressionsberechnung in 1/10s

t_read ende = 47800; % Beginn des Zeitintervalls zur Regressionsberechnung in 1/10s

t _reg ende = 100000; % Endzeit der Regressionsberechnung in 1/10s

t = transpose(linspace(t_read_start, t_read_ende, t_read_ende—t_read_start))/10; % Zeitvektor der
gelesenen Werte

dim_t = length(t); % Laenge des Zeitvektors

t_reg = transpose(linspace (t_read_start, t_reg ende, t_reg_ ende—t_read_start)/10); % Zeitvektor

Regression

T _temp = M(t_read_start+41:t_read_ende,i+1); % aktuell betrachteter

modelfun = @(p,t) p(1)*(1—exp(—p(2)*t)) + p(3)*(1—exp(=p(4)*t)) + p(5)*(1—exp(—p(6)*t));

Ansatzfunktion

Reg Val = nlinfit (t, T_ temp, modelfun, p_ init); % Regressionsrechnung der

Messwert

p_init = Reg_Val; % Initialwerte fuer naechsten Durchlauf auf gefundene

T stat = Reg_Val(1)+Reg Val(3)+Reg Val(5); % Berechnung der stationaeren

t_stat_disp = transpose(linspace (0, t_reg_ ende, t_reg_ende))/10;
T _stat_disp = ones(length(t_stat_disp), 1) % T_stat;

T_Reg = modelfun (Reg_Val,t_reg); % Koeffizienten ecinsetzen
MSE = mean ((T_Reg(1l:dim_t)—T_temp)."2); % Berechnung des mittleren

% Graphische Darstellung

h = figure;

plot (t_reg,T Reg, 'r— ,t,T temp, 'b’, LineWidth’ ,2);

hold on N N

plot (t_ stat disp ,T stat disp, 'k’, LineWidth’ ,0.5) ;

xlabel (" Zeit [s]’); ylabel(’ Temperatur [C]’);

legend ({ "extrapolierter Temperaturverlauf’, Messwerte’, stationaere
>FontSize’ ,12,...
"Location’, southeast ’);

hold off

save_path_pic = [’ Ergebnis Extrapolation ' current_data_name ’.png’
print (h, '—dpng’ ,save_path_pic);

% Ergebnisse in Tabelle schreiben

E_res = [T _stat, Reg_Val, MSE];

row = i—col start+42;
xlswrite ('stationaere Temperaturen.xls’ , {current_data name} , 1 ,
range = [ ’'B’ num2str(row) ’:I’ num2str(row)|;

xlswrite (’'stationaere Temperaturen.xls’,E res,l,range);

end

quadr

Koeffizienten
Lsg setzen

Temperatur

atischen Fehlers

Temperatur’} ,...

1;

['A°

num?2str(row) |) ;

A.4.2 Graphische Darstellung der Extrapolationen
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PAO 4

For more information and technical
assistance contact: fﬂ.—-—"—,

- — = .
Chevron Phillips Chemical Company LP Cl
FLUID
The Woodlands, TX 77387-4910
800.852.5531 POLYALPHAOLEFINS

Synfluid® PAO 4 cSt

Highly Branched Isoparaffinic Polyalphaolefin

Handling Maximum temperatures of 65 °C (149 °F) for handling and ambient for long-term storage are recommended. For
specific instructions on handling, see MSDS.

Typical Properties

Kinematic Viscosity, cSt @ 100°C, 212°F ASTM D7042 or D445 3.85

Kinematic Viscosity, cSt @ 40°C, 104°F ASTM D7042 or D445 16.8

Kinematic Viscosity, cSt @ -40°C, -40°F ASTM D7042 or D445 2,425

Viscosity Index ASTM D2270 124

Pour Point, °C (°F) ASTM D5950 -72 (-98)

Flash Point (COC), °C (°F) ASTM D92 217 (423)

Fire Point (COC), °C (°F) ASTM D92 253 (488)

Volatility, Noack, wt% ASTM D5800 13.3

Specific Gravity, 15.6°/15.6°C, 60°/60°F ASTM D4052 0.8190

Density, Ib/gal ASTM D7042 6.835

Total Acid Number, mg KOH/g ASTM D664 <0.03

Bromine Index, mg BR/100g ASTM D2710 <200

Odor ASTM D1296 No Foreign Odor

Appearance ASTM D4176 Clear and Bright

Color, Pt-Co ASTM D5386 0

MSDS # 100000010950 Revision Date June 2019

Avathar qunity peodct from Before using this product, the user is advised and cautioned to make its own determination and assessment of the safety and

suitability of the product for the specific use in question and is further advised against relying on the information contained

_-r-*'"-_-.-—l——'_-;"-" herein as it may relate to any specific use or application. It is the ultimate responsibility of the user to ensure that the product is

c suited and the information is applicable to the user's specific application. Chevron Phillips Chemical Company LP does not
3 r4 make, and expressly disclaims, all warranties, including warranties of merchantability or fitness for a particular purpose,
Ph""Fs regardless of whether oral or written, express or implied, or allegedly arising from any usage of any trade or from any course of
dealing in connection with the use of the information contained herein or the product itself. The user expressly assumes all risk
Chemical Company 8 1P and liability, whether based in contract, tort or otherwise, in connection with the use of the information contained herein or the

Tha Woodhnds, o product itself. Further, information contained herein is given without reference to any intellectual property issues, as well as
federal, state or local laws which may be encountered in the use thereof. Such questions should be investigated by the user.
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PAO 9

For more information and technical
assistance contact:

> T ’
Chevron Phillips Chemical Company LP Gl
FLUID
The Woodlands, TX 77387-4910

800.852.5531 POLYALPHAOLEFINS

Synfluid® PAO 9 ¢St

Highly Branched Isoparaffinic Polyalphaolefin

Handling Maximum temperatures of 65 °C (149 °F) for handling and ambient for long-term storage are recommended. For
specific instructions on handling, see MSDS.

Typical Properties

Kinematic Viscosity, cSt @ 212°F, 100°C ASTM D7042 or D445 8.8

Kinematic Viscosity, cSt @ 104°F, 40°C ASTM D7042 or D445 52.4

Kinematic Viscosity, cSt @ -40°F, -40°C ASTM D7042 or D445

Viscosity Index ASTM D2270 145

Pour Point, °F, °C ASTM D5950 -38 (-39)

Flash Point (COC), °F, °C ASTM D92 517 (270)

Fire Point (COC), °F, °C ASTM D92 579 (304)

Volatility, Noack, wt% ASTM D5800 2.4

Specific Gravity, 60°/60°F, 15.6°/15.6°C ASTM D4052 0.8338

Density, Ib/gal ASTM D7042 6.916

Total Acid Number, mg KOH/g ASTM D664 <0.03

Bromine Index, mg BR/100g ASTM D2710 <200

Odor ASTM D1296 No Foreign Odor

Appearance ASTM D4176 Clear and Bright

Color, Pt-Co ASTM D5386 0

MSDS # 100000014080 Revision Date June 2019

Another goaiity product from Before using this product, the user is advised and cautioned to make its own determination and assessment of the safety and

suitability of the product for the specific use in question and is further advised against relying on the information contained

_-»-"'-:-—-,"’ herein as it may relate to any specific use or application. It is the ultimate responsibility of the user to ensure that the product is

suited and the information is applicable to the user's specific application. Chevron Phillips Chemical Company LP does not
make, and expressly disclaims, all warranties, including warranties of merchantability or fitness for a particular purpose,

] [ N i i
Ph"" s regardless of whether oral or written, express or implied, or allegedly arising from any usage of any trade or from any course of
> dealing in connection with the use of the information contained herein or the product itself. The user expressly assumes all risk
Chemicof Company and liability, whether based in contract, tort or otherwise, in connection with the use of the information contained herein or the

T Woadhnds, Toxms product itself. Further, information contained herein is given without reference to any intellectual property issues, as well as
federal, state or local laws which may be encountered in the use thereof. Such questions should be investigated by the user.
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B.2 EMOSCE Priifstandskomponenten

Aufgezeichnet wurden die Daten mithilfe eines National Instruments cDAQ-9136 mit vier
Slots. Das Gerét bietet aufgrund eines integrierten Windows Betriebssystems minimale
Latenzen bei der zeitlichen Messdatenerfassung. Tabelle B.1 zeigt eine Ubersicht der
installierten Messcontroller.

Tabelle B.1: Verbaute Controller im Messcomputer

Modul

Anschlussmoglichkeiten — angeschlossene Sensoren

NI 9207
NI 9214
NI 9216
NI 9411

8x Spannung/ Strom Drucksensoren
16x Spannung Thermoelemente
8x PT100 PT100

6x digitales Signal Durchflusssensor
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Heizdraht

 ISOTAN®

Marke ISOTAN®
Werkstoff 2.0842
Kurzzeichen CuNi4d4

Chemische Zusammensetzung (Massen-
anteile) in %
Mittelwerte der Legierungselemente

Cu Mn Ni

Rest| 1 44

Merkmale und Anwendungshinweise

ISOTAN® zeichnet sich besonders durch
den kleinen Temperaturkoeffizienten des
elektrischen Widerstandes sowie gute
Zunder- und Korrosionsbestandigkeit aus.
Die Legierungistunmagnetisch. Sie eignet
sich zur Herstellung elektrischer Wider-
stande aller Art, fiir Warmekabel, Potentio-
meter und Heizdréhte sowie zur Fertigung
von Augenrandprofilen in der optischen
Industrie. Aufgrund der hohen Thermokraft

Elektrischer Widerstand in weichgegliihtem Zustand

gegen Kupfer wird ISOTAN® auch zur Her-
stellung von Thermoelementen und Aus-
gleichsleitungen verwendet (siehe beson-
dere Druckschrift).

Die hdchste Anwendungstemperatur an
Luft betragt 600°C.

Als Draht fiir das Thermopaar Typ J nach
IEC 584 und Typ L nach DIN 43710/85 be-
trégt die obere Temperaturgrenze bis
+900°C, abhéngig vom Drahtdurchmesser.

Temperaturkoeffizient ') des elektrischen Spezifischer elektrischer Widerstand in 2 mm?/m bei
Widerstandes zwischen 20°C und 105°C N 20°C | 100°C 200°C 300°C 400°C 500°C
enn- | zul.
10°/K wert [Abw.% Richtwerte
—80bis +40 049 | £5 0,49 0,49 0,49 0,49 0,49
Physikalische Eigenschaften (Richtwerte)
Dichte bei Schmelz- spezifische Wéarme | Warmeleitfahigkeit | mittlerer linearer Warmeausdehnungs- | Thermospannung
20°C temperatur bei20°C bei20°C koeffizient zwischen 20°C bei 20°C
und 100°C und 400°C
g/cm® °C J/gK W/mK 10°/K 10°/K uV/K
8,9 1280 0,41 23 13,5 15 -40
Festigkeitseigenschaften bei 20°C in weichgegliihtem Zustand
Zugfestigkzeitz) Bruchdehnung (Lo = 100 mm) % bei Nenndurchmesser in mm
N,
/mm von 0,02bis 0,063 | (iber 0,063 bis 0,125 |  iiber 0,125 bis 0,5 iiber 0,5 bis 1 iiber 1
min. = o= = min. min.
420 12 18 20 20 25

') Auf Wunsch kann der Temperaturkoeffizient eingeengt werden.

Lieferart

ISOTAN® wird in Form von Dréhten im Ab-
messungsbereich von 8 bis 0,02 mm in
blanker, isolierend oxidierter oder lackierter
Ausfiihrung und/oder mit Seidenumspin-

2) Der Wert gilt fiir einen Durchmesser von 2 mm. Bei diinneren Drahten liegen die Mindestwerte
je nach Abmessung erheblich héher.

nung geliefert. Zum Fertigungsprogramm
gehdren auch Flachdréhte (siehe Teil 2
»Belastbarkeit von Flachdrahten”), Bleche,
Tafeln und Folien.

Verarbeitungshinweise

ISOTAN® |48t sich leicht verarbeiten. Die
Legierung kann ohne Schwierigkeiten
weich- und hartgelétet werden; alle be-
kannten SchweiBverfahren sind anwendbar.

Besondere Hinweise zum Temperaturkoeffizienten (siche auch Hinweise in Teil 2)

Die Anderung des elektrischen Widerstan-
des in Abhangigkeit von der Temperatur
zwischen —40°C und + 120°C, bezogen
auf 20°C, ist in der Graphik 1 dargestelit.
Kurve 1 ist die Idealkurve, die annahernd
erreicht werden kann. Bei ihr andert sich
der Widerstand im Temperaturbereich von
20°C bis 120°C maximal um * 0,015%
bzw. um + 150 ppm*. Das entspricht

einem Temperaturkoeffizienten von 0,5
ppm/K zwischen 20°C und 60°C.

Die Geraden 2a und 2b gelten fiir den
Temperaturkoeffizienten o = + 40 - 107%/K.
Wenn keine besonderen Vereinbarungen
bestehen, liefern wir Ublicherweise Drahte
mit einem Temperaturkoeffizienten des
elektrischen Widerstandes, der innerhalb
dieses Bereiches liegt. In diesem Zusam-

menhang weisen wir darauf hin, daB DIN
17471 im Temperaturbereich von 20°C
bis 105°C einen Temperaturkoeffizienten
von « = —80 bis +40 - 10°/°C zulaBt.

Die mdgliche Widerstandsanderung im
Bereich von —100 bis +300°C zeigt die
Graphik 2, wobei der Ausschnittin Graphik 1
vergréBert dargestellt ist.

r
1002 [
2b™. 28 | —
. T l o i A1
e | —
AN < 100.1 4
~| -
N4 1000 2 7 'l’ -
T 7|~ 2 -
S > N 8 R
999 =
e ~
- N
Graphik 1: 25,7 | \2b 99.8 Graphik 2
Temperatur- -4 -20 0 20, 40 60 80 100 °C 120
abhéngigkeit des Temperatur —a—
elektrischen
Widerstandes 1 ppm =110 = 0,0001%, 1000 ppm = 1 - 10~ = 0,1%.
22
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Heizdraht

ISOTAN*®

Nenndurch- Querschnitt Gewicht Langenbezogener Gleichstrom-Widerstand bei 20°C
messer pro 100 m Q/m
d

mm mm? g Nennwert zul. Abw. Kleinstwert GroBtwert
0,02 0,0003142 0,280 1560 1400 1720
0,022 0,0003801 0,338 1290 +10% 1160 1420
0,025 0,0004909 0,437 998 898 1098
0,028 0,0006158 0,548 796 716 876
(0,03) 0,0007069 0,629 693 638 748
0,032 0,0008042 0,716 609 560 658
0,036 0,001018 0,906 481 443 519
0,04 0,001257 1,12 390 359 421
0,045 0,001590 1,42 308 283 333
0,05 0,001964 1,75 249 229 269
0,056 0,002463 2,19 199 183 215
(0,06) 0,002827 2,52 173 +8% 159 . 187
0,063 0,003117 2,77 157 144 170
(0,07) 0,003848 3,42 127 117 137
0,071 0,003959 3,52 124 114 134
0,08 0,005027 4,47 97,5 89,7 105
0,09 0,006362 5,66 77,0 70,8 83,2
0,1 0,007854 6,99 62,4 57,4 67,4
0,11) 0,009503 8,46 51,6 48,0 55,2
0,112 0,009852 8,77 49,7 46,2 53,2
(0,12) 0,01131 10,1 43,3 40,3 46,3
0,125 0,01227 10,9 39,9 371 42,7
(0,13) 0,01327 11,8 36,9 +7% 34,3 39,5
0,14 0,01539 13,7 31,8 29,6 34,0
(0,15) 0,01767 15,7 27,7 25,8 29,6
0,16 0,02011 17,9 24,4 227 26,1
0,18 0,02545 22,6 19,3 17,9 20,7
0,2 0,03142 28,0 15,6 14,7 16,5
(0,22) 0,03801 33,8 12,9 12,1 13,7
0,224 0,03941 35,1 12,4 11,7 13,1
0,25 0,04909 43,7 9,98 +6% 9,38 10,6
0,28 0,06158 54,8 7,96 7,48 8,44
0,3 0,07069 62,9 6,93 6,51 7,35
0,315 0,07793 69,4 6,29 5,98 6,60
(0,35) 0,09621 85,6 5,09 4,84 5,34
0,355 0,09898 88,1 4,95 +5% 4,70 5,20
0,4 0,1257 112 3,90 3,71 4,10
0,45 0,1590 142 3,08 2,93 3,23
0,5 0,1964 175 2,49 2,37 2,61
(0,55) 0,2376 211 2,06 1,98 2,14
0,56 0,2463 219 1,99 1,91 2,07
(0,6) 0,2827 252 1,73 1,66 1,80
0,63 0,3117 277 1,67 +4% 1,51 1,63
(0,65) 0,3318 295 1,48 1,42 1,54
0,7) 0,3848 342 1,27 1,22 1,32
0,71 0,3959 352 1,24 1,19 1,29
0,8 0,5027 447 0,975 0,936 1,014
0,9 0,6362 566 0,770 0,739 0,801

1 0,7854 699 0,624 + 4% 0,599 0,649
1,12 0,9852 877 0,497 A 0,477 0,517
(1,2 1,131 1010 0,433 0,416 0,450
1,25 1,227 1090 0,399 0,383 0,415
1,4 1,539 1370 0,318 0,305 0,331
1,5 1,767 1570 0,277 0,266 0,288
1,6 2,011 1790 0,244 0,234 0,254
1,8 2,545 2270 0,193 +4% 0,185 0,201
2 3,142 2800 0,156 0,150 0,162
(2,2) 3,801 3380 0,129 0,124 0,134
2,24 3,941 3510 0,124 0,119 0,129
2,5 4,909 4370 0,0998 0,0958 0,104
28 6,158 5480 0,0796 0,0764 0,0828
3 7,069 6290 0,0693 0,0665 0,0721
3,15 7,793 6940 0,0629 +4% 0,0604 0,0654
(3,2 8,042 7160 0,0609 0,0585 0,0633
(3,5) 9,621 8560 0,0509 0,0489 0,0529
3,55 9,898 8810 0,0495 0,0475 0,0515
4 12,57 11200 0,0390 0,0374 0,0406
4,5 15,90 14200 0,0308 0,0296 0,0320
5 19,64 17500 0,0249 0,0239 0,0259
(5,5) 23,76 21100 0,0206 0,0198 0,0214
56 24,63 21900 0,0199 +4% 0,0191 0,0207
6 28,27 25200 0,0173 0,0166 0,0180
6,3 31,17 27700 0,0157 0,0151 0,0163
8 50,27 44700 0,00975 0,00936 0,0101

23
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Heizdraht

Henbetn

Spezielle Coating Systeme
ELECTRO
E 6146 E 6146
Drahtlack Wire enamel

direkt verzinnbarer Drahtlack

Chemische Basis:
Polyurethan

Aligemeine Angaben

Der Drahtlack E 6146 ist ein Lack auf der Basis
von Polyurethan und fiir den Abmessungsbereich
0,07 mm bis 0,60 mm fiir Grad 1 und 2 vorgese-
hen. Mit E 6146 lackierte Kupferdrahte entspre-
chen den Anforderungen der technischen Liefer-
bedingungen nach DIN 46416 Teil 2.

E 6146 wird zur Herstellung von direkt verzinn-
baren Wickeldrihten eingesetzt, bei denen es auf
kiirzeste Lotzeiten ankommt.

Besonders hervorzuheben ist die sehr kurze
Verzinnungszeit bei 375° C — z. B. fir 0,15 mm
Drahtdurchmesser unterhalb 0,45 s.

self-fluxing wire enamel

Chemical base:
Polyurethan

General remarks

The wire enamel E 6146 is a very fast self-
fluxing Polyurethane enamel for magnet wire
grade 1 and grade 2 in the diameter range from
0.07 mm to 0.6 mm. Copper wires enamelled with
E 6146 meet the requirements and techhicat con-
ditions of DIN 46416 part2 (BS4520: Part 1: 1969).

Remarkable is the very short fluxing-time at
375° C — e. g. for 0,15 mm diameter less than
0,45s.
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Spezielle Coating Systeme

ELECTRO

A | g technische Hin i

E 6146 eignet sich zur Herstellung von direkt ver-
zinnbaren Wickeldrahtenim Durchmesserbereich
von 0,07 mm bis 0,60 mm in Grad 1 und Grad 2
auf allen gebrauchlichen Umluft- und Strahlungs-
maschinen mit horizontaler oder vertikaler Fih-
rung. Der Lack |48t sich mit Diisen und Filzen ver-
arbeiten.

Auf Wunsch kénnen unterschiedliche Einfarbun-
gen, sowie die fir alle Applikationstechniken
erforderlichen Festkorper- und Viskositatsein-
stellungen geliefert werden.

Enamelling technology

E 6146 is especially suited for the production of
self-fluxing magnet wires in the diameter range of
0.07 to 0.60 mm in grade 1 and grade 2 by all
usual convection and recirculating air ovens both
horizontal and vertical. The enamel can be applied
with dies and feits.

E 6146 can be supplied at different viscosities and
solid contents to suit particular machines.

Bevorzugte Einstellung Enamel coding E 6146/25 | E6146/31 | E 6146/35
Festkorper solid content +1)9 +1)9 +1)9
(1 h bei 180 °C, 1 g Einwaage) | (1 hat 180°C, 1 g enamel @5+1)% | B1£1)% ) @5+1)%
Auslaufzeit DIN 53211 flow time acc. to DIN 53211 13sbis/ | 20sbis/ | 50 s bis/
im DIN-Becher 4 bei 23 °C by the DIN-cup 4 at 23 °C to20s to28s to70s
Viskositat bei 25°C viscosity at 25°C ca./ ca./ ca./
approx. approx. approx.
DIN 51550 DIN 51550 50mPas | 90mPas | 260m Pa's
Verdiinnung diluent E 5068 E 5068 E 5068
Angaben Wire test results
tiber den Priifdraht
Applikationstechnik Enamelling conditions
Drahtlack wire enamel E 6146
Umiluftofen recirculating air oven 25m
Applikation application Filz, 8 Durchziige
felt, 8 passes
Ofentemperatur oven temperature 450°C
Nenndurchmesser conductor diameter 0,50 mm
Abzuggeschwindigkeit enamelling speed 55 m/min )
Durchmesserzunahme increase in diameter 39 um, Grad 1, grade 1
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ELECTRO

Priifergebnisse
nach DIN 46453

Test results
acc. to IEC-Publ. 251

Haftung und Dehnbarkeit beim Wickeln

flexibility and adherence

Wickellocke 1xd nach Vordehnung von mandrel test 1xd with pre-stretching of 15%
Warmeschock, 1xd, 30 min heat shock, 1xd, 30 min 150°C
2xd, 30 min 2xd, 30 min 160 °C
Erweichungstemperatur, gemessen cut through temperature 218°C
measured acc. to DIN 46453 Part 1, 10.2
Schabekraft, resistance to abrasion,
Mittelwert medium force 92N
Kleinstwert minimum force 84N
Besténdigkeit gegen Trankmittel resistance to solvents
Angabe als Bleistiftharte given as pencil hardness
unbehandelt when delivered 3H
DIN-Standardiésemittel |IEC standard solvent 3H
HERBERTS Trénklacke HERBERTS impregnating varnishes 3H
HERBERTS UP-Trénkharze HERBERTS UP-impregnatingresins | 3H
HERBERTS EP-Trénkharze HERBERTS EP-impregnatingresins | 3 H
Durchschlagspannung, breakdown voltage,
verdrehte Drahtprobe (Twist) twisted specimen
bei Raumtemperatur at room temperature 8225V
bei 160 °C at 160 °C 7920 V
Temperaturindex nach DIN 46453 temperature index according to IEC 172 | TI/149
20000 h Wert (Bild 1) 20000 h value (figure 1)
Dielektrischer Verlustfaktor (Bild 2) dissipation factor (figure 2)
Temperatur des tan d -Steilanstieges tan 4 -intersection point 130°C
Isolationswiderstand *) insulation resistance *)
nach 24h Lagern im Prifklima 23/83-1 after storing 24 h at 23 °C and
DIN 50015 83% relative humidity 1,3-10° MQ-km
nach 2 h Lagern bei 90 °C after storing 2 h at 90 °C 7,5:10° MQ-km
Verzinnbarkeit bei 375 °C solderability at 375 °C 15s

*) bei Lagerbedingungen gemessen

*) measured at storing conditions
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E 6146

ife in h
§

Lebensdauer in h
thersal 1.
§8

Temper

80 400 120 140 160 160 200 220 240 260 260 300
ratur in 6rad C
temperature in grad C

Bild 1, figure 1

Temperaturindex nach
DIN 46453 ’

Temperature index acc. to
IEC 172

Bild 2, figure 2

Dielektrischer Verlustfaktor tan &
in Abhangigkeit von der Tempe-
ratur bei einer MeBfrequenz
von 1 kHz.

Dissipation factor tan 8
as a function of temperature
at 1 kHz.

Diese Angaben entsprechen dem heutigen
Stand unserer Kenntnisse und soflen Uber
unsere Produkte und deren Anwendungsmog-
lichkeiten informieren. Sie haben somit nicht die

E 6146

40

Yerlustfaktor tan delta (#10°-3)
dielectric loss factor (#10°-3)

|
/
d

0

w0 60 B0 100 120 140 160 180 200°C
Temperatur
temperature

This information is based on our present state of
knowledge and is intended to provide general
notes on our products and their uses. It should

Ces informations correspondent au niveau
actuel de nos connaissances et n'ont d'autre
but que de vous rsnseigner sur nos _produits

gt_xkte oder deren Elgnung f\lv elnen

stnd zu
gen Eine Qualitat
wir im Rahmen unserer Allgemelnen Verkaufs-
bedingungen.
Ausgabe: August 1985

Hiermit verlieren afle friiheren Veréffentlichun-
gen ihre Giittigkeit.

ou con-

not be as et leurs possibilités d'application. Eles ne
der Pro-  specific properti o! the prodi or lent en aucun cas garantir que nos pro-

their suitability for ication. Any  duits & telle ou telle p

existing pmper\y ights must be vennlemauneappﬂcanmdétennmée It appar-

observed The allyulour products is guaran-  tient a Vutilisateur de s’assurer des droits de

teed under our General C of Sale.

Edition: August 1985

This edition supersedes prior technical leaflets
on this product.

La qualné de nos produits est garantie dans le
cadre de nos Conditions Générales de Vente.

Edition: AoGt 1985

Par le présente toutes les éditions précédentes
des fiches techniques cessent d'étre vaiaples.

Henbendrm

Herberts GmbH

Postfach 200244 - 5600 Wuppertal 2 - Telefon (0202) 894-1 - Telex 08591367 - Telefax (0202) 85480 - West Germany

3810855000/GB
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Klebstoff

LOCTITE.

Technisches Datenblatt

LOCTITE® 401 ™

(TDS for new formulation of Loctite® 401 ™) Februar 2012

PRODUKTBESCHREIBUNG
LOCTITE® 401™ besitzt die folgenden Produkteigenschaften:

Technologie Cyanacrylat
Chemische Basis Ethyl-Cyanacrylat
Aussehen Transparent, farblos bis strohfarben,
(unausgehartet) flissig-s
Komponenten Einkomponentig -
kein Mischen erforderlich
Viskositéat Niedrig
Aushértung Feuchtigkeit
Anwendung Kleben
Geeignete Materialien |Metalle, Kunststoffe und Elastomere

Dieses Technische Datenblatt ist giiltig fir LOCTITE®
401™, das ab den im Abschnitt "Hinweis zum
Herstellungsdatum™ aufgefiihrten Daten hergestellt wurde.

LOCTITE®401™ wird zum Verbinden von schwer
verklebbaren Werkstoffen bei Anwendungen eingesetzt, wo
gleichmaRige Spannungsverteilung und hohe Zug- bzw.
Scherfestigkeit gefordert werden. Das Produkt erzielt schnelle
Klebungen mit einer Vielzahl von Materialien, u.a. Metallen,
Kunststoffen und Elastomeren. LOCTITE®401TMeignet sich
auch zum Kleben von porésen Materialien wie Holz, Papier,
Leder und Textilien.

NSF International

Freigegeben nach NSF Kategorie P1 for zum Einsatz als
Dichtstoff in der Lebensmittelverarbeitung in Bereichen, wo
kein Kontakt mit Lebensmitteln méglich ist. Hinweis: Dies ist
eine regionale Freigabe. Wenn Sie weitere Klarstellung und
Informationen bendtigen, wenden Sie sich bitte an Ihren
zustandigen technischen Service.

MATERIALEIGENSCHAFTEN
Spez. Dichte bei 25 °C 1,1

Flammpunkt - siehe

Sicherheitsdatenblatt

Viskositat, Kegel-Platte-System, mPa-s (cP):
Temperatur: 25 °C,
Schergeschwindigkeit: 3.000 s™

Viskositat, Brookfield - LVF, 25 °C, mPa-s (cP):
Spindel 1, bei 30 U/min

70 bis 1104

100 bis 120

TYPISCHE AUSHARTEEIGENSCHAFTEN
Unter normalen Bedingungen wird der Ausharteprozess durch

Luftfeuchtigkeit ausgeldst. Die volle Funktionsfestigkeit wird
innerhalb relativ kurzer Zeit erreicht, der Aushartevorgang
dauert aber noch mindestens 24 Stunden, bis die volle
Medienbestéandigkeit erreicht wird.

Aushiértegeschwindigkeit in Abhéngigkeit vom Material

Die Aushéartegeschwindigkeit ist abhangig von der
verwendeten Materialoberflache. Die folgende Tabelle zeigt
die Zeit zur Erreichung der Handfestigkeit auf verschiedenen
Werkstoffen bei 22°C / 50% rel. Luftfeuchtigkeit. Sie
bezeichnet die Zeitspanne, die erforderlich ist, um eine
Scherfestigkeit von 0,1 N/'mm? zu entwickeln.

Handfestigkeit, Sekunden:

Stahl <5
Aluminium <5
Neopren <5
Nitrilgummi <5

ABS <5

PVC <5
Polycarbonat 5 bis 10
Phenolharz <5

Holz (Balsa) <5

Holz (Eiche) 15 bis 30
Holz (Kiefer) 15 bis 20
Spanplatte <5
Textilien 10 bis 20
Leder 15 bis 30
Papier <5

Aushartegeschwindigkeit in Abhdngigkeit vom Spalt

Die Aushartegeschwindigkeit ist abhangig vom Klebespalt.
Kleine Spaltweiten ergeben hohe Aushartegeschwindigkeiten;
mit  zunehmender  SpaltgroRe  verringert  sich  die
Aushartegeschwindigkeit

Aushiartegeschwindigkeit in
Feuchtigkeit

Die Aushartegeschwindigkeit ist abhangig von der relativen
Luftfeuchtigkeit. Hohere relative Luftfeuchtigkeit beschleunigt
die Aushartung.

Abhangigkeit von der

Aushiartegeschwindigkeit in Abhdngigkeit vom Aktivator
Ist die Aushartegeschwindigkeit aufgrund groRer Spalten zu
langsam, kann durch Einsatz eines Aktivators die Aushartung
beschleunigt werden. Dadurch kann sich jedoch die
Endfestigkeit der Klebung verringern. Zur Uberpriifung dieses
Effektes wird deshalb die Durchfiihrung von Klebeversuchen
empfohlen
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TDB LOCTITE® 401™, Februar 2012

FUNKTIONSEIGENSCHAFTEN IM AUSGEHARTETEN 140
ZUSTAND
Eigenschaften = 120 T
]
Aushértezeit 10 Sekunden bei 22°C € '/ ———
Zugfestigkeit, 1ISO 6922: % 80
Buna-N N/mm? 26,98 i \
(psi)  (21.000) oo60 \\
Aushértezeit 72 Stunden bei 22°C. n\: 40 \
Zugfestigkeit, ISO 6922: °
Buna-N N/mm? 137 20
(psi) (1.900) 0
Zugscherfestigkeit, ISO 4587 40 20 0 ZOTe,ﬁ%eraﬁtf" o) 100120140
Stahl (sandgestrahlt) N/mm? 20 m d
(psi)  (2.900) Warmealterung
Aluminium (gebeizt) N/mm? 12,4 Gealtert bei der jeweiligen Temperatur und gepriift bei 22°C
(psi) (1.800) = 125 60°C
Zinkdichromat N/mm? 2,5 x
(psi)  (360) 3 100 ~
ABS *N/mm? 7,5 = o
“(psi)  (1.080) 2 Ty
PVC *N/mm2 10 = SN 80°
*(psi)  (1.450) @ k\ \C\
Phenolharz *N/mm2 12,6 % 50
* (psi) (1.820) g’ 120°C
Polycarbonat *N/mm? 9,6 K] 25
* (psi) (1.400) 2
Nitrilgummi *N/mm2 1,2 °
*(psi)  (170) ° 0
Neopren *N/mm2 1,1 0 250 500 750 1000
*(ps)  (160) Stunden
Blockscherfestigkeit, ISO 13445: R Bestiindigkeit gegen Medien
Polycarbonat :"/;“i)m (11 1600) Alterungstest wie beschrieben und gepriift bei 22 °C
ABS N NF;mm’ 2'3 % Anfangsfestigkeit
*(psi)  (3.340) Medium °c | 100h 500 h 1000 h
PVC N/rr_1m2 2,6 Motordl 40 115 85 85
ehenolhars . ’EE;')m (251‘(2 Bleifreies Benzin 22 85 90 95
* (psi) (3'690) Wasser 22 75 80 75
* Material Wasser/Glycol 22 85 75 65
atenialversagen Ethanol 22 100 110 130
Isopropanol 22 115 100 120
98% rel. LF 40 80 65 65

BESTANDIGKEIT GEGEN UMGEBUNGSEINFLUSSE

Aushértezeit 1 Woche bei 22°C. - . .
Zugscherfestigkeit, 1SO 4587: Besténdigkeit gegen Medien o
Stahl (sandgestrahlt) Alterungstest wie beschrieben und gepruift bei 22°C.

Zugscherfestigkeit, ISO 4587, Polycarbonat

Temperaturfestigkeit —

geprgft bei derjevgveiligen Temperatur % Anfangsfestigkeit
Medium °C 100 h 500 h 1000 h
Luft 22 110 120 115
98% rel. LF 40 110 120 105

Henkel Americas Henkel Europe Henkel Asia Pacific

+860.571.5100 +49.89.9268.0 +81.45.758.1810

Den direktesten Zugang zu Informationen und Unterstiitzung in kaufméannischen und technischen Fragen
finden Sie im Internet unter: www.henkel.com/industrial
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Olpumpe

Data Sheet

Oil Motor Pump type BFPM 61

Application

Function

The BFPM range is a series of Danfoss oil pumps
in combination with a highly efficient permanent
magnet motor.

The BFPM Electronic Controller must be used for
controlling BFPM motor pumps (see separate da-
ta sheet for BFPM Electronic Controller).

BFPM 61 is designed with a pressure transducer,
which makes it ideal for small, modulating oil
burners.

BFPM 61 features

Light oil and kerosene

1- or 2-pipe operation
1-stage modulating
Built-in pressure regulator
Solenoid valve cut-off
Cartridge filter

Pressure transducer

W
[ sucion

Return

[l Pressure

From the suction inlet (S) oil is drawn through the
filter (H) to the gear set, where the pressure is in-
creased. When voltage is applied to the NC-valve,
it opens and releases oil to the nozzle outlet.

The pressure transducer (PT) reports the achieved
pressure and the control, in conjunction with the
oil/air ratio control, regulates the motor speed.
The built-in pressure regulator prevents over-
pressure. Default setting is 28 bar.

Cut-off function, solenoid valve

When the burner stops, the voltage to the NC-
valve is cut off and the oil flow to the nozzle out-
let is cut off immediately.

Bleeding

[ Suction

DANFOSS
AT0-1122.10.12

o
m
=
=
=
=}

In 2-pipe systems the pump is self-priming, i.e.
bleeding is performed via the constriction (O) to
the return outlet (R).

In 1-pipe systems with plugged return outlet (R),
bleeding must be performed through the nozzle
outlet (E) or the pressure gauge port (P).

Warranty

For pumps used outside the stated technical data
and used with oil containing abrasive particles
Danfoss cannot give any warranty.

Note! The solenoid valve must be replaced after
250.000 operations or 10 years (approved life ex-
pectancy).

Danfoss Heating Solutions

VDDKO102
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Olpumpe

Data Sheet Oil Motor Pump type BFPM 61

Identification BFPM |6 [1[L|3|L |

L: left hand nozzle outlet

3: capacity 24 I/h

L: left hand rotation

1: with one solenoid valve

6: pressure sensor

Nozzle capacity at 4.3 cSt., 10 bar, 2800 min’'.

Technical Data Oil types Standard fuel gas oil and fuel gas oil acc. to DIN V
51603-6 EL A Bio-10 (Max. 10% FAME)
Viscosity range (measured in suction inlet) (1.3) 1.8 to 12.0 cSt. (mm?/s )
Filter area/mesh 11/200 cm?/pm
Pressure range ") 5 to 28 bar
Adjustable pressure, safety limitation 30 bar
Max. pressure in suction inlet/return outlet 2 bar
Speed 400 to 3400 min’
Ambient/transport temperature -20to +70°C
Temperature of medium 0to+70°C
Coil power consumption IWwW
Coil rated voltage (other voltages on request) 220/240V, 50/60 Hz
Coil enclosure IP 40
) Max. 12 bar at 1.3 cSt., max. 15 bar at 1.8 cSt.
Nozzle capacity Modulation
I/h bar
40 . - 30 -
43 ¢St 2800 min” |2 g
18t 3 2
30 H] &
~ H 20 H
20 \
10 10
\
0
5 10 15 20 25 30
0
bar 0 20 40 60 80 100
PWM duty cycle %
Power consumption
w
140 -
120
100 H
80
60
40
20
0
0 10 20 30
bar
2 VDDKO102 © Danfoss 11/2011 Danfoss Heating Solutions
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Druchflusssensor

Ovalrad Durchflussmesser

Oval gear Flow meter

Technische Daten
Messprinzip
Messprinzip
Abtastsystem
Ausgangssignal
Durchflussrichtung
Durchflussbereich L/min.
Diise

Impulszahl/ Liter
Viskositat der Medien v
Messgenauigkeit( >= 3mpas)

Wiederholgenauigkeit
Betriebs/ Berstdruck

Betriebstemperatur
Einbaulage

Anschluss

Material / Rotor / O-Ring
Achsen / Lagerung
Spannungsversorgung
Strombelastung |mex.
Gebergewicht

Abmessung in mm

—

Technical
specification
Measurement principle
Sensing principle
Output: square wave
Flow direction

Flow range Litre/ min.
Nozzle

Pulses output /Litre
Viscosity v

Accuracy (v>=3 mPas)

Repeatability of
frequency response

Continuous-/ Burst in
pressure

Running temperature
Installation position

Port Connection
Materials/ Rotor/ Gasket
Axles/ Bearing

Voltage supply

Output current Inax.
Weight

Dimensions in mm

Anwendung: Wasser, Diesel, Heizol
und sonstige nicht aggressive Medien.
Application: Water, Diesel, Oil

and other non aggressive liquids.
Zahnrad-Volumenmessung/ Oval gear
beriihrungslos/ non-contacting

NPN open collector sinking

in Pfeilrichtung / at arrow-direction
0,005.. 1,75 | / min / liquid

keine/ none

ca. 1.800 Impulse/Liter / H20 20°C

ab / from 0,7 mPas

+/- 1 % (bei Viskositaten > 3 mPas)

+- 0,5 % (bei gleichen Betriebsbedingungen
+- 0,5 % (at the same operating conditions)

-0,8- 30 bar / 50 bar (bei / at 20°C)

-20°C bis / up + 130°C

beliebig / any

2 x G 1/8” Innengewinde/ female (BSP)

Alu eloxiert/ PPS / O-Ring= FPM 75.5
1.4435, Achse / Axle 316L

5-24 . VDC

25 MA max.

180 Gramm

s. Zeichnung / see drawing

Montage-Gewinde
2xM4 10 mm tief

20

U

119 1

®

THE WORLD OF FLOW

Serie: VZS-005-ALU
Art.-Nr: 97478107

Silicon-Kabel / Cable
L=1,5m, D 6,6 mm/ 3 x 0,5 mm’

Anschlussbelegung /
Electrical Connection

green / griin

Signal out
white /veld 5 o
fLrem Lbreun ¢y Ly cs- 24 vio

Flowneter

/2 x G 1/8" (BSP)

97478107-VZS 005-ALU.doc Technische Anderungen vorbehalten Stand10.2010 We reserve the right to make technical changes without notice.

B.LO-TECH e.K. | Zeitlarner Str. 32 | D- 94474 Vilshofen | Germany

Tel: +49 (0) 8541-91 00 47 | Fax: +49 (0) 8541-96 89 98 0
E-Mail: info@btflowmeter.com | Internet: www.btflowmeter.com
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Drucksensor

Instruction Bulletin No.

223408
Rev. B

™

ems

Sensors & Controls

Series 3100/3200 Compact High Pressure
OEM Pressure Transmitter

IMPORTANT NOTE

All GEMS Pressure, Level & Flow Products are designed and manufactured in accordance with sound Engi-
neering Practice as defined by the Pressure Equipment Directive 97/23/EC. Pressure transducer products
designed to meet the highest risk category “IV" of the Pressure Equipment Directive are clearly marked on
the label by “CE0086". Compliance is achieved through modules “B+D". No other products should be used as
“Safety Accessories” as defined by the PED, Article 1,Paragraph 2.1.3

GENERAL NOTES

The pressure range of the unit must be compatible with the maximum pressure being measured. The func-
tional temperature range must be adhered to. For a detailed account of accuracy over a specific temperature
range, consult Gems Sales Department.

Materials: All wetted parts 17-4 PH Stainless Steel.

Ingress Protection: All Transducers/Transmitters have a minimum IP rating of IP65 in accordance with BS

EN 60529:1992.

ELECTRICAL
Outputs: Gems Sensors Transducer/Transmitters
ELECTRICAL VARIATIONS conform to one of the following electrical variations:
Input Description Output Description
10 to 30V 4 to 20mA Frequency Response: <lms for Conditioned Outputs
" " - Maximum Current Draw: 2-wire Transmitter = 20mA,
5V+10% 0.5 to 4.5 ratiometric Transducer in voltage mode = 4.5 mA
12 to 30V 0to 10V EMC Data: Meets the requirements of CE.
6.5 to 30V 0.5t0 4.5V
7 to 30V Oto 5V
8 to 30V 1to 6V
ELECTRICAL CONNECTORS
Din 9.4 mm M12 x 1P Amp Deutsch DT04-4P Packard Strain Relief Gland 1/2” Conduit
Superseal 1.5 MetriPack Connection
POLARIZING B
WIDE CONTACT
o MRk oy
N i L
02y Agi;fmzxw}‘ T g W T
T T & ¥ %
| !
ia t
Code B Code E Code 6 Code 8 Code 9 Code F Code 3
Pin | Voltage | Current | Voltage | Current | Voltage | Current | Voltage | Current | Voltage | Current Wire | Voltage | Current | Voltage | Current
# | Mode | Mode Mode Mode Mode Mode Mode Mode Mode | Mode Color | Mode | Mode | Mode | Mode
1] Voul No Vsupply Supply Vourl No Ground Return Vourl No Red | Supply | Supply | Supply | Supply
(pressure) | Connect (pressure) Connect (pressure) | Connect
2 | Vsupy | Supply Voul No Ground Return Vsupply Supply | Ground | Return | A | Black | Ground | Return | Ground | Return
(pressure | Connect
3 | Vou2 No Ground Return Vsupply Supply Vour2 No Vsupply | Supply | B | White | Vo1 No Voul No
(temp) | Connect (temp Connect (pressure) | Connect | (pressure | Connect
4 | Ground | Return Vou2 No Voul No Green | Vo2 No Vou2 No
(temp) Connect (pressure) | Connect (temp) | Connect | (emp) | Connect
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Drucksensor

Wiring Diagrams

POWER SUPPLY 200

By | N () .,

| VOLTAGE Z 1mo

COMMON oUTPUT Z m

B ==& OUTEH | TRANSDUCER S

1 2w

READOUT g

g m

POWER SUPPLY g o

)| : & m

| CURRENT g o

OUTPUT 0

S i) O | ansoucer ’
]
READOUT

MECHANICAL

Pressure Ranges:

See Table below

Current Output Mode (Load Resistor Range)

=
=

IMUM RESISTOR (RL)

1

MINIMUM RESISTOR {RL}

1112 12 14 15 16 17 18 10 20 M 22 23 24 25 26 27 28
CUSTOMER SUPPLY VOLTAGE (V)

Minimum Resistor Value = 50 + (+V-24) for +V>24V
Maximum Resistor Value = 50 + (+V-8) for +V >8V

Pressure Range Proof Pressure Burst Pressure
PSI (Bar) (x Full Scale) (x Full Scale)
3100 3200 3100 3200
50-300 (3.5-25) 3.00x FS 40 x FS
500-1,500 (40-100) 20x FS
2,000-6,000 (160-400) 3.00xFs 10 x FS
7,500-9,000 (600) 10x FS
2.00 x FS 4XFS
10,000 (700)
>60,000 PSI
15,000 (1,000) 2.50 x FS (4,000 bar)
25,000 (1,800) 1.40 x FS 1.8xFS
30,000 (2,200) — 15xFS —

NPTF (Dryseal) & Standard Tapered Threads: ‘Dryseal’ Pipe threads are designed to seal pressure tight
joints without the need of compounds. To accomplish the seal, the root of both internal and external threads
are truncated slightly more than the crests, i.e. roots have wider flats than crests. Therefore, metal-to-metal
contact occurs when wrenching and crushing the sharper crests of the mating thread, thus creating the pres-
sure tight joint and preventing spiral leakage. However, where functionally not objectionable, Gems Sensors
recommend the use of an Anaerobic sealing compound to ensure an absolute pressure tight seal and mini-
mise thread galling. Standard taper threads require the use of a sealing compound and are not interchange-
able with ‘R’ designated threads.

Installation: Transducers and Transmitters can be installed by either spanner or deep socket. Sizes 22 A/F
and 27 A/E. The tightening torque depends upon the material and the sealing mechanism. The tightening
torque should not exceed 30Nm in any case.

Vibration: 40g peak to peak sinusoidal (Random Vibration: 20 to 1000 Hz @ approx. 40G peak per
MIL-STD-810E)

Operation: Having installed the transducers as instructed, they are ready for use. Before applying power,
check that the correct polarity and excitation levels are being applied.

Maintenance: Routine Inspection not required except for periodic inspection of the cable and connector to
ensure that these are neither damaged nor softened by incompatible liquid.

Warranty: We guarantee this instrument against faulty workmanship and material for a period of one year
from date of delivery. The Company undertake to repair, free of charge, ex-works any instrument found to be
defective within the specified period providing the instrument has been used within the specification in accor-
dance with these instructions and has not been misused in any way. Detailed notice of such defects and sat-
isfactory proof thereof must be given to the Company immediately after the discovery and the goods are to be
returned free of charge to the Company, carefully packed and accompanied by a detailed failure report. See

"Return Policy".

Sensors &Controls

Gems Sensors & Controls
- 1 Cowles Road, Plainville, CT 06062
Toll-Free: 1-800-378-1600
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Pumpendrucksensor

ENGINEERING
TOMORROW

Data sheet

Pressure transmitter for air and water applications
Type MBS 1900

The pressure transmitter MBS 1900 is designed
for use in air and water applications like Booster
Pumps and Air Compressors.

The semi-flexible pressure transmitter
programme covers different output signals,
absolute or gauge (relative) versions, measuring
ranges from 0 - 4 bar to 0 - 25 bar and a wide
range of pressure and electrical connections.
Enclosure material is stainless steel AISI 316L.

w2

Features « Designed for use in air and water applications « Absolute or relative (gauge) sensor element
« Wetted parts of stainless steel (AISI 304) + A wide range of pressure and electrical
« Pressure ranges in relative (gauge) or absolute connections
from 0 - 25 bar - Digitally compensated
« Output signals: 4 — 20 mA, or ratio metric
Approvals UL Approval, M
Certificate number: E31024
NSF-61
© Danfoss | DCS (im) | 2017.04 IC.PD.P21.K7.02 | 52087921 | 1
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Pumpendrucksensor

Data sheet | Pressure transmitter for air and water applications, type MBS 1900

Technical data

Performance (EN 60770)
Accuracy (@ 20 °C) (incl. non-linearity, hysteresis and repeatability) <+ 1.0%FS
Non-linearity BFSL (conformity) <+05%FS
Hysteresis and repeatability <+0.1%FS
Total error band inside the compensated temperature range <+3.0%FS
Response time <4ms

Overload pressure (Static)

3 % FS (max. 75 bar)

Burst pressure

4 x FS (max. 100 bar)

Durability, P: 10 - 90% FS

> 10x10° cycles

Electrical specifications

Nom. output signal

Ratiometric

(short-circuit protected) =20 (10 = 90% of Vsupp)
Supply voltage [Ug], polarity protected 9-28V 5V+10%
Supply — current consumption - <5mA

Supply voltage dependency <*0.1%FS/10V

<*0.1%FS/10V

Load [R] (load connected to 0'V) R < (Us-10V)/0.02A

R =25KQ@5Vdc

Output impedance -

<250

Environmental conditions

Sensor temperature range

0-80°C

Max. media temperature

110 - (0.35 x ambient temperature)

Ambient temperature range (depending on electrical connection)

-20-80°C

Compensated temperature range 0-80°C
Transport / Storage temperature range -50-85°C
EMC - Emission EN 61000-6-3
EMC - Immunity EN 61000-6-2
Insulation resistance > 100 MQ at 500V

Sinusoidal 159,5Hz-2kHz IEC 60068-2-6
Vibration stability

Random 759, 5Hz-1kHz IEC 60068-2-64

Shock 200 g/1 ms IEC 60068-2-27
Shock resistance

Free fall m IEC 60068-2-32

Enclosure (depending on electrical connection)

see page 4

Mechanical characteristics

Wetted parts

EN 10088-1; 1.4301 (AISI 304)

Materials Enclosure EN 10088-1; 1.4404 (AISI 316 L)
Electrical connections see page 4
Net weight (depending on pressure connection and electrical connection) | 0.15-0.3 kg
Mounting instructions
Width across flats 24 mm
Mounting torque max. 20Nm

2|520B7921 | IC.PD.P21.K7.02
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Pumpendrucksensor

Data sheet | Pressure transmitter for air and water applications, type MBS 1900

Ordering standard
MBS 1900 _
HHHL\JHH
Measuring range LH Pressure connection
0 - 4bar 16 ABO4 G %A (EN 837)
0 - 6bar 18 ABO8 G % A (EN 837)
0 — 10bar 20 ACO04 Vs— 18 NPT ANSVASME B 1.20.1
0 - 16bar 22 ACO2 Ve—27 NPT
0 - 25bar 24 GBO4 | -G Y:DIN3852-E/1SO 1179-2 (Form E); Gasket: DIN 3869-14 NBR
0 — 100 psi 58 PTO4 R %150 7-1
0 - 200 psi 62
0 — 250 psi 63
0 - 300psi 64 Electrical connection
Figures refer to plug and standard PIN
configuration - see page 4
A0 No Plug (EN 175301-803-A)
Pressure reference e Al Plug Pg 9 (EN175301-803-A)
Non-standard build-up Gauge (relative) 1 A3 Screened cable, 2 m-
combinations may be Absolute 2 C2 Round Packard Metripack / SN
selected. However, minimum
order quantities may apply. | Outputsignal
Please contact your local ! ] AZ20mA
Danfoss office for further 6 | Ratiometric, 10 - 90%
information or request
on other versions.
Dimensions / Combinations
Type code A0 A1l (e} A3
(EN175301-803-A) EN175301-803-A, Pg 9 Round Packard Metripack / SN 2 m screened cable
oo == . = y
L1 P
=
O=24
[=— 017.6—=|
<= o14 |- o14—| [e—19
= ; I \ | ; 4_%%
: L) I 1t
: g=e | L
095 otz !
DIN 3852-E/1SO 1179-2
G A (EN 837) G2 A (EN 837) Ya—18 NPT V=27 NPT (FormE) ISO7-1R Y
Gasket: DIN 3869-14
Type code AB04 ABO08 ACO4 AC02 GB04 PTO4
Recommended
torque 20 Nm 20 Nm 20Nm 20Nm 20Nm 20 Nm
© Danfoss | DCS (im) | 2017.04 IC.PD.P21.K7.02 | 520B7921 | 3
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Pumpendrucksensor

ENGINEERING

TOMORROW

Type code, see page 3

c2

A3

EN175301-803-A

C

Round Packard metripack / SN

s
==

2 m screened cable

together with mating
connector)

Ambient temperature -20-80°C -20-80°C -20-80°C
Enclosure
(IP protection fulfilled P65 P67 P67

Material

Glass filled polyamid, PA 6.6

Glass filled, PBT

Glass filled polyamid, PA 6.6. PVC

Electrical connection,
4-20mA
output (2 wire)

Pin 1:+ supply
Pin 2: + supply
Pin 3: not used

S

to MBS enclosu

3

Earth: Not connected

re

Pin 1 (A): - supply
Pin 2 (B): + supply
Pin 3 (C): not used

Black: - supply

Red: + supply

Brown: not used

Screen: not connected to MBS enclosure

/ Red

Electrical connection,
Ratiometric 10 - 90%

% 6 T ]_1% —u — —u,
&~ +®.7 ) T @_ Qlack *é_

Pin 1: + supply Pin 1 (A): - supply ") Black: - supply ')

Pin 2: + supply ") Pin 2 (B): + supply Red: + supply

Pin 3: + output

S

to MBS enclosu

Earth: Not connected

re

Pin 3 (C): + output

Brown: + output
Screen: not connected to MBS enclosure

') Common

Danfoss can accept no responsibility for possible errors in catalogues, brochures and other printed material. Danfoss reserves the right to alter its products without notice.This also applies to products

already on order provided that such alterations can be made without subsequential changes being necessary in specifications already agreed.
All trademarks in this material are property of the respective companies. Danfoss and the Danfoss logotype are trademarks of Danfoss A/S. All rights reserved.

© Danfoss | DCS (im) | 2017.04
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Netzgerat

All data is valid at +23°C (-3°C/+7°C) after 30 minutes warm-up time.

Electrical specifications
Outputs
Number of output channels

Maximum output power

Maximum output power per channel

Output voltage per channel
Maximum output current per channel

Maximum voltage in serial operation

Maximum current in parallel operation

Voltage ripple
Current ripple

Load regulation
Voltage

Current

Load recovery time
Line regulation
Voltage

Current
Programming resolution
Voltage

Current

Programming accuracy
Voltage

Current

Output measurements
Measurement functions
Readback resolution
Voltage

Current

Readback accuracy

Voltage

Current

Temperature coefficient (per °C)
Voltage

Current

Remote sensing

Maximum sense compensation

All channel outputs are galvanically isolated and not connected to ground.

R&S®*HMP2020
R&S°HMP2030
R&S®HMP4030
R&S°HMP4040
R&S®HMP2020/HMP2030
R&S°HMP4030/HMP4040
R&S°HMP2020
R&S°HMP2030
R&S®HMP4030/HMP4040
all models

R&S°HMP2020
R&S®HMP2030
R&S®HMP4030/HMP4040
R&S°HMP2020
R&S°HMP2030/HMP4030
R&S®HMP4040
R&S®*HMP2020/HMP2030
R&S®HMP4030
R&S®*HMP4040

20 Hz to 20 MHz

load change from 10% to 90 %

+(% of output + offset)

+(% of output + offset)

to within £ 10 mV of the set nominal voltage
+10% change in mains voltage

+(% of output + offset)

+(% of output + offset)

R&S°HMP2020 channel 1 (10 A)
R&S°HMP2020 channel 2 (5 A)
R&S°HMP2030
R&S°HMP4030/HMP4040

+(% of output + offset)
+(% of output + offset)

R&S°HMP2020 channel 1 (10 A)
R&S°HMP2020 channel 2 (5 A)
R&S°HMP2030
R&S®HMP4030/HMP4040

+(% of output + offset)
+(% of output + offset)
+5°C to +20°C and +30°C to +40°C
+(% of output + offset)
+(% of output + offset)

2

3

3

4

188 W

384 W

channel 1: 160 W; channel 2: 80 W
80 W

160 W

0Vto32V

channel 1: 10 A; channel 2: 5 A
5A

10A

64V

96 V

128V

15 A

30A

40 A

< 1.6 mV (RMS) (meas.)
< 1 mA (RMS) (meas.)

<0.01% +2mV
< 0.01 % + 250 pA
<1 ms (meas.)

<0.01% +2mV
< 0.01% + 250 pA

TmV

<1TA:02mA; =1A:1TmA
<1TA:0.1TmA; =1A:1TmA
<1TA:0.1TmA; =1A:1TmA
<1TA:02mA; =1A:1TmA
<0.05% + 5 mV
<0.1% + 5 mA

voltage, current

1TmVv

<TA:02mA; =1A:1TmA
<1TA:0.1TmA =1TA 1TmA
<1TA:0.1mA; =1A:1TmA
<1TA:02mA; =1TA 1TmA

<0.05% + 5 mV
<0.1% +2mA

0.01% + 2 mV
0.02% + 3 mA

yes, for each channel
1V

Sie haben Fragen oder wiinschen eine Beratung? Angebotsanfrage unter +49 7121 / 51 50 50 oder Uber info@datatec.eu
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Netzgerat

Specifications

Ratings
Maximum voltage to earth 150 V (peak)
T voltage with same polarity connected to the 33V
outputs
Maximum reverse voltage voltage with opposite polarity connected to the 04V
outputs
Maximum reverse current for 5 minutes max. 5A
Remote control mode
Command processing time < 50 ms (nom.)
Protection functions
Overvoltage protection configurable for each channel
0 p ion (el ic fuse) configurable for each channel
Response time (s IrmmSe x 2) <10 ms
Fuse linking (FuseLink function) yes
Fuse delay at output-on configurable for each channel 0 ms to 250 ms (10 ms increments)
Overtemperature protection independent for each channel
Special functions
Arbitrary function (EasyArb)
Parameters voltage, current, time
Maximum number of points 128
Dwell time 10 msto 60 s
Repetition continuous or burst mode, 1 to 255 repetitions

non-volatile memory for three arbitrary functions

Data memory and ten instrument settings

Display and interfaces

Display R&S°HMP2020/HMP2030 240 x 64 pixel LCD
R&S°HMP4030/HMP4040 240 x 128 pixel LCD

Front panel connections channel outputs 4 mm safety sockets

Rear panel connections connector block with 4 lines per channel

Remote control interfaces optional vl iizriee WSS ne A

(R&S®HO732)

optional dual interface USB/RS-232 (R&S®HO720)
optional IEEE488 (GPIB) (R&S®HO740)

General data

Environmental conditions

Temperature operating temperature range +5°C to +40°C
storage temperature range -20°C to +70°C

Humidity noncondensing 5% to 80%

Altitude operating altitude max. 2000 m above sea level

Power rating

Mains nominal voltage 115 V/230 V (+10%); CAT Il

Mains frequency 50 Hz to 60 Hz

Maximum power consumption R&S°HMP2020/R&S°HMP2030 300 W
R&S°HMP4030/R&S°HMP4040 600 W

Mains fuses (115 V power source) R&S°HMP2020/R&S®HMP2030 2 x T6.3H/250 V
R&S°HMP4030/R&S°HMP4040 2 x T10H/250 V

Mains fuses (230 V power source) R&S°HMP2020/R&S°HMP2030 2 x T3.15H/250 V
R&S°HMP4030/R&S°HMP4040 2 x T6H/250 V

Product conformity
applied harmonized standards:

» EN61326-1
Electromagnetic compatibilit EU: > EN61326-2-1
9 patibility in line with EU EMC Directive 2014/30/EU » EN55011 (Class A)

» EN61000-3-2
» EN61000-3-3

Korea KC mark
Electrical safety EU: in line with Low Voltage Directive 2014/35/EU  EN61010-1

USA, Canada CSA C22.2 No. 61010-1
RoHS in line with EU Directive 2011/65/EU EN IEC63000

Sie haben Fragen oder wiinschen eine Beratung? Angebotsanfrage unter +49 7121 / 51 50 50 oder Uber info@datatec.eu 10
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Netzgerat

ROHDE&SCHWARZ
Make ideas real

datalec

Mess- und Priiftechnik. Die Experten

Specifications
Mechanical resistance

Vibration

Mechanical data

Dimensions (W x H x D)

Weight

Rack installation

Recommended calibration interval

sinusoidal

random

R&S°HMP2020/R&S°HMP2030

R&S°HMP4030/R&S°HMP4040

R&S°HMP2020

R&S°HMP2030

R&S°HMP4030

R&S°HMP4040
R&S°HMP2020/R&S®HMP2030
R&S°HMP4030/R&S°HMP4040
operation 40 h/week over entire range of
specified environmental conditions

5 Hz to 55 Hz, 0.15 mm amplitude const.,
55 Hz to 165 Hz, 0.5 g const.,

in line with EN 60068-2-6

8 Hz to 500 Hz, 1.2 g (RMS), in all 3 axes,
in line with EN 60068-2-64

285 mm x 95 mm x 405 mm

(11.22in x 3.74in x 15.94 in)

285 mm x 136 mm x 405 mm
(11.22in x 5.35in x 15.94 in)

7.8 kg (17.2 Ib)

8.0 kg (17.6 Ib)

12.4 kg (27.3 Ib)

12.8 kg (28.2 Ib)

R&S®HZ42 option (19", 2 HU)

R&S®HZP91 option (19", 4 HU)

1 year

ORDERING INFORMATION

Base unit

Two-channel power supply R&S°HMP2020
Three-channel power supply R&S°HMP2030
Three-channel power supply R&S°HMP4030
Four-channel power supply R&S°HMP4040
Included accessories

Set of power cables, quick start guide

Interface options

Dual interface (LAN/USB) R&S°HO732
Dual interface (RS-232/USB) R&S°HO720
IEEE 488 (GPIB) interface R&S°HO740
System components

19" rack adapter, 2 HU, for R&S°HMP2020/R&S°HMP2030 R&S®HZ42

19" rack adapter, 4 HU, for R&S°HMP4030/R&S°HMP4040 R&S°HZPI1

3629.6718.02
3629.6718.03
3629.6776.03
3629.6776.04

5800.3209.02
3594.3660.02
3622.3194.02

3622.3207.02
5800.0939.02

Base unit
All other items "
Service options

Extended warranty, one year R&S®WE1
Extended warranty, two years R&S°WE2
Extended warranty with calibration coverage, one year R&S°CW1
Extended warranty with calibration coverage, two years R&S°CW2

3 years

1 year

Please contact your local
Rohde & Schwarz sales office.
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Anhang C: Erganzende experimentelle
Untersuchungen

C.1 Zusatz zum EMOSCE

Fiir jede Messung wurden die folgenden Punkte sichergestellt:
1. Sicherstellen identischer Startbedingungen: Ty = T, = 22,5°C.

2. Sprithen auf unbeheizte Wicklung mit einem Prallstrahl, d.h. mp < 1. (vel.
Abb. 6.6a).

3. Optische Kontrolle, ob der Auftreffpunkt des Prallstrahls mit einer schwarzen
Markierung des Mittelpunkts der Wicklung (=Position des Sensors P22) iiber-
einstimmt.

4. Einstellen des Diisenabstands H, sodass die Wicklung exakt im Spraykegel liegt
und keine direkte Benetzung der iiberstehenden Folie erfolgt.
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C.2 Zusatz zu den Basisuntersuchungen

Ergdanzung zu Kapitel 6.4.1

S1 S2 S3 sS4 S5 S6 S7 S8 S9 Ts

P11 P12 P13 P21 P22 P23 P31 P32 P33

70

Temperatur [°C]
= N w iy U [e)]
o o o o o o

o

mG=0,315 mG=0,362 G=0,406

Abbildung C.1: BU2: Tp,, bei Tp = 35°C

Aufgrund des nicht vollsténdig ausgebildeten Spriihstrahls bei G = 0,315 sind die Tem-

peraturen im oberen Bereich der Wicklung (P11-P13) iiberproportional hoher als an den
restlichen Messstellen.
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(b) G = 0,362
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(c) G = 0,406
Abbildung C.2: BU3: Tp;, bei Tp = 35°C und unterschiedlichen ©
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C.3 Zusatz zu den erweiterten Untersuchungen

Ergdanzung zum Einfluss der Tropfenabkiihlung in der Spraykammer
Zusammenhang zwischen d3; und g

Im Gegensatz zur in Kapitel 5.2.4 vorgestellten Abhéngigkeit
Trmp = f(ds2,u0, Tp, T ein, Cp 615 .G Adis AG) H) (C.1)
zeigen die durchgefiihrten Untersuchungen EU1 eine vereinfachte Form fiir 77,,,:
Timp = 0,45 -Tp + 0,55 - T (C.2)

Die thermisch relevanten Stoffwerte (c,, A) haben nur eine geringe Temperaturabhéngig-
keit und &ndern sich iiber den betrachteten Bereich kaum. Ihr Einfluss kann vernachlés-
sigt werden. Der Diisenabstand H wird im betrachteten Parameterbereich nicht variiert
und ist ebenfalls nicht relevant.

Der Sauterdurchmesser ds, und die Diisenaustrittsgeschwindigkeit uy dndern sich iiber
die betrachteten Betriebspunkte hingegen deutlich (siehe Tabelle 6.9). Geméaf Abb. C.4
besteht ein inverser Zusammenhang zwischen den Grofen. Da insgesamt kein Effekt
hinsichtlich T7,,, besteht, miissen sich die Einfliisse ausgleichen. Bei héheren Austritts-
geschwindigkeiten wug ist die Verweilzeit der Tropfen in der Spraykammer kiirzer. Die
abgefithrte Wéarme pro Tropfen sinkt. Gleichzeitig fiihrt ein sinkender Sauterdurchmes-
ser dso bei gleichem Massenstrom zu einer Erhohung der Gesamtoberfliche des Sprays,
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Abbildung C.4: EU1: d3s iiber ug

da bei der Zerstdaubung mehr Tropfen mit kleinerem Durchmesser erzeugt werden. Der
iiber das gesamte Tropfenkollektiv abgefithrte Warmestrom steigt. Gemessen am vor-
gestellten Ergebnis gleichen sich die Einfliisse fiir den betrachteten Parameterbereich
betragsmafig aus.
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Nacherfassung von T

Abb. C.5 zeigt hierzu den zeitlichen Verlauf der relevanten Priifstandstemperaturen bei
G = 0,4 kg/m?K, P, = 40,3 W und ansteigendem Tp. Die Messung startet aus einem
quasistationdren Zustand bei Tp = 30 °C und lauft bis zum Erreichen von T, = 35°C.

55
50

45 /

40 P D et bt -~
s ——

JRRERUNSY X Sk

_________
------
-
- >
¥

35

Temperatur [°C]

30

-

- o - -
- -
N P ek atusiadind
- - o - -
- o=
- -
-
jon o= =

25

TS TD ----- TK ----- TF

Abbildung C.5: Aufheizvorgang bei G=0,4 kg/m?K, P,;—40,3 W und Tp—=30-35°C

Den zeitlichen Temperaturverldufen kann entnommen werden, dass sich Wicklung (7Ts),
Kammerluft (T%) und Film (TF) gleichmifig mit Tp erwirmen'. Thr Anstieg resultiert
einzig aus dem Anstieg von Tp. Dementsprechend liefert die Messung fiir jeden quasista-
tionaren Zustand aus BU1-BU3 iiber das jeweilige Tp ein passendes Tk. Ein Abgleich
der auf diese Art nacherfassten Tk mit Messungen bei P.,; = 40,3 W, in welchen T}
direkt aufgezeichnet wurde, zeigte eine sehr gute Ubereinstimmung.

I Der leichte Abfall von T und T bei t=6:30 min ist das Resultat einer leichten Druckerhdhung, um
G konstant zu halten.
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Ergdnzung zur Erh6hung der Massenstromdichte (EU3-EU4)
Simulation der Tropfenabkiihlung in der Spraykammer

Zur Simulation der Abkiihlung der Spraytropfen auf dem Weg von der Diise bis zur
Wicklung AT, wurde das nachfolgend beschriebene Modell in STAR-CCM+ genutzt.
Die aktivierten Modelle der Lagrange-Phase entsprechen jenen, welche auch fiir die Si-
mulation der Spriihstrahlkiihlung in der EMA zum Einsatz kommen (vgl. Kapitel 7.1.1).
In der Euler-Phase werden die Einstellungen analog zur Validierung der Wickelkopfmo-
dellierung (vgl. Kapitel 3.3) gewéhlt.

Abbildung C.6 zeigt das Berechnungsgitter des Simulationsmodells. Der Lagrange-Injektor
befindet sich im Diisenabstand H von der adiabaten Wand (rechts). Alle restlichen Be-
grenzungsflachen der Simulation sind vom Typ Pressure QOutlet. Das Gitter wird vom
Injektor weg feiner und endet mit 10 prismatischen Zellen an der Wand. Die diinn-
ste Zelle hat eine Dicke von 20 um. Eine weitere Verfeinerung des Netzes hatte keinen
erkennbaren Einfluss auf die Abkiihlung der Tropfen.

Abbildung C.6: Berechnungsgitter der Abkiihlsimulationen

Fiir die Validierungssimulationen der unbeheizten Betriebspunkte wird an der fein auf-
gelosten Wand ein 2D-Wandfilmmodell aktiviert. Sobald sich ein Parcel der Lagrange-
Phase diesem Film néahert, wird das Parcel aus dem Rechengebiet entfernt und geht als
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Massen-, Impuls- und Energie-Quelle in den 2D-Film iiber. Es wird davon ausgegan-
gen, dass die Masse des Parcels vollstandig in den Film iibergeht. Ausgewertet wird die
Temperatur an der adiabaten Wand an den Stellen, an welchen sich im realen Versuch
riickseitig die TEs befinden. Ein quasi-stationdrer Zustand beziiglich dieser Tempera-
turen konnte nach ca. 1s realer Zeit festgestellt werden. Das Spray war abhéngig vom
Betriebspunkt nach 0,01 — 0,05s quasi-stationir. Der Zeitschritt lag bei 5- 1075 s.

Abbildung C.7a zeigt fiir einen Diise-2-Betriebspunkt bei G = 0,364 kg/m?s und Tp =
35,9 °C den Temperaturverlauf iiber die Lagrange-Phase. Die Kammertemperatur T be-
tragt 31,8 °C. Es lasst sich erkennen, dass das Spray bis zur Wand auf unter T, = 34°C
abkiihlt. Die graue kreisformige Scheibe ist das Gebiet des sich ausbildenden Wandfilms.
Abbildung C.7b zeigt Stromlinien in der Euler-Phase der Kammer, ausgehend von einem
kreisformigen Gebiet um die Diise. In der realen Kammer des Priifstands befindet sich in
dieser Region der Temperatursensor zum Erfassen von Tk . Es lasst sich erkennen, dass
die Luft bei anfénglich T, = Tk in den Spriihstrahl eingesaugt wird und sich bis zum
Ausbilden eines Prallstrahls an der Wand auf ca. T;, = 33°C erwarmt. Der Austausch
von Energie zwischen Kammerluft und Lagrange-Spray ist die Ursache der Abkiihlung
in der Spraykammer.

Fiir die Anwendung des Modells auf alle Betriebspunkte mit Diise 3, wurde aus Effi-

zienzgriinden nicht die Temperatur an der Wand unter dem Film, sondern die mittlere
Temperatur der Parcels beim Erreichen der adiabaten Wand berechnet.
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Erganzung zu Kapitel 6.4.2
Unabhéangigkeit von 7, im Bereich erh6hter Massenstrome

Abbildung C.8 zeigt den a,,-Verlauf iiber T bei unterschiedlichen G.

400

39 40 41 42 43 44 45 46 47 48 49 50 51 52 53
Tp [°C]

® G=0,8 G=1,0 < G=1,2 @G=14 G=1,6

Abbildung C.8: EU4: ajy,), iiber Tp bei unterschiedlichen G

Analog zu Abb. 6.31 lasst sich erkennen, dass fiir Diise 3 ay,,, unabhéngig von T ist.
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Anhang D: Erganzungen zur Simulation von
OIl-Spriihstrahlkiihlungen

Eine umfangreiche Verbesserung des filmauflosenden Ansatzes M3 wurde bereits im Rah-
men dieser Arbeit verfolgt, mangels Validierungsdaten jedoch nicht weitergefiihrt. Der
Ansatz umfasst eine stationdre Spriihstrahlsimulation mit Warmetibergangsberechnung
im transienten VOF-Film bei angepasster Filmgeschwindigkeit. Um trotz instationérer
Berechnung des Films eine stationdre Spriihstrahlberechnung analog M2 nutzen zu kon-
nen, muss die Interaktion zwischen VOF-Film und Lagrange-Tropfen bzw. Euler-Luft-
stromung des Spriihstrahls in einer eigenen Implementierung erfolgen. In dieser wird
der Tropfeneinschlag als Quellterm von Masse, Impuls und Energie in der VOF Phase
modelliert. Hierbei erfolgt eine Unterscheidung zwischen:

1. unbenetzte Wand — Quellterme wirken in der wandnéchsten Zelle
2. benetzte Wand — Quellterme wirken an der Phasengrenze

Anders als in bestehenden Interaktionsmodellen wird der HT'C iiber eine reduzierte Film-
geschwindigkeit korrekt berechnet. In einer phasenauflésenden Simulation des Films ist
der Wérmeiibergang an der benetzten Oberfliche das Resultat des sich einstellenden
Temperaturgradienten im Fluid. Im Falle der erzwungenen Konvektion ist der Wir-
metlibergangskoeffizient neben den Stoffdaten nur von der Geschwindigkeit des Films
abhéngig. Mit dem definierten Ansatz das Spray iiber Quellterme zu beriicksichtigen,
ergibt sich die Filmgeschwindigkeit als Uberlagerung angreifender Krifte (z.B. Gravi-
tation) und dem eingebrachten Impuls. Die Uberschiitzung des Wirmeiibergangs kann
daher gedampft werden, indem die Impulsquelle reduziert wird. Der Reduktionsfaktor
0 < fr < 1 wird so gewéhlt, dass sich im direkt bespriihten Bereich im Mittel ein HTC
gemals der entwickelten Nusselt Korrelation einstellt. Mit dieser Mafnahme ergibt sich
neben der Berechnung des Warmeiibergangs analog M2 eine korrekte Erwarmung des
Films im direkt bespriihten Bereich. Die nachgelagerte Berechnung des Warmeiibergangs
durch den abfliefsenden Film findet daher auf dem richtigen Temperaturniveau statt und
ist folglich mit dem realen Anwendungsfall vergleichbar.

Abbildung C.1 zeigt erste Ergebnisse dieses Ansatzes fiir die Variante 9high im Be-
triebspunkt Fckpunkt. In Abb. C.1a ist die simulierte Temperatur der Spraytropfen auf
allen getroffenen Oberflichen abgebildet. Es kann erkannt werden, dass die Abkiihlung
und Ablenkung des Sprays analog zu den Ergebnissen von M2 erfolgt. Abbildung C.1b
zeigt den Temperaturverlauf iiber den in 5,8 s realer Zeit aus den Quelltermen gebildeten
Film. Dieser wurde unter dem Einwirken der angreifenden Impulskréifte in Rotations-
richtung gedriickt. Es lasst sich erkennen, dass sich der Film besonders auferhalb des
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Abbildung C.1: Filmstromung auf der Wickelkopfoberflache mit reduzierter Impulsquelle

bespriihten Bereichs auf bis zu 140 °C erwéarmt. Der Film an der Gehdusewand erfahrt
hingegen keine Erwarmung, da das Gehduse aufgrund der Mantelkiihlung deutlich kélter
ist. Die dargestellten Simulationen wurden ohne Konvektion an die Umgebungsluft und
ohne periodische Randbedingungen fiir die VOF Phase gerechnet. Auf eine Auswertung
der auftretenden Temperaturen wird daher verzichtet.

Das Potenzial dieser verbesserten Simulationsmethode ist sehr grof, da der gesamte
Wirkmechanismus der Ol-Sprithstrahlkiihlung beriicksichtigt wird und die Ergebnisse
des EMOSCE Priifstands Verwendung finden. Zum belastbaren Einsatz der Methode
in der frithen Entwicklungsphase bedarf es jedoch Messdaten des Kiihlkonzepts in der
betrachteten Referenzmaschine, um das Abfliefen des VOF simulierten Olfilms und die
Filmtemperatur zu validieren.
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