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Kurzfassung

Elektrische Maschinen mit einer hohen Leistungsdichte sind vor allem durch die
Kiihlleistung begrenzt. Die Ol-Spriihkiihlung bietet eine Moglichkeit zur Stei-
gerung der Leistungsdichte durch die direkte Benetzung der Wickelkopfe mit
einem Kiihlmedium. Die Vorausberechnung dieser Kiihlwirkung war bisher je-
doch nahezu unmdglich, wodurch der Auslegungsprozess erschwert wird.

In dieser Arbeit wird ein thermisches Modell einer permanenterregten Synchron-
maschine mit wellenseitiger Ol-Spriihkiihlung vorgestellt. Dabei wird fiir die Ku-
gellager ein drehzahlabhingiges Modell entwickelt und fiir die Statorwicklung
ein dreidimensionales Modell zur Ermittlung des Temperaturfelds vorgestellt.
Basierend auf einem binédren Modellfluid werden Korrelationen fiir die lokalen
als auch mittleren konvektiven Wirmeiibergiinge der Ol-Spriihkiihlung an den
Wicklungsenden aufgestellt, welche direkt im dreidimensionalen Modell der Sta-
torwicklung genutzt werden konnen. Die Formation eines Sumpfs im Boden der
Maschine reduziert die lokalen Wirmeiiberginge signifikant und fiihrt zu zusitz-
lichen Reibungsverlusten im Luftspalt.

Zur Validierung der Modelle wird eine permanenterregte Synchronmaschine mit
wellenseitiger Ol-Spriihkiihlung aufgebaut und hinsichtlich ihres Dauermoments
untersucht. Durch die Anwendung der zuvor ermittelten Berechnungsvorschrift
kann das Dauermoment mit einem mittleren absoluten prozentualen Fehler von
7% bestimmt werden. Mit einer maximalen Stromdichte von 30 A/mm? kann
das Dauermoment der Maschine mit Ol-Spriihkiihlung, bezogen auf eine reine
Wassermantelkiihlung, um bis zu 48 % gesteigert werden.
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Abstract

High power-density electrical machines are primarily limited by their cooling
system. Oil-spray cooling offers a way to increase the power density by directly
wetting the end windings. However, the prediction of the cooling effect is almost
impossible, complicating the design process.

In this work, a thermal model of a permanent magnet synchronous machine with
shaft spray cooled end windings is presented. A speed-dependent approach is
adopted for the ball bearings and a three-dimensional approach is developed for
the stator winding to determine the temperature field. Based on a binary mo-
del fluid, correlations are established for the local as well as average convective
heat transfers of oil spray cooled end windings, which can be used directly in the
three-dimensional model of the stator winding. The formation of a sump in the
bottom of the machine significantly reduces the local heat transfer and leads to
additional air gap losses.

To validate the model, an oil-spray cooled permanent magnet synchronous ma-
chine is built and investigated with respect to its continuous torque. By applying
the previously determined correlation, the continuous torque can be predicted
with a mean absolute percentage error of 7 %. With a maximum current den-
sity of 30 A/mm?, the continuous torque of the oil-spray cooled machine can be
increased by up to 48 % relative to a water jacket cooling.
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Kapitel 1

Einleitung

1.1 Motivation

Elektrische Antriebssysteme sind im alltdglichen Leben fest verankert, wobei
die derzeitigen Fortschritte in der Entwicklung der Akkumulatortechnik neue
Einsatzgebiete in mobilen Anwendungen ermoglichen. Vor allem die Elektrifi-
zierung von Personenkraftwagen (PKWs) nimmt immer mehr an Fahrt auf, nicht
zuletzt durch das Verbot der Zulassung von PKWs mit fossilen Brennstoffen ab
2035 in der Europiischen Union [1]. Dabei stieg die Zulassung von rein elek-
trisch betriebenen PKWs in Deutschland von 63.000 Elektroautos im Jahr 2019
auf 470.000 Elektroautos im Jahr 2022 an [2].

Durch diese zunehmende Elektrifizierung des Automobils, aber auch der Luft-
und Schifffahrt [3, 4], gewinnt die Entwicklung von kompakten, leistungsdich-
ten und energieeffizienten Elektromotoren immer mehr an Bedeutung. Dabei
ist es prinzipiell mdglich, alle Arten von Elektromotoren in den Fahrzeugen
zu verbauen, wobei aktuell die permanenterregte Synchronmaschine (PSM)
aufgrund ihrer hohen Leistungsdichte und ihrem hohen Wirkungsgrad die am
weitesten verbreitete Variante darstellt. Neben der PSM ist auch die Asynchron-
maschine hiufig vertreten, da diese Variante keine vergleichsweise kostspieligen
Permanentmagnete verwendet und als sehr robust gegeniiber kurzzeitiger Uber-
belastung gilt. Unabhiingig von der Art und Bauweise der elektrischen Maschine
sinkt infolge der kompakteren Bauweise mit zunehmender Leistungsdichte die
verfiigbare Oberfliche zur Abfuhr der freigesetzten Wirme in der Maschine.
Nach den allgemeinen Wachstumsgesetzen von elektrischen Maschinen kann
eine Steigerung der Leistungsdichte bei gleichbleibend eingesetzten Materialien
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durch eine Erhohung der Drehzahl oder durch eine Erhohung des Strombelags
erzielt werden [5, 6]. Entsprechend kann die Kiihlung verbessert werden, um
bei geringerem Maschinenvolumen den gleichen Strombelag zu erzielen oder
den Strombelag bei gleichbleibendem Maschinenvolumen zu erhdhen. Ebenfalls
kann die Drehzahl der Maschine erhoht werden. Die Drehzahl ist dabei zum ei-
nen durch das Getriebe limitiert, da im Automobil die Raddrehzahl begrenzt ist.
Entsprechend wird bei hoheren Motordrehzahlen eine hohere Getriebeiiberset-
zung benotigt, die zu einem geringeren Wirkungsgrad des Getriebes fiihrt. Zum
anderen ist die Drehzahl durch die mechanische Festigkeit des Rotors und die
Eigenfrequenzen des Motors selbst begrenzt.

Bei der Verbesserung der Kiihlung stoffen konventionelle Kiihimethoden, wie
beispielsweise eine Wassermantelkiihlung [7-10], an ihre Grenzen, da es zu ei-
ner Ausbildung von lokalen Temperaturerhohungen kommen kann. Besonders
die thermisch schlecht an die Mantelkiihlung angebundenen Wicklungsenden der
Statorwicklung neigen dabei zur Uberhitzung.

Daher besteht die Notwendigkeit zur Entwicklung neuer Kiihlkonzepte, um die
Leistungsdichte in elektrischen Maschinen zu steigern und um eine thermisch
bedingte Leistungsreduktion oder gar -degradation im Betrieb zu verhindern.
Dabei ist es wichtig, die Kosten und die Komplexitit des Systems fiir eine seri-
entaugliche Produktion so gering wie moglich zu halten. Ebenfalls ist es wichtig,
das thermische Verhalten durch die Kiihlung zu bestimmen, um das Kiihlkonzept
in den Auslegungsprozess der Maschine einbinden zu konnen.

1.2 Stand der Technik

Zur Verbesserung der Kiihlwirkung in elektrischen Maschinen gibt es in der
Literatur verschiedene Methoden. Dabei unterscheiden sich die Methoden
zwischen neuen Kiihlkonzepten und denjenigen, die eine effektive Fiihrung der
Kiihlkanile nutzen, um die Kiihlfliche zu maximieren und den thermischen
Pfad zur Wirmequelle zu reduzieren. Ein solches Konzept wird beispielsweise
im Audi e-tron [11, 12] angewendet, wobei ein gemeinsamer Kreislauf von
Leistungselektronik und Maschine genutzt wird. Zudem werden in der Maschine
der Mantel, die Lagerschilde und der Rotor in einem Kreislauf gekiihlt, wodurch
die Kiihlfliche und entsprechend auch die Warmeabfuhr maximiert wird.

Eine solches Kiihlkonzept sto3t jedoch ebenfalls schnell an seine Grenzen und
ist in der Wéarmeabfuhr limitiert, wodurch im Folgenden nur die neuartigen
Kiihlkonzepte betrachtet werden, da der Fokus dieser Arbeit ebenfalls auf einem
dieser neuartigen Konzepte liegt.
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~ 0,4 W/(m?K)

Abbildung 1.1: Abgewandelte Darstellung des Kiihlkonzepts der Hohldrihte nach [17].

So untersuchen Lindh et al. und Petrov et al. [13-16] direktgekiihlte Leiter,
wobei Hohldrahte verwendet werden, um das Innere des Leiters als Kiihlkanal
zu nutzen. Dabei zeigen sie, dass sich der Temperaturanstieg der Leiter bei
der Anwendung von Radial- und Axialflussmaschinen signifikant reduziert.
Nitsche et al. [17] verfolgen zusammen mit dynamic E flow ein dhnliches Prinzip
und zeigen, dass mit der Anwendung von direktgekiihlten Hohldridhten nach
Abbildung 1.1 die Maschine um bis zu 50 % kleiner dimensioniert werden kann.
Ebenfalls dieser Art von Kiihlkonzept zuzuordnen ist die Arbeit von Koushan
et al. [18], in der fiir den Anwendungsfall der Luftfahrt eine additiv herge-
stellte Wicklung aus Aluminium verwendet wird und im Hohlraum der Leiter
Wirmerohre zur Warmeabfuhr genutzt werden. Bei dem vorgestellten Motor
wird simulativ eine maximale Leistungsdichte von 22,5 kW/kg fiir 60 s erreicht,
wobei nur die Aktivteile zur Berechnung der Masse beriicksichtigt werden.

Als Nachteil des Kiihlkonzepts der direktgekiihlten Leiter gilt die Komplexitit
und die damit verbundenen héheren Kosten zur Herstellung der Leiter sowie
der reduzierte elektrische Fiillfaktor aufgrund des bendtigten Bauraums fiir
die Kiihlkanile. Zudem besteht das Risiko im Wickelprozess die Form des
Kiihlkanals durch Pressung zu verdndern und im schlimmsten Fall sogar zu
verschlieBen. Aus diesen Griinden beschrinkt sich dieses Kiihlkonzept auf Spe-
zialanwendungen oder Anwendungen, bei denen die Kosten eine untergeordnete
Rolle spielen, wie beispielsweise in der Luftfahrt.
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Runddraht Nutinnenkiihlung

Luftspalt

L

Kiihlkanal Kﬁhlmante . Flachdraht

Bandage

(a) axialer Kiihlkanal am Luftspalt (b) Nutinnenkiihlung

Abbildung 1.2: Anordnung axialer Kiihlkanile in der Nut, abgeindert von [19] und [20].

Des Weiteren existieren in der Literatur Methoden zur indirekten Nutinnen-
kiihlung, wobei Kiihlkanile im Inneren der Nut platziert werden. Tiiysliz et
al. [19] untersuchen dabei ein in Abbildung 1.2 (a) dargestelltes Konzept fiir
Hochdrehzahlmaschinen und platzieren den Kiihlkanal an der Nutdffnung,
wodurch nahezu eine Verdopplung der Leistungsdichte erzielt wird. Wie in Ab-
bildung 1.2 (b) abgebildet, untersuchen Schiefer et al. und Langheck et al. [20,
21] einen Kiihlkanal in der Mitte der Nut fiir eine konzentrierte Wicklung sowie
Rechteckleiter und erreichen damit eine Dauerleistungsdichte von 3,3 kW/kg.
Acquaviva et al. [22] untersuchen ein dhnliches Prinzip fiir Rundleiter und
steigern die Dauerleistung um 75 %.

Das Konzept bringt vor allem fiir konzentrierte Wicklungen mit einem
vergleichsweise kurzen Wickelkopf ein Verbesserungspotential mit sich, wo-
hingegen fiir Maschinen mit verteilter Wicklung der Wickelkopf nicht direkt
gekiihlt wird und das Potential eingeschrinkt ist.

Einhergehend mit den zuletzt genannten Varianten der Nutinnenkiihlung,
werden Leichtbaukonzepte mit einem Kunststoffgehduse [21] und Kiihlkonzepte
mit additiven Fertigungsmethoden getestet, wodurch komplexe Geometrien des
Kiihlkanals hergestellt werden kdnnen. Lamichhane et al. [23] und Ghahfarokhi
et al. [24] geben dazu einen Uberblick. Vergleichbar zur Nutinnenkiihlung
beschrinken sich die gezeigten Konzepte vor allem auf die Kiihlung in der
aktiven Lidnge der Maschine, wodurch der Wickelkopf weiterhin thermisch
schlecht angebunden ist und andere Konzepte zur Steigerung der Leistungs-
dichte notwendig sind.
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Um eine bessere Kiihlung der Wicklungsenden zu erzielen, nutzen Madonna et
al. [25, 26] einen Epoxidschlauch als Kiihlkanal und platzieren diesen zwischen
zwei Leiterblindeln des Wickelkopfs einer konzentrierten Wicklung. Durch die
Kiihlung mit Wasser im Epoxidschlauch reduziert sich die maximale Temperatur
der Wicklung um 25 %. Xu et al. [27] fiihren das Konzept des direktgekiihlten
Wickelkopfs weiter und fluten diesen komplett mit Ol, wobei der geflutete
Endraum zum Luftspalt hin mit einem Mantel aus kohlenstoffverstirktem
Kunststoff abgedichtet ist. Das Ol wird dabei von einem Endraum in den
anderen Endraum durch axiale Offnungen im Statorblech gepumpt. Der Effekt
auf die Temperatur oder die Dauerleistung wird nicht analysiert. Nachteilig bei
diesem Konzept ist die Notwendigkeit einer leistungsstarken Pumpe, da der
Druckverlust im Wickelkopf aufgrund der komplexen Struktur vergleichsweise
hoch ist. Entsprechend steigen die Kosten zur Implementierung dieses Kiihl-
konzepts. Zudem werden die einzelnen Bereiche des Wickelkopfs durch die
komplexe Struktur unterschiedlich angestromt. Dies fiihrt zu unterschiedlichen
konvektiven Wiarmeiibergingen und damit einhergehend zu einer inhomogenen
Temperaturverteilung.

Eine weitere Option zur Verbesserung der Leistungsdichte mit einem direkt-
gekiihlten Wickelkopf ist die Ol-Spriihkiihlung, auf der auch der Fokus dieser
Arbeit liegt. Ol-Spriihkiihlung wird in dieser Arbeit als allgemeiner Begriff des
Kiihlkonzepts verwendet und beinhaltet auch die Ol-Spriihnebelkiihlung, die
eine Zerstiubung des Ols und die Ausbreitung eines Olnebels voraussetzt.

Die Idee bei diesem Konzept ist es, den Wickelkopf direkt mit Ol zu benetzen,
um die Warme direkt an den heilesten Stellen der Wicklung abzufiihren. Das
Ol sammelt sich anschlieBend am Boden jeden Endraums, von wo es mit ei-
ner zweiten Pumpe in den Ausgleichsbehilter gefordert wird. Durch die direkte
Benetzung der Wicklungen wird der thermische Pfad zum Kiihlmedium so kurz
wie moOglich gehalten. Somit liegen keine zusitzlichen thermischen Widerstidnde
vor, wie beispielsweise beim Epoxidkanal der indirekten Nutinnenkiihlung. Zu-
dem sind vor allem die Herstellungskosten zur Implementierung einer solchen
Kiihlung gering, wodurch sie sich besonders fiir kostengetriebene Anwendun-
gen, wie zum Beispiel als Traktionsantrieb im PKW, eignet. Allerdings werden
fiir die Umsetzung zwei Pumpen benétigt, da es sich um ein offenes System han-
delt, wobei die zum Riickfordern des Ols benotigte Pumpe aufgrund des geringen
Druckverlusts sehr klein dimensioniert werden kann.

Abbildung 1.3 zeigt eine beispielhafte elektrische Maschine mit drei unter-
schiedlichen Arten der Benetzung des Wickelkopfs. Bei dem Konzept der
Ol-Spriihkiihlung unterscheidet man zwischen der radialen (1), axialen (2) und
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Abbildung 1.3: Beispielhafte elektrische Maschine mit den drei in der Literatur bekannten
Arten der Ol-Spriihkiihlung: (1) radiale, (2) axiale und (3) wellenseitige
Benetzung.

wellenseitigen (3) Benetzung. Die axiale sowie radiale Benetzung kann passiv
oder aktiv ausgefiihrt werden.

Von einer aktiven Benetzung wird in dieser Arbeit gesprochen, sofern Diisen
zur Zerstiubung des Ols verwendet werden. In diesem Fall bildet sich ein Ol-
nebel aus, wie es bei einer passiven Benetzung, beispielsweise durch einfache
Durchgangsbohrungen, nicht der Fall ist. Dabei ist zu beachten, dass bei einer
aktiven Zerstaubung ein Druck von mehreren Bar notwendig ist, abhidngig von
der verwendeten Diise und dem verwendeten Kiihlmedium. Dahingegen ist fiir
eine passive Benetzung ein vergleichsweise geringer Druck ausreichend und es
werden keine Diisen benotigt, sodass die Kosten des Systems weiter gesenkt wer-
den konnen.

Zusitzlich untersuchen Li et al. [28—31] und Sarmadian [32] Fille, bei denen der
Wickelkopf mit Ol an dessen Sittigungsgrenze benetzt wird und beim Aufprall
an den Wicklungsenden verdampft. Bei dem Prozess des Phasenwechsels kann
die abgefiihrte Wiarme deutlich gesteigert werden, wobei die Lebensdauer des
Isolationslacks der Wicklung signifikant reduziert wird. Aus diesem Grund wird
diese Art von Kiihlung im Weiteren nicht betrachtet.
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Beginnend mit der radialen Benetzung liefern Davin et al. [33] eine der
ersten Veroffentlichungen und untersuchen dabei sowohl eine aktive als auch
passive Benetzung einer Maschine mit konzentrierter Wicklung. Fiir die passive
Benetzung unterscheiden sie zwischen einem Verteilerrohr mit Durchgangs-
bohrungen, das nur in der oberen Halbebene die Wicklungen benetzt und einem
kompletten Ring mit Offnungen. Dabei zeigt sich, dass die abgefiihrte Leistung
je nach verwendeter Diise und eingesetztem Verteilerrohr um einen Faktor von
2,5 bis 5 gesteigert werden kann, im Vergleich zu einer Referenzmaschine.
Ebenfalls belegen sie, dass bei steigender Drehzahl die Olverteilung nicht
mehr homogen iiber den Umfang verteilt ist. Ludois et al. [34] nutzen einen
dhnlichen Verteilerring, der am Lagerschild befestigt ist und benetzen die
Wicklungsenden in axialer Richtung. Chong et al. [35] untersuchen bei einer
Hairpin-Wicklung mit aktiver radialer Benetzung den Einfluss der Diisenanzahl
auf die Temperaturverteilung und arbeiten heraus, dass im unteren Bereich
der Maschine aufgrund von Gravitationseffekten keine Diisen notwendig sind.
Ebenso demonstrieren sie, dass die Auswahl eines breiteren Spriihwinkels der
Diise, eine groBere Diisenanzahl und eine hohere Einlassgeschwindigkeit zu
einer homogeneren Temperaturverteilung im Motor fiihrt.

Liu et al. [36, 37] untersuchen die gleiche Maschine und betrachten zusitzlich
zur aktiven radialen Benetzung eine Platte mit Durchgangsbohrungen fiir
eine passive radiale Benetzung. Diese Platte ist im oberen Teil der Maschine
iber den Wicklungen angebracht. Fiir die aktive Benetzung werden 12 iiber
den Umfang gleichverteilte Diisen in axialer Richtung untersucht. Aus den
erzielten Messergebnissen stellen sie iiber die gemessenen Temperaturen eine
Berechnungsvorschrift fiir den Wirmeiibergangskoeffizienten auf, die von der
Volumenstromdichte und dem Einlassdruck abhingig ist. Ebenfalls untersuchen
Liu et al. [38] den Temperaturanstieg jeder Nut fiir eine axiale Benetzung und
berechnen aus der gesamten abgefiihrten Wiarme und der Temperaturdifferenz
zwischen Ol und Wickelkopf einen mittleren Wirmeiibergangskoeffizienten.
Dabei wird festgestellt, dass der Wirmeiibergangskoeffizient je nach ver-
wendeter Diise bei gleichem Volumenstrom um bis zu einem Faktor von 7
variiert. Dies zeigt, dass die entwickelten Korrelationen nicht ohne Weiteres auf
unterschiedliche Diisen iibertragbar sind. An der gleichen Maschine ermitteln
Zhang et al. [39] den lokalen Wirmeiibergangskoeffizienten jedes einzelnen
Hairpin-Leiters fiir eine aktive axiale Benetzung und parametrisieren damit
ein thermisches Ersatzschaltbild. Die Abweichung der berechneten mittleren
Wicklungstemperatur liegt dabei unterhalb eines Fehlers von 13 %.

Als letzte Benetzungsvariante ist die wellenseitige Benetzung zu nennen, wobei
bei dieser Variante lediglich passive Kiihlungen in der Literatur existieren. Lim
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et al. [40, 41] nutzen mehrere Offnungen in der Welle, um das Ol an die Lager,
die Statorwicklung und an das Getriebe zu schleudern. Bei dem vorgestellten
Radnabenantrieb kann die maximale Wicklungstemperatur gegeniiber dem
Referenzmotor, bei dem eine nicht zirkulierende Olkl’ihlung eingesetzt wird,
von 220°C auf 140°C reduziert werden. Park et al. [42] verwenden den
gleichen Motor und leiten die mittleren Wirmeiibergangskoeffizienten des
Wickelkopfs mithilfe einer Leistungsbilanz ab, wobei sie feststellen, dass der
Wirmelibergangskoeffizient stark drehzahlabhidngig ist. Dieser erhoht sich
nahezu um Faktor 4 bei einer Drehzahlerhohung von der Eckdrehzahl bis hin
zur Maximaldrehzahl. Basierend auf den erzielten Erkenntnissen optimieren
Saleem et al. [43] die zuvor beobachtete ungleichmifBige Fluidverteilung in
beiden Endrdumen simulativ, indem die Geometrie der Kiihlkanéle angepasst
wird. Assaad et al. [44] untersuchen eine Asynchronmaschine mit einer wellen-
seitigen Ol-Spriihkiihlung und greifen dabei auf ein einfaches Design der Welle
mit Durchgangsbohrungen zuriick, wodurch eine dquivalente Fluidaufteilung in
beiden Endriumen erreicht wird. Durch die Anwendung der Ol-Spriihkiihlung
kann die Dauerleistung im Vergleich zu einer luftgekiihlten Asynchronmaschine
verdoppelt werden, wobei die mechanischen Verluste fiir Volumenstrome groB3er
3 1/min signifikant ansteigen.

Neben den Forschungsarbeiten wird die Ol-Spriihkiihlung bereits in einigen An-
triebssystemen, iiberwiegend im Automobilbereich, eingesetzt beziehungsweise
befindet sich im Entwicklungsstatus. So untersuchen Gronwald et al. [45] zu-
sammen mit Volkswagen an einem Hairpin-Stator des werksinternen modularen
E-Antriebs-Baukastens den Effekt von acht radialen sowie axialen Diisen je End-
raum in verschiedenen Konfigurationen. Je nach Konfiguration beobachten sie
eine Temperaturreduktion von 15 - 30 K im Vergleich zur Referenzmaschine bei
einer Gehdusetemperatur von 85 °C - 100 °C.

Neben den Entwicklungsarbeiten von Volkswagen untersuchen El-Refaie et al.
[46] mit General Electric bei einer Auslegung fiir das FreedomCAR 2020 eine
Variante mit der Anbringung von radialen Diisen und eine Variante mit Kiihl-
kanilen in der Nutdffnung. Dabei wird gezeigt, dass die Ol-Spriihkiihlung der
Wicklungsenden den Temperaturanstieg im Vergleich zu den Kiihlkanilen in der
Nutoffnung weiter senken kann und das Design fiir die Serienproduktion geeig-
neter ist, ohne die mechanischen Reibungsverluste zu steigern.

Sano et al. [47] entwickeln zusammen mit Toyota den neuen Antriebsmotor mit
einer Hairpin-Wicklung fiir deren Kompaktklassen Hybrid einschlieBlich des
Prius. Dabei werden zum einen die Wicklungen passiv radial iiber einen Kiihlka-
nal im Gehiiuse betriiufelt und zum anderen wird ein Teil des Ols direkt der Welle
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zugefiihrt. Hierbei wird in axialer Mitte des Rotorblechpakets das Ol radial nach
aullen geleitet und flieBt axial durch das Blechpaket, bevor es in dem jeweiligen
Endraum verteilt wird. Somit wird durch die Rotation ebenfalls der Wickelkopf
ausgehend von der Welle benetzt. Im Vergleich zum Vorgédngermodell des Prius
kann durch das neue Kiihlkonzept der Motor um 35 % kleiner dimensioniert
werden bei vergleichbarer Ausgangsleistung. Ein nahezu identisches Konzept ist
von Nidec im GAC Aion S umgesetzt [48].

Lucid [49] und Tesla [50] haben das Konzept weiterentwickelt und ebenfalls in
Serie umgesetzt. Dabei verfolgen beide ein Prinzip, bei dem das Statorblech in
drei Teile segmentiert ist. Das Kiihlmedium wird im mittleren Segment durch
das einwandige Gehiuse zugefiihrt, durch axiale Kiihlkanile im Blech geleitet
und anschlieBend auf die Wicklungen getrdufelt. Lucid untersucht dabei meh-
rere Anordnungen und versucht die Kiihlkanile so nahe wie moglich an der
Nut zu platzieren, um den thermischen Widerstand der Wicklungen in der Nut
zum Kiihlmedium zu verringern, ohne jedoch das elektromagnetische Verhalten
mafgeblich zu beeintrichtigen. Tesla nutzt in seinem Model 3 zusitzlich ein Ro-
torkiihlsystem, wodurch das Ol in axiale Richtung aus dem Rotor geschleudert
wird und somit die Wicklungen benetzt.

Als letzte Anwendung ist das Antriebssystem Voltec 4ET50 von General Motors
[51] zu nennen, wobei das Ol direkt vom Getriebe in den Motor geleitet und auf
die Hairpin-Wicklungen getréaufelt wird.

Daraus ergibt sich der erste wesentliche Vorteil der Ol-Spriihkiihlung, bei der das
verwendete Kiihlmedium direkt vom Getriebe in den Motor weitergeleitet wer-
den kann. Durch die direkte Benetzung des Wickelkopfs kann sowohl die Dauer-
als auch Spitzenleistung, die primir von der Wickelkopftemperatur abhingig ist,
mafigeblich gesteigert werden. Zudem wird eine homogenere Temperaturvertei-
lung in den Wicklungen erzielt, resultierend in einer gesteigerten Lebensdauer
der Wicklungen.

Nachteilig bei der Ol-Spriihkiihlung ist jedoch die aufwiindige Vorausberech-
nung des thermischen Verhaltens der Maschine im Auslegungsprozess. Dabei
versuchen La Rocca et al. [52, 53] das thermische Verhalten iiber Computational
Fluid Dynamics (CFD)-Simulationen zu bestimmen, wobei nur eine qualitative
Aussage liber beispielsweise die Anzahl und Position der verwendeten Diisen
moglich ist. Das in der Maschine vorherrschende Stromungsverhalten ist dahin-
gegen nahezu nicht nachzubilden.

Eine zweite Moglichkeit zur Vorhersage des thermischen Verhaltens der Ma-
schine ist die Verwendung von thermischen Ersatzschaltbildern, wobei sich
hierbei zwei Arten unterscheiden lassen. Zum einen kann ein Ersatzschaltbild
mit einer geringen Anzahl von Knoten genutzt und die thermischen Parameter
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durch die Methode der inversen Modellierung [54, 55] bestimmt werden. Diese
Methode ist vielversprechend, sofern eine bestehende Auslegung einer Maschine
mit Ol-Spriihkiihlung genutzt wird, um das Modell zu parametrisieren und somit
auf das thermische Verhalten der Maschine selbst oder auf das einer dhnlichen
Auslegung zu schliefen. Eine Adaption auf ein abweichendes Maschinendesign
ist jedoch nicht ohne weiteres moglich.

Die zweite Art von thermischen Ersatzschaltbildern beschreibt eine Modellie-
rung basierend auf Geometrie- und Materialparametern. Die Modelle haben im
Vergleich zu den Modellen mit inverser Parametrisierung eine deutlich hohere
Anzahl an Knoten- und Massenpunkten. Zur Anwendung und Vorhersage der
Ol-Spriihkiihlung sind geeignete Korrelationen notwendig, die abhingig vom
hydrodynamischen Prozess, dem verwendeten Kiihlmedium und dem Betriebs-
punkt der Maschine den konvektiven Wirmeiibergang beschreiben.

In der Literatur existieren Modelle zum konvektiven Wérmeiibergang von
Prallstrahl- und Spriihnebelkiihlungen in einem breiten Parameterbereich, jedoch
sind zum aktuellen Zeitpunkt keine Modelle bekannt, die den konvektiven War-
meiibergang der Ol-Spriihkiihlung in elektrischen Maschinen auf einem breiten
Parameterraum beschreiben konnen.

Zusammenfassend lassen sich die fiir leistungsdichte elektrische Maschinen re-
levanten Varianten der Ol-Spriihkiihlung nach Tabelle 1.1 klassifizieren.

Tabelle 1.1: Stand der Technik zur Ol-Spriihkiihlung, eingeteilt in die unterschiedlichen
Benetzungsvarianten des Kiihlkonzepts.

Art der Benetzung aktiv passiv
radial [33,35-37, 45, 46] [33, 37, 47-53]
axial [36-39, 45, 53] [34]
wellenseitig - [40-44, 47, 48, 50]

Eingliederung dieser Arbeit in den Stand der Technik

Die hier vorliegende Arbeit befasst sich mit der wellenseitigen Ol-Spriihkiihlung
von elektrischen Maschinen. Die im Rahmen dieser Arbeit ausgelegte PSM
verfiigt iiber einfache radiale Durchgangsbohrungen in der Welle, um das Ol
an die Wicklungsenden der Maschine zu schleudern, wodurch eine passive
Benetzung der Welle vorliegt.

10
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In dieser Arbeit wird erstmals eine generische elektrische Maschine genutzt,
um allgemeingiiltige lokale Warmeiibergangsmessungen in Abhédngigkeit der
maschinenspezifischen als auch hydrodynamischen Betriebsparameter durch-
zufiihren. Dies ermdglicht das Erfassen von lokalen Effekten des konvektiven
Wirmeiibergangs. Auf Basis der lokalen Wirmeiibergangsmessungen werden
mittlere Warmeiibergangsmessungen durchgefiihrt, um daraus eine analytische
Berechnungsvorschrift fiir den konvektiven Wirmeiibergang an den Wickelkop-
fen zu entwickeln, die direkt in thermischen Ersatzschaltbildern genutzt werden
kann. Durch die Verwendung von dimensionslosen Groflen ist die Berech-
nungsvorschrift auf beliebige Geometrien innerhalb der Grenzen von iiblichen
PKW und LKW Antriebsmaschinen sowie fiir beliebige Kiihlmedien und hy-
drodynamische Zustinde anwendbar, womit der Anwendungsbereich gegeniiber
bestehenden Korrelation deutlich erweitert ist.

Basierend auf der vorliegenden Maschine wird ein thermisches Netzwerk aufge-
baut, sodass das thermische Verhalten bereits im Auslegungsprozess bestimmt
werden kann. Dabei wird ein Modell basierend auf den Geometrie- und Materi-
alparametern entwickelt, um ein breites Einsatzspektrum zu ermdglichen.

Zur genauen Bestimmung des thermischen Verhaltens werden alle Teilkom-
ponenten der Maschine modelliert, wobei der Fokus auf den Wicklungen und
den Lagern liegt. Im Fall der Wicklungen wird ein dreidimensionales Mo-
dell basierend auf einer Unterteilung der Wicklung in axiale Ebenen und einer
Temperaturausbreitung in Schichten innerhalb dieser Ebenen entwickelt. Durch
diesen segmentierten Aufbau kann die Auswirkung der Ol-Spriihkiihlung auf die
Wicklungstemperatur realitdtsgetreu beriicksichtigt werden.

Neben der Wicklung bilden die Kugellager und die Permanentmagnete in einer
PSM temperaturkritische Komponenten, wobei letztere durch in der Literatur
bekannte Methoden thermisch modelliert werden konnen. Zur genauen Model-
lierung des thermischen Verhaltens der Kugellager wird ein drehzahlabhéngiges
Modell vorgestellt.

Die Dauerleistung einer PSM wird zuletzt mit dem entworfenen thermischen Er-
satzschaltbild bestimmt und mit einem Prototyp am Priifstand validiert.

1.3 Gliederung der Arbeit

Die Entwicklung von kompakten Antriebsmotoren, wie sie im Automobil zur
Anwendung kommen, dient als Motivation dieser Arbeit, wobei alle elektrischen
Maschinen mit hoher Leistungsdichte eine potenzielle Einsatzmoglichkeit der
Ol-Spriihkiihlung darstellen.

11
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Im ersten Kapitel wird der Stand der Technik vorgestellt und die Arbeit ein-
geordnet. In Kapitel 2 werden die zur Modellierung notwendigen Grundlagen
zur Wirmeiibertragung, zum untersuchten Maschinentyp und der Messtechnik
vorgestellt. Die Zusammenfassung des thermischen Gesamtmodells folgt in Ka-
pitel 3.

Die im Detail modellierten Komponenten werden in den darauffolgenden Ka-
piteln niher beschrieben, wobei ein Uberblick zum Stand der Technik der
Detailkomponenten in den jeweiligen Kapiteln erfolgt.

Die Modellierung der Rillenkugellager in Kapitel 4 basiert auf einem drehzahl-
abhingigen Modell. Die in Kapitel 5 vorgestellte Modellierung der Statorwick-
lung verfolgt ein dreidimensionales Modell zur Bestimmung der Temperatur-
verteilung im Wickelkopf. In Zusammenarbeit mit dem Institut fiir thermische
Verfahrenstechnik (TVT) wird die Ol-Spriihkiihlung im Projekt SprayCEM
(AiF-IGF 20913 N) ausgehend von einer wellenseitigen Benetzung in Kapi-
tel 6 in Hinblick auf die lokalen als auch mittleren Warmeiibergangskoeffizienten
untersucht und eine Berechnungsvorschrift zur direkten Einbindung in die ther-
mischen Netzwerke entwickelt.

Nach der Vorstellung der untersuchten Maschine und des Priifstands in Kapi-
tel 7 wird die Validierung des thermischen Modells der Maschine in Kapitel 8
préasentiert. Der zentrale Aspekt der Validierung ist die Potentialanalyse der wel-
lenseitigen Ol-Spriihkiihlung in Bezug auf die Steigerung des Dauermoments im
Vergleich zur Verwendung einer Wassermantelkiihlung fiir die baugleiche PSM.
AbschlieBend werden die zentralen Ergebnisse der Arbeit in Kapitel 9 zusam-
mengefasst und Moglichkeiten zur Weiterentwicklung genannt.

Einen grafischen Uberblick der Gliederung der Arbeit liefert Abbildung 1.4.

12
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Abbildung 1.4: Struktureller Aufbau der vorliegenden Arbeit. Auf der in den Klammern
der Teilkomponenten angegebenen Seite befindet sich die fiir jede Kom-
ponente spezifisch durchgefiihrte Literaturrecherche.






Kapitel 2
Grundlagen

In diesem Kapitel werden die Grundlagen der Thermodynamik beschrieben, so-
weit sie fiir die spitere Modellbildung der einzelnen Komponenten notwendig
sind. Bezogen auf den untersuchten Maschinentyp der PSM werden die tem-
peraturabhingigen Verluste und die Temperaturgrenzen, die in den einzelnen
Komponenten zu beachten sind, beschrieben. Zuletzt werden die in dieser Ar-
beit verwendeten Messtechniken zum Erfassen der Stoffdaten und zum Messen
der Temperaturen erldutert.

2.1 Warmeiibertragung

Die im folgenden Abschnitt behandelten Grundlagen zur Wirmeiibertragung
konnen den einschldgigen Standardwerken zur Wirmeiibertragung, wie bei-
spielsweise [56], entnommen werden.

2.1.1 Warmeleitung

Unter Wiarmeleitung, auch Warmediffusion oder Wiarmekonduktion genannt,
wird der Warmefluss in einem Feststoff oder ruhenden Fluid, das als gemeinsa-
mer Begriff fiir Fliissigkeiten und Gase gilt, infolge eines Temperaturgradienten
verstanden. Der Wirmestrom ist dabei stets normal zu den Linien konstanter
Temperatur gerichtet und der Warmestrom flieft gemifl dem zweiten Hauptsatz

15
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der Thermodynamik immer in Richtung des geringeren Temperaturniveaus. Die
Wirmestromdichte g ist gegeben durch Gleichung (2.1):

g=-\-V9 2.1)

Darin beschreibt A die Wirmeleitfihigkeit und ¢ die Temperatur des Elements.
Fiir den eindimensionalen Fall und konstante Stoffdaten ergibt sich der Wirme-
strom Q im stationdren Zustand ohne Wirmequellen einer ebenen Wand zu

_A4q

Q== (1-"2), 2.2)
wobei 9] und 1), die Temperaturen an den Seiten eines Elements bezeichnen
sowie Aqg die Querschnittsfliche und d die Dicke des Elements (hier: Wand)

beschreibt. Der thermische Widerstand Ry, der Warmeleitung ergibt sich zu

d
Rip = X Aq (2.3)

Wirmeleitung tritt in elektrischen Maschinen innerhalb der Feststoffe jeder
Komponente auf. Zusitzlich entstehen zwischen Komponenten verschiedener
Materialien thermische Kontaktwiderstinde. Eine genaue Betrachtung des Kon-
taktwiderstands zwischen dem Kiihlgehduse und dem Statorblechpaket wird in
Abschnitt 3.3.1 durchgefiihrt.

2.1.2 Warmekonvektion

Wirmekonvektion ist die Ausbreitung der Warmeenergie, wobei die Materie ihre
Lage in der Umgebung dndert. Die Materie wird mittels eines Fluids an- und ab-
transportiert. Zwei Arten der Konvektion werden dabei unterschieden:
Natiirliche beziehungsweise freie Konvektion ist ein Phinomen der Fluid-
mechanik, bei dem ein Gradient im Fluid eine Bewegung verursacht. Die-
ser Gradient kann sich auf verschiedene Groflen beziehen, wie zum Beispiel
den Temperaturunterschied (Wiarmekonvektion), den Konzentrationsunterschied
(chemische Konvektion) oder die Oberflachenspannung (thermokapillare Kon-
vektion). Ein Temperatur- oder Konzentrationsgradient verursacht Dichteunter-
schiede im Fluid. Die dabei entstehende archimedische Auftriebskraft verursacht
laterale Bewegungen. Natiirliche Konvektion findet in elektrischen Maschinen
beispielsweise an den Lagerschilden oder am Gehiuse statt, an denen es auf-
grund des Temperaturgradienten zur Umgebung zum Wérmeaustausch kommt.

16



Kapitel 2 Grundlagen

Erzwungene beziehungsweise forcierte Konvektion findet statt, wenn das
Fluid von einer externen Quelle, zum Beispiel einem Liifter oder einer Pumpe in
Bewegung versetzt wird.

Ein weit verbreitetes Beispiel fiir die erzwungene Konvektion im Bereich der
elektrischen Maschinen stellt die Mantelkiihlung dar. Hierbei wird das Kiihlme-
dium mithilfe einer externen Pumpe durch den Mantel der Maschine geleitet. Fiir
beide beschriebenen Fille ergibt sich der Wirmestrom Q zu

. 1
Q:R—-(ﬁl—ﬂz):h-A-(ﬂl—ﬁz), 24)
th
wobei A die umstromte Fliche beschreibt. Der Wirmeiibergangskoeffizient A
hingt von den Eigenschaften des Fluids, aber auch vom Volumenstrom ab.

2.1.3 Warmestrahlung

Die Wirmestrahlung ist ein Phinomen, das sich durch den elektromagnetischen
Energieaustausch charakterisieren ldsst und woran die dazwischen liegende
Umgebung nur wenig oder gar nicht teilnimmt. Strahlung ist der einzige Wir-
melibertragungsmechanismus, der Wiarmeenergie im Vakuum verbreitet. Bei
Strahlung durch Luft wiarmen sich die Oberflichen wesentlich stéirker auf als die
Luft selbst. Die Menge der abgegebenen Wérmeenergie hiangt stark von den Ei-
genschaften der Oberfldche ab. Dunkle Oberflichen emittieren beziehungsweise
absorbieren bei gleicher Temperatur mehr Wirmestrahlung als hellere. Dies lédsst
sich durch den Emissionsgrad € beschreiben.

Der entstehende Warmestrom durch Wirmestrahlung lésst sich mit dem Stefan-
Boltzmann-Gesetz ausdriicken:

Q:A-a.e-(ﬂ‘f-ﬁ%), 2.5)

wobei o die Stefan-Boltzmann-Konstante, gegeben durch 5,67 - 108 W/ (m2 K4),
beschreibt. In der Praxis der elektrischen Maschinen wird der Anteil der Wéir-
mestrahlung bei Temperaturen unter 400 °C gewohnlich nicht betrachtet [57],
da dieser im Verhiltnis zur Warmeleitung und der Warmekonvektion einen ver-
nachlédssigbaren Einfluss hat.
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2.1.4 Phaseniibergang

Ein Phaseniibergang beschreibt in der Thermodynamik die Umwandlung einer
Phase eines Stoffs in eine andere Phase. Bei dieser Phasenumwandlung wird
Energie freigesetzt beziehungsweise aufgenommen. Die Phasengrenzlinien hin-
gen von Temperatur, Druck und chemischer Zusammensetzung ab. Die Menge
an aufgenommener beziehungsweise freigesetzter Energie ist ebenfalls stoft-
spezifisch und abhingig von der Lage der Phasengrenzlinie. In elektrischen
Maschinen gibt es spezielle Kiihlkonzepte, die den Phaseniibergang nutzen.
Die abgefiihrte Warmemenge kann beispielsweise bei einer direkten Wickel-
kopfkiihlung signifikant erhoht werden, wenn beim Auftreffen des Fluids eine
Phasenumwandlung stattfindet [28-32].

2.2 Permanenterregte Synchronmaschine

Im folgenden Abschnitt werden die temperaturabhingigen Maschinenparameter,
die Verluste und die Temperaturgrenzen in einer PSM betrachtet. Insbesondere
die betriebspunktabhidngigen Verluste sind ein wichtiger Teil der thermischen
Modellierung der elektrischen Maschine, da diese direkt als Wiarmequellen in
den Modellen dienen. Auf eine detaillierte Funktionsweise sowie Betriebsstra-
tegie einer PSM wird aus Griinden der Ubersichtlichkeit verzichtet und kann
beispielsweise [58] entnommen werden.

2.2.1 Temperaturabhangige Maschinenparameter

Das elektromagnetische Verhalten einer PSM ist temperaturabhingig, da sich
die Eigenschaften der Permanentmagnete mit ihrer Temperatur dndern. Im
Gegensatz dazu ist die Anderung der elektromagnetischen Eigenschaften des
Elektroblechs vernachlédssigbar [59]. Abbildung 2.1 zeigt einen Ausschnitt der
Magnetisierungskurve eines Magneten vom Typ N30UH des Herstellers Arnold
Magnetics [D1]. Dabei ist erkennbar, dass die Remanenzflussdichte Brer, und die
Koerzitivfeldstiarke der magnetischen Flussdichte H g bei steigender Magnet-
temperatur 9pyg sinken. Der Einfluss auf diese GroBen ist je nach Magnetmaterial
verschieden und in Tabelle 2.1 zusammengefasst. In einer elektrischen Maschine
andert sich die Permanentmagnetflussverkettung Wpy in Abhingigkeit der Ma-
gnettemperatur Jpy; und kann als Funktion der Magnettemperatur aufgefasst
werden Wpp = f (9pp ). Die Permanentmagnetflussverkettung wirkt sich
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Abbildung 2.1: Magnetisierungskurve in Abhédngigkeit der Magnettemperatur fiir einen
beispielhaften Permanentmagneten vom Typ N3OUH des Herstellers Ar-
nold Magnetics [D1] mit Brem = B(H = 0) und H.g = H(B = 0).

Tabelle 2.1: Temperaturabhéngigkeit der Materialdaten von Permanentmagneten

Magnetmaterial ABrem AH_.p

NdFeB -0,09...- 0,12 %/K -0,4...-0,6 %/K
SmCo —-0,03... - 0,05 %/K -0,2...- 0,3 %/K
AINiCo -0,025...- 0,035 %/K 0,025 ... + 0,03 %/K

direkt auf das elektromagnetische Drehmoment M.y, aus und ergibt sich unter
der Annahme von konstanten Induktivititen zu

Men =5 -p (ot o) + Lo i) la~La ig -] 26)
Darin bezeichnet p die Polpaarzahl, iy und iy den Strom sowie Lgq und Lq die
Induktivititen im d- und g-Rotorkoordinatensystem. Fiir einen vordefinierten
maximalen Statorstrom dndert sich entsprechend das maximale elektromagneti-
sche Moment der Maschine in Abhéngigkeit der Magnettemperatur. Neben dem
elektromagnetischen Moment hat die Permanentmagnetflussverkettung Einfluss
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auf die Spannungsgleichungen, welche im quasistationdren Zustand folgender-
mafen ausgedriickt werden kdnnen:

ug = R (9) - ig —wer - (Lq - iq) .7)
uqg = Rs () - iq + wer - (Ypm (Ypm) + Ly - iq) (2.8)

Dabei bezeichnet Rg (9) den temperaturabhéngigen Statorwiderstand einer
Phase und we) die elektrische Winkelgeschwindigkeit. Mit der Annahme ei-
nes konstanten Statorwiderstands dndert sich die im Stator induzierte Spannung
in Abhingigkeit der Magnettemperatur und unter Beriicksichtigung der Span-

nungsgrenze mit umax = 1 /ug + u?l verschiebt sich der Eckpunkt der Maschine.

Je nach Magnettemperatur dndern sich die optimalen Strome zur verlustoptima-
len Ansteuerung [58], die im Betrieb beispielsweise durch Lookup-Tabellen in
Abhingigkeit der Magnettemperatur nachgefiihrt werden kénnen.

2.2.2 Verluste
Stromwarmeverluste

Stromwirmeverluste oder auch 72R-Verluste sind Verluste in stromdurchflosse-
nen Leitern und konnen mit Gleichung (2.9) beschrieben werden. Hierbei ist zu
beriicksichtigen, dass der elektrische Widerstand des Leiters R (¥}) nach Glei-
chung (2.10) von der Temperatur ¢ abhéngig ist:

PCu (79) = Rel (79) : 12 (2-9)
Rei (9) = ki - Rerp - [1 + ag - (9= 9p)] (2.10)

Darin beschreibt I den Effektivstrom im Leiter und R den elektrischen Wi-
derstand des Leiters bei einer Referenztemperatur . Im Fall von Kupferleitern
betrigt der Temperaturkoeffizient oy = 3,93 - 1073 1/K.

Der Effekt der Stromverdriangung wird durch den Faktor &y beriicksichtigt, der
die Erhohung des Leiterwiderstands beschreibt. Zu Stromverdringungseffekten
gehoren der Skin-Effekt und der Proximity-Effekt. Die beiden frequenzabhingi-
gen Effekte sind in der Literatur vielfach beschrieben und konnen beispielsweise
in [60] nachgelesen werden.
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Eisenverluste

Die Eisenverluste, auch Ummagnetisierungsverluste genannt, fallen in elektri-
schen Maschinen sowohl im Statorblech als auch im Rotorblech an. Die Verluste
sind von der Frequenz und damit direkt von der Drehzahl der Maschine abhingig
und setzen sich nach Bertotti [61] aus drei Teilen zusammen:

* Die Hystereseverluste entstehen durch die stindige Ummagnetisierung des
Eisens, in dem eine Hysteresekurve durchlaufen wird. Der Flicheninhalt die-
ser Hystereseschleife entspricht der spezifischen Energie, die in jedem Zyklus
zugefiihrt werden muss. Physikalisch ldsst sich diese Arbeit mit Reibungs-
wirme beim Drehen der Weissschen Bezirke erkldren. In erster Naherung ist
die Verlustleistungsdichte pyy proportional zum Quadrat der Amplitude der

magnetischen Flussdichte B und der elektrischen Frequenz f:

Physt = Knyst * f - B? 2.11)

Der Vorfaktor khyg beinhaltet den Materialkennwert fiir die spezifischen
Hystereseverluste opyg sowie einen Korrekturfaktor, der den Einfluss von Ge-
fiigednderungen im Bereich der Schnittkanten beriicksichtigt.

e Wirbelstromverluste entstehen durch ein sich zeitlich dnderndes Magnet-
feld. Dieses Magnetfeld induziert im Stator- beziehungsweise Rotorblechpaket
eine Spannung, die im elektrisch leitfahigen Elektroblech einen Stromfluss
hervorruft. Die dadurch entstehenden Stromwérmeverluste werden als Wirbel-
stromverluste bezeichnet. Die Verlustleistungsdichte py,, kann unter Annahme
eines sinusformigen magnetischen Flussdichteverlaufs mit Gleichung (2.12)
ausgedriickt werden:

2
pwb:%-%-dge-ﬂﬁ? (2.12)
PFe

Dabei beschreibt ppe die Dichte, o, die elektrische Leitfdhigkeit und dp, die
Dicke des Blechmaterials. Die Wirbelstromverluste steigen quadratisch mit der
Frequenz und sind vor allem bei hohen Frequenzen zu beriicksichtigen. Ver-
ringert werden konnen die Wirbelstromverluste durch eine moglichst diinne
Ausfiihrung der Elektrobleche, die mittels einer Lack- oder Oxidschicht gegen-
einander isoliert sind. Ubliche Dicken von kaltgewalztem Elektroblech sind
zwischen 0,2 mm — 1 mm, wobei im Bereich der Traktionsantriebe iiblicher-
weise Dicken von 0,2 mm — 0,35 mm eingesetzt werden [62].
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* Exzessverluste beschreiben eine Verschiebung der Blochwinde innerhalb der
Doménenstruktur des Werkstoffs, die nicht verlustfrei vonstatten geht [63].
Mathematisch beschreiben lésst sich die Verlustleistungsdichte der Exzessver-
luste pex; mit Gleichung (2.13):

Dexz = kexz 'f3/2 B2 (2.13)

Der Faktor kexz ist unter anderem von der Materialstruktur und dem elektri-
schen Leitwert abhingig.

Die gezeigten Verlustfaktoren sind nicht nur von den Materialeigenschaften ab-
hingig, sondern dndern sich auch durch die Fertigungseinfliisse [64] und die
mechanischen Spannungen, die auf das Material wirken [65].

Der Einfluss der Temperatur auf die Verluste besteht aus zwei Faktoren. Zum
einen sinkt die Amplitude der magnetischen Flussdichte bei einer hoheren
Magnettemperatur und die Verluste reduzieren sich. Zum anderen steigt bei ei-
ner steigenden Blechtemperatur der spezifische Widerstand des Blechs, wodurch
sich die Verluste ebenfalls reduzieren [59, 66]. Der Einfluss des sich dndernden
spezifischen Widerstands erfordert eine genau Kenntnis iiber die Materialeigen-
schaften und wird aus diesem Grund vernachldssigt.

Magnetverluste

Durch die Statornutung sowie den Einfluss der Wechselrichtertaktung, kommt es
zu Oberwellen in der magnetischen Luftspaltflussdichte und auch in den Magne-
ten kommt es zu einer zeitlichen Anderung der magnetischen Flussdichte. Durch
die elektrische Leitfahigkeit der Permanentmagnete entstehen Wirbelstromver-
luste analog zu den Wirbelstromverlusten in den Blechpaketen.

Lagerverluste

Die in einem Kugellager entstehenden Verluste sind vor allem auf die Roll-
reibung und Gleitreibung zwischen den Kugeln und den Laufbahnen zuriick-
zufiihren. Zusitzliche Verluste bei olgefluteten Lagern oder Lagern mit einer
schleifenden Abdichtung werden hier nicht betrachtet und konnen beispielsweise
in [67] nachgelesen werden. Die Lagerverlustleistung Ppger kann nach Glei-
chung (2.14) fiir einen rotierenden Innenring bestimmt werden:

PLager = wi - (Mir + Mygeit) (2.14)

22



Kapitel 2 Grundlagen

Dabei beschreibt w; die Winkelgeschwindigkeit des Innenrings. Das Rollrei-
bungsmoment M, kann ndherungsweise bestimmt werden durch

Mt = ¢igh - Prs - Grr - (VF - n)0’6, (2.15)

wobei ¢jgp den Schmierfilmdickenfaktor, ¢rs den Schmierstoffverdringungs-
faktor, Gy einen lager- und lastspezifischen Rollreibungsgrundwert, vp die
kinematische Viskositidt des Schmierfetts und n die Drehzahl beschreibt. Das
Gleitreibungsmoment hingegen kann mit Gleichung (2.16) angendhert werden:

Mgleit = Ggleit * Hgleit (2.16)

Darin beschreibt pg)ei; die Gleitreibungszahl und Ggjej einen lager- und lastspe-
zifischen Gleitreibungsgrundwert. Alle Faktoren sind den herstellerspezifischen
Datenblittern zu entnehmen. Zusitzlich zu den lagerspezifischen Parametern én-
dern sich mit der Lagertemperatur die Stoffdaten des Schmierfetts, die einen
Einfluss auf die Verlustleistung des Lagers haben.

Luftreibungsverluste

Die Grundlagen zur Berechnung der Luftreibungsverluste fiir einen Innenldufer
sind in [68] zu finden. Dabei werden drei unterschiedliche Stromungen unter-
schieden:

* tangentiale Stromungen durch die Rotation des Rotors
* axiale Stromung eines Fluids durch einen externen Liifter oder einer Pumpe
* Taylorwirbel durch die Zentrifugalkraft

Die Luftreibungsverluste Py g, unter Vernachldssigung einer axialen Strémung,
werden durch Gleichung (2.17) beschrieben:

PLS = kl . Cf *PE-T - w?ot . rr40t . lrot (2.17)

Darin beschreibt k| einen Rauigkeitskoeffizienten, der fiir glatte Oberflachen
ki = 1 betrigt, pr die Dichte des Fluids im Luftspalt, wyo die Winkelge-
schwindigkeit des Rotors, ro¢ den Rotorradius und Io; die Rotorlinge. Der
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Reibungskoeffizient Cy wird fiir zwei verschiedene Turbulenzbereiche, die durch
die Reynolds-Zahl Rey g beschrieben werden, definiert:

5 0,3
Cr=0515 — - (LS) 500 < Repg < 104 (2.18)
ReL’S Trot
1 OLs 0.3
Ct = 0,0325 - —55 - (r) Rers > 10 (2.19)
eLS rot

Die Reynoldszahl im Luftspalt Rep g wird in Abhéngigkeit der Luftspaltweite
dLs, der kinematischen Viskositit v des Fluids und der Umfangsgeschwindig-
keit des Rotors vyt durch Gleichung (2.20) ausgedriickt:

5
Repg — Lot LS (2.20)
vF

In Abhingigkeit der Temperatur des Fluids im Luftspalt dndern sich die Stoffda-
ten des Fluids, wodurch sich die Reynolds-Zahl dndert, die iiber den Reibungs-
koeffizienten einen direkten Einfluss auf die Luftspaltverluste hat.

Gelangt beispielsweise das Ol einer direkten Wickelkopfkiihlung in den Luft-
spalt, so steigen die Luftspaltverluste durch die deutlich hthere Dichte des Fluids
signifikant an.

In dieser Arbeit wird angenommen, dass sich die Luftspaltverluste hilftig auf
den Rotor und den Stator aufteilen.

2.2.3 Temperaturgrenzen

Im thermischen Auslegungsprozess einer PSM beschreiben die Permanentma-
gnete im Rotor und das Isolationssystem der Statorwicklung die kritischen
Komponenten. Das Isolationssystem der Statorwicklung besteht aus dem Isolati-
onspapier, das die Statorwicklung elektrisch gegen das Statorblechpaket isoliert,
den Phasentrennern zur Isolation zweier Phasen und dem Isolationslack der
einzelnen Kupferdrihte. Durch die hohe thermische Belastung kann der Isola-
tionslack versproden oder schrumpfen. Einhergehend mit den unterschiedlichen
thermischen Ausdehnungskoeffizienten des Kupferleiters und der Lackschicht
entsteht bei Erwiarmung der Leiter zudem eine mechanische Belastung, die zu
Spannungsrissen in der Lackschicht fithren kann [69]. Zusitzlich verringert sich
sowohl die elektrische als auch die mechanische Robustheit des Lackdrahts in
Abhingigkeit seines Alterungszustands.
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Tabelle 2.2: Thermische Klassifikation von Isolationswerkstoffen

Isolierstoffklasse  Kennung Dauerbetriebstemperatur in °C

130 B 130
155 F 155
180 H 180
200 N 200

Die verschiedenen Isolierstoffklassen sind in der DIN EN 60085 [D2] genormt.
Eine Auswahl an relevanten Isolierstoffklassen ist Tabelle 2.2 zu entnehmen.
Dabei gibt die Dauerbetriebstemperatur eine Referenzlebensdauer von 20 000 h
an und wird je 8 K dauerhafte Temperaturiiberhohung halbiert [70]. PKW An-
triebsmotoren werden typischerweise auf ca. 6000 h — 8000 h ausgelegt [71].
Weitere kritische Komponenten in elektrischen Maschinen bezogen auf deren
maximale Temperatur sind die Lager und die Vergussmasse. Bei den Ver-
gussmassen liegt ein dhnliches System vor wie bei den Isolierwerkstoffen der
Statorwicklung. Die Vergussmasse sollte aus diesem Grund fiir den gleichen oder
einen hoheren Temperaturindex als das Isoliersystem ausgelegt werden.

Fiir Kugellager, wie sie in elektrischen Maschinen eingesetzt werden, ist die ma-
ximale Betriebstemperatur vor allem durch den Schmierstoff und das Dichtungs-
system begrenzt. So sind die standardmifigen Rillenkugellager vom Hersteller
SKF fiir Betriebstemperaturen bis mindestens 120 °C geeignet [67]. Fiir Hoch-
oder auch Tieftemperaturanwendungen sind Lager mit speziellen Schmierstoffen
und Dichtungen auszuwihlen.

2.3 Messtechnik
2.3.1 Stoffdaten

Fiir eine prizise Modellierung ist die genaue Kenntnis der Stoffdaten der je-
weiligen Komponenten notwendig. Die temperaturabhiingigen Stoffdaten der
Materialien sind nicht immer vom Hersteller gegeben, weshalb es unausweich-
lich ist, die Stoffdaten der Materialien zu ermitteln.
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Dichte

Zur Bestimmung der Dichte p von Fliissigkeiten und Gasen kann beispielsweise
ein Biegeschwinger genutzt werden. Dabei wird das Fluid in ein U-férmiges
Rohrchen gegeben und zu einer Schwingung angeregt. Uber die Bestimmung
der Eigenfrequenz kann auf die Dichte geschlossen werden [72]. Bei Festkor-
pern kann ein Pyknometer, ein Glaskolben mit genau justiertem Fiillvolumen,
genutzt werden. Durch Bestimmung der Masse eines leeren Kolbens und einem
mit dem zu untersuchenden Festkorper bestimmten Volumens gefiillten Kolben,
kann die Dichte berechnet werden.

Im Rahmen dieser Arbeit wird ein Pyknometer vom Typ Micro-Ultrapys 1200e
des Herstellers Quantachrome verwendet.

Spezifische Warmekapazitat

Die spezifische Wirmekapazitit ¢, wird mittels zwei identischer, verkapselter
Behilter bestimmt, wobei ein Behilter die zu untersuchende Probe bekannter
Masse enthilt und der andere luftgefiillte Behélter als Referenz dient. Die beiden
Behilter werden in einem Wirmebad dem gleichen Temperaturdnderungspro-
gramm ausgesetzt. Aus der sich einstellenden Temperaturdifferenz zwischen den
beiden Behiltern, kann die spezifische Warmekapazitit der Probe bestimmt wer-
den. Das Verfahren wird als dynamische Differenzkalorimetrie [73] bezeichnet
und wird fiir die vorgestellten Materialien mit dem Gerdt DSC Q2000 des Her-
stellers TA Instruments durchgefiihrt.

Warmeleitfahigkeit

Die Wirmeleitfahigkeit A wird mittels des Laser-Flash-Verfahrens nach Parker
[74] mit dem Gerit LFA 467 des Herstellers Netzsch ermittelt. Dabei wird eine
priparierte Probe auf einer Seite mit einem kurzen Laserimpuls erhitzt. Die
Temperaturerhhung, erzeugt durch die variabel einstellbare Energie des Laser-
pulses, wird durch ein Infrarotmessgerit auf der Gegenseite der Probe detektiert.
Aus der daraus resultierenden Temperaturleitfdhigkeit « kann die Warmeleitfa-
higkeit A iiber Gleichung (2.21) bestimmt werden:

A=K-p-cp (2.21)

Hierin beschreibt p die Dichte und ¢} die spezifische Wirmekapazitit der Probe.
Die Wirmeleitfahigkeit kann durch vorheriges Erwédrmen der Probe temperatur-
abhiéngig vermessen werden.
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Eine alternative Methode beschreibt die stationédre Zylindermethode nach ASTM
D5470-12 [75], wobei ein Thermal Interface Material (TIM)-Tester verwen-
det wird. Die Probe wird zwischen zwei Zylinder bekannten Referenzmaterials
eingespannt und mit einem Warmestrom beaufschlagt. Durch die entstehende
Temperaturdifferenz iiber der Probe und Kenntnis des eingeprigten Wirme-
stroms, kann die Wérmeleitfihigkeit bestimmt werden.

2.3.2 Temperaturmessung

Zur Temperaturmessung konnen sowohl beriihrende Sensoren (Thermoele-
mente, Widerstandsmessung) als auch beriihrungslose Sensoren (Infrarotsen-
soren) eingesetzt werden. Bei den beriihrenden Sensoren ist vor allem die
thermische Anbindung an den Priifling wichtig. In dieser Arbeit werden Typ
K Thermoelemente und Platin-Messwiderstandssensoren vom Typ Pt100 ein-
gesetzt, weshalb nur diese Messmethoden im Folgenden beschrieben werden.
Andere Messkonzepte zur Temperaturmessung konnen beispielsweise in [76]
nachgeschlagen werden.

Themoelemente

Thermoelemente bestehen aus zwei metallischen Adern unterschiedlichen Ma-
terials. Wie in Abbildung 2.2 gezeigt, ist ein Ende des Leiterpaares elektrisch
miteinander verbunden (Messstelle), wobei die Klemmen am anderen Ende des
Kabels offen ausgefiihrt sind (Vergleichsstelle).

Die Temperaturmessung basiert auf dem Seebeck-Effekt, der besagt, dass bei ei-
ner Temperaturdifferenz zwischen zwei miteinander verbundenen elektrischen
Leitern unterschiedlichen Materials an diesen eine Spannungsdifferenz entsteht.
Sofern eine Temperaturdifferenz zwischen der Messstelle und der Vergleichs-
stelle vorliegt, flieBen Elektronen von der heiflen Stelle hin zur kilteren Stelle
und an dem offenen Ende ist eine Spannung messbar. Diese Thermospannung
liegt im Bereich von einigen Millivolt.

Mit einem Thermoelement wird die Temperaturdifferenz zwischen Messstelle
und Referenzstelle gemessen, wobei die Referenzstelle auf einer bestimmten Re-
ferenztemperatur gehalten wird, um die absolute Temperatur zu bestimmen. Da
im Betrieb Temperaturabweichungen an der Referenzstelle unvermeidbar sind,
ist eine Kaltstellenkompensation in der Auswerteeinheit implementiert. Dabei
wird die Temperatur der Referenzstelle gemessen und kompensiert, um eine
Referenztemperatur von 0 °C zu simulieren. Demnach entspricht die gemes-
sene Temperaturdifferenz direkt der absoluten Temperatur an der Messstelle.
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Vergleichsstelle Messstelle
””” N~ Material 1 ST T T TN

Thermo-
spannung

T Material 2~ ‘o - ___ ) verbunden

Abbildung 2.2: Schematische Darstellung des Messkonzepts eines Thermoelements.

Je nach Typ des Thermoelements liegt eine andere Materialpaarung der Adern
vor, was zu einer unterschiedlichen Thermospannung fiihrt. Im Fall von Typ
K Thermoelementen liegt eine NiCr-Ni Materialpaarung vor. Die verschiede-
nen Materialpaarungen und Grenzabweichungen konnen in den DIN Normen
DIN EN 60584-1 [D3] und DIN EN 60584-2 [D4] nachgelesen werden.
Aufgrund ihres geringen Bauraums und einer kurzen Ansprechzeit im Vergleich
zu Messwiderstandsthermometern eignen sich Thermoelemente besonders gut
fiir den Einsatz in elektrischen Maschinen. Zusitzlich fiihrt die hohe Tempera-
turdifferenz zwischen Messstelle und Vergleichsstelle zu einer hohen Thermo-
spannung, was die Messgenauigkeit erhoht.

Platin-Messwiderstandsthermometer

Platin-Messwiderstandsthermometer gehoren zu der Gruppe der resistiven Sen-
soren. Das Messprinzip basiert auf der Temperaturabhingigkeit des elektrischen
Widerstands. Im Gegensatz zu Thermoelementen, kann die absolute Tempera-
tur direkt bestimmt werden. Bei der Gruppe der PtX-Sensoren bezeichnet die
Kennziffer X den elektrischen Widerstand bei 0 °C. Platin besitzt einen mittleren
Temperaturkoeffizienten o von 3,851 - 1073 1/K, womit ein Pt100 Sensor bei ei-
ner Temperaturerh6hung von 10 K eine Erhéhung des elektrischen Widerstands
von ca. 4 () aufweist. Diese Widerstandsdnderung kann messtechnisch erfasst
werden, um auf die Absoluttemperatur zu schlieBen. Die Normung zu den Tole-
ranzklassen und Grenzabweichung kann in der DIN Norm DIN EN 60751 [D5]
nachgeschlagen werden.

Durch die erhohte Genauigkeit im Vergleich zu Thermoelementen eignen sich
die Platin-Widerstandssensoren vor allem zur Messung der Kiihlmitteltempera-
tur oder von Komponententemperaturen, die bauraumtechnisch gut zugénglich
sind, zum Beispiel das Statorblechpaket.
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Modellbildung
Gesamtsystem

Zur Modellierung des Gesamtsystems der elektrischen Maschine sind die ein-
zelnen thermischen Modelle der Komponenten miteinander zu verkniipfen.
Die allgemeinen Komponenten, die Verschaltung der Komponenten sowie die
Implementierung des thermischen Netzwerks werden im folgenden Kapitel
behandelt. Die Detailmodelle der Kugellager, der Statorwicklung sowie der Ol-
Spriihkiihlung werden in den Kapiteln 4 - 6 detailliert beschrieben.

3.1 Verteilte Leistungseinspeisung

Im thermischen Ersatzschaltbild werden die einzelnen Korper als Punktmassen
angenommen. Diese Art der Modellierung stellt einen geeigneten Kompromiss
zwischen Komplexitit und Genauigkeit der Ergebnisse dar. Das einfachste Mo-
dell zur Leistungseinspeisung ist die konzentrierte Leistungseinspeisung, bei
der die Verlustleistung direkt in der Punktmasse eingespeist wird. In der Rea-
litdt entstehen die Verluste nicht konzentriert, sondern annihernd gleichverteilt
iiber das Volumen des Korpers. Bei einer Modellierung einer Punktmasse im
Schwerpunkt eines jeden Korpers ist der thermische Pfad, unter Annahme einer
konstanten Dichte und demselben Material, hin zu den AuB3enseiten des Korpers
maximal. Die Wérme, die nicht direkt in der Punktmasse generiert wird, hat in
der Praxis einen kiirzeren thermischen Pfad als im Modell angenommen. Dem-
zufolge ist die in der Punktmasse berechnete Temperatur héher als in der Realitit.
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1 ° ) L4l :JJ Q Y2

Abbildung 3.1: Realer Temperaturverlauf und 1D-Ersatzschaltbild eines Korpers mit
konzentrierter Leistungseinspeisung (links) und T-Ersatzschaltbild zur
Modellierung verteilter Leistungseinspeisung (rechts).

Da bei der Modellierung vor allem die mittlere Temperatur eines Korpers 9y, von
Interesse ist, wird zur Abhilfe ein negativer thermischer Ersatzwiderstand einge-
fiihrt. Dieser negative Ersatzwiderstand wird zwischen die Leistungseinspeisung
und die thermische Masse geschaltet und bewirkt eine Temperaturreduktion in
der Punktmasse, sodass diese Temperatur der mittleren Komponententemperatur
entspricht. In Abbildung 3.1 ist der Unterschied zwischen einer konzentrierten
und einer verteilten Leistungseinspeisung in einer Dimension dargestellt.
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Der negative Ersatzwiderstand wird nach Gleichung (3.1) berechnet, um eine
verteilte Leistungseinspeisung nachzubilden:

R
Rth,neg = _?th (3.1)

Eine genaue Herleitung nach [77] und [78] ist in Anhang A.1 zu finden. Im
mehrdimensionalen Fall wird fiir jede Dimension im gew#hlten Koordinatensys-
tem ein negativer Ersatzwiderstand eingefiihrt. Die entstehenden Widerstinde
werden als Parallelschaltung zwischen der Leistungseinspeisung und der ther-
mischen Masse realisiert. Der Einfluss des negativen Ersatzwiderstandes ist vor
allem bei grofien Teilkorpern des Materials zu erkennen. Bei einer feinen Dis-
kretisierung der Komponenten wird der Korper durch die Modellierung bereits
in kleinere Teile homogenisiert, wodurch eine Anniherung der verteilten Leis-
tungseinspeisung erzielt wird.

3.2 Modellierung des Luftspalts

Der konvektive Wirmeiibergang in einem Ringspalt, wie er zwischen Rotor und
Stator in einer elektrischen Maschine vorliegt, ist stark drehzahlabhingig [79].
Um im Betrieb eine drehzahlabhiingige Wérmeiibertragung zu modellieren, ist
ein genaues Wissen iiber den Wirmeiibergangskoeffizienten notwendig. Dabei
wird angenommen, dass der innere Zylinder rotiert und der duflere Zylinder fest
steht. Die Taylor-Stromung beschreibt die Stromung eines inkompressiblen vis-
kosen Fluids, das sich im Raum zwischen zwei koaxialen, relativ zueinander
rotierenden Zylindern befindet. Mit Hilfe der Taylor-Zahl lassen sich die Taylor-
wirbel, die Luftverwirbelungen im Luftspalt, beschreiben. Nach Jokinen et al.
[79] kann die Taylor-Zahl 7a fiir einen rotierenden Innenzylinder nach Gleichung
(3.2) berechnet werden:

2 3
Wiot * LS * Of's

Ta = ot IS OS (32)

Vg
wobei wro; die Winkelgeschwindigkeit des Rotors, ry g den Luftspaltradius, dy g
die Luftspaltweite und vp die kinematische Viskositit des Fluids im Spalt be-
schreiben. Je nach Ausprigung der Taylorwirbel kann die Stromung nach Becker
und Kaye [80] in einen laminaren Bereich, einen turbulenten Bereich und einen
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Ubergangsbereich unterteilt werden. Dabei kann mit dem Geometriefaktor Fg
die modifizierte Taylor-Zahl Tay, ausgedriickt werden als

Ta
Tam = Fo 3.3)
Unter der Annahme, dass die Luftspaltweite deutlich kleiner ist als der Luft-
spaltradius oy g < rLg, ist der Geometriefaktor niherungsweise 1. Da dies fiir
die in dieser Arbeit untersuchte Maschine zutrifft, wird im folgenden Abschnitt
Tay = Ta angenommen. Die Nusselt-Zahl Nug g fiir die verschiedenen Turbu-
lenzbereiche ergibt sich nach [80] zu

2 0 < Tag < 1700
Nugoss = { 0,128 - Ta%367 1700 < Tam (3.4)
0,409 - 7% Tay > 10000

Mithilfe der Luftspaltweite dy g als charakteristische Linge und der Wirmeleit-
fahigkeit des Fluids im Luftspalt Ag, berechnet sich der Warmeiibergangskoefi-
zient hg .5 zwischen Rotor und Stator zu

Nur s - AF

hRss = (3.5

oLs
Durch eine nicht kreisrunde Querschnittsfliche des Rotors und die Nutung des
Stators kommt es zu einer verstirkten Verwirbelung der Luft. Die kann durch
einen Geometriefaktor Fg < 1 beriicksichtigt werden. Aufgrund unzureichender
Kenntnisse in der Literatur wird der Effekt einer erhohten Luftverwirbelung auf
den Wirmelibergang durch den Einfluss der Rotorgeometrie und der Statornu-
tung in dieser Arbeit nicht beriicksichtigt.

3.3 Kiihimantel

Der konvektive Warmeiibergang in einem durchstromten Kanal, wie er am Kiihl-
mantel in elektrischen Maschinen vorliegt, ist abhéngig von dem verwendeten
Kiihlmedium, der Geometrie des Kanals sowie den Prozessparametern, wie der
Stromungsgeschwindigkeit und der Fluidtemperatur.

Die Berechnung des Wirmeiibergangskoeffizienten wird im folgenden Abschnitt
genauer erldutert, um den Einfluss der Parameter zu identifizieren. Die Herlei-
tung basiert auf den Erkenntnissen des VDI-Wirmeatlas [81].

32



Kapitel 3 Modellbildung Gesamtsystem

Die mittlere Stromungsgeschwindigkeit v wird mit dem Volumenstrom V und
der Querschnittsfliche Ag des Kanals berechnet zu

y=—— (3.6)

Mit der Stromungsgeschwindigkeit v kann die Reynolds-Zahl Reg.,g fiir den
Ubergang vom Kiihlmedium zum Gehiuse nach Gleichung (3.7) berechnet wer-
den. Diese gibt Auskunft iiber das Verhiltnis von Trigheits- zu Zihigkeitskriften
und beschreibt das Turbulenzverhalten des Kiihlmediums:

V- dh

Regss = o (3.7)

wobei dy, den hydraulischen Durchmesser und v die kinematische Viskositit des
Fluids beschreibt. Der hydraulische Durchmesser ist eine rechnerische Grofle zur
Berechnung des Stromungsdurchsatzes in nicht kreisrunden Rohrquerschnitten.
Im Falle eines nicht kreisrunden Querschnitts, durchstromt das Fluid im Kiihlka-
nal nicht die komplette Querschnittsfliche. Der hydraulische Durchmesser nidhert
die durchstromte Fliche stets mit einer kreisrunden Flidche an, sodass der re-
sultierende Druckverlust gleich dem Druckverlust eines kreisrunden Rohrs mit
gleicher Linge und gleicher mittlerer Stromungsgeschwindigkeit entspricht. Der
hydraulische Durchmesser lisst sich fiir ein geschlossenes Rechteck nach [82]
mit Gleichung (3.8) ausdriicken:

_ 2-akk - bkk

, (3.8)
agk + bgk

wobei agk und bk die Kantenlédngen des rechteckigen Kiihlkanals darstellen.
Die Prandtl-Zahl Pr stellt nach Gleichung (3.9) eine Verkniipfung zwischen dem
Geschwindigkeitsfeld und dem Temperaturfeld eines Fluids dar und ist ein Maf}
fiir das Verhiltnis der Dicken von der Stromungsgrenzschicht zur Temperatur-
grenzschicht:

__TF " CpF

P
r e

(3.9)

Darin beschreibt njg die dynamische Viskositit, c,  die spezifische Wiarmekapa-
zitdt und \p die Warmeleitfahigkeit des Fluids. Je nach Reynolds-Zahl lésst sich
die mittlere Nusselt-Zahl berechnen.
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Die Berechnungsvorschrift fiir die unterschiedlichen Turbulenzbereiche ist aus
Griinden der Ubersichtlichkeit Anhang A.2 zu entnehmen. Mithilfe der mittleren
Nusselt-Zahl des vorliegenden Turbulenzverhaltens, ldsst sich der Wirmeiiber-
gangskoeffizient hg,,s zwischen Kiihimedium und Gehéuse beschreiben durch

Num - A\
hGess = Eth (3.10)

3.3.1 Thermische Kontaktwiderstiande

Die Oberflichen von Feststoffkorpern sind nicht ideal glatt und eben, wodurch
an den Kontaktflichen zwischen zwei Materialien kein idealer Wirmeiibergang
stattfindet [83]. Unter Betrachtung der Oberflachen der beiden Materialien auf
mikroskopischer Ebene, liegt nur ein Bruchteil der gesamten Kontaktfliche in
tatsachlichem Kontakt. Die restlichen Bereiche bilden Hohlrdume, die meis-
tens mit Luft gefiillt sind und somit den thermischen Widerstand des Ubergangs
maBgeblich erh6hen. Der gesamte thermische Kontaktwiderstand setzt sich dem-
nach aus der Wiarmekonduktion der Kontaktbereiche und der Warmekonduktion
beziehungsweise Konvektion der Lufteinschliisse zusammen. Der thermische
Kontaktwiderstand ist abhédngig von den Oberflichenrauigkeiten, den Materia-
lien, die in Kontakt zueinander stehen, und dem Kontaktdruck [84].

In elektrischen Maschinen ist vor allem der Ubergang zwischen dem Statorblech-
paket und dem Kiihlgehéduse relevant und fiihrt zu einem Temperatursprung,
der nicht vernachléssigt werden darf. Abbildung 3.2 zeigt eine mikroskopische
Darstellung dieser Kontaktfliche. Der Kontaktwiderstand zwischen Statorblech-
paket und Kiihlgehduse wird in der Arbeit von Staton et al. [85] fiir Maschinen
unterschiedlicher Bauform und Materialpaarung analysiert. Die resultierende
thermisch effektive Luftspaltweite zwischen Statorblechpaket und Kiihlgehéduse
gemittelt liber alle untersuchten Maschinen betridgt 37 um.

In der vorliegenden Arbeit wird eine Paarung von Elektroblech und Alumi-
niumgehiuse untersucht, das nach [85] eine deutlich geringere effektive Luft-
spaltweite aufweist. Die messtechnische Ermittlung der effektiven Luftspaltweite
analog zu [85] ergibt einen Wert von 11 pm.

Generell haben alle thermischen Kontaktwiderstinde in einer elektrischen Ma-
schine einen Einfluss auf das Temperaturverhalten und fiihren somit zu einer
zusitzlichen Unsicherheit in der thermischen Modellierung, da diese groBten-
teils nicht quantifizierbar sind.
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Kontaktbereich Lufteinschluss

Abbildung 3.2: Mikroskopische Darstellung der Kontaktfliche zwischen Statorblechpa-
ket (rot) und Kiihlgehéuse (blau).

3.4 Modellierung des Rotors

Zur Modellierung des Rotors mit den Permanentmagneten wird die Geometrie
des Rotors vereinfacht und auf die Symmetrie des Stators angepasst. Je nach Ma-
gnetanordnung dndert sich das thermische Netzwerk des Rotors, wobei eine sehr
genaue Kenntnis der Geometrie erforderlich ist, um das Netzwerk aufzubauen.
Zudem kann mit einer allgemeinen Modellierungsmethode, wie sie beispiels-
weise in [86] vorgestellt wird, nicht die genaue Geometrie nachgebildet werden,
wodurch Vereinfachungen notwendig sind.

Abbildung 3.3 zeigt den Ablauf der vereinfachten Modellierung des Aktivteils
des Rotors. Bei Betrachtung eines Rotorpols, wird das Originalmodell in drei
Kreisringsegmente unterteilt, wobei das innere und das duBere Kreisringsegment
stets als Elektroblech modelliert werden. Das mittlere Teilsegment wird anteilig
mit Elektroblech, Magnetmaterial und Luft modelliert. Die Breite des mittle-
ren Kreissegments entspricht der Magnetbreite bpy; und der mittlere Radius des
Segments wird als arithmetisches Mittel von minimalem und maximalem Ma-
gnetradius angenommen:

Tmin,PM t "max,PM
2

(3.11)

m,PM =

Die Bogenlidnge der Materialien wird so gewdhlt, dass der volumetrische Anteil
der Materialien konstant bleibt.
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Anpassung auf

Originalmodell Vereinfachung .
Statorsymmetrie
4 bpm
"max,PM
FminPM =P borie | TMPM —>»  |rmpm
®mod

Abbildung 3.3: Geometrievereinfachung eines Rotors mit vergrabenen Magneten ausge-
hend vom Originalmodell (links) iiber die vereinfachte Geometrie (Mitte)
bis hin zum auf den Stator angepassten Teilmodell (rechts).

Zur weiteren Vereinfachung wird der Rotor auf die Statorsymmetrie adaptiert.
Wie in Kapitel 5 gezeigt wird, ist es ausreichend, eine Nut zu simulieren, um auf
das thermische Verhalten der Statorwicklung zuriickzuschlieBen. Daher werden
alle geometrischen Abmafle des Rotors mit dem Faktor kg skaliert:

2.
_ fmod _ 2P (3.12)

B ¢org N

wobei p die Polpaarzahl und N die Anzahl der Statornuten beschreibt. In axialer
Richtung wird eine Unterteilung des Modells entsprechend der Modelluntertei-
lung des Stators vorgenommen (vergleiche Abschnitt 5.3).

Zur korrekten thermischen Modellierung des Rotors werden die absoluten Ver-
luste in den Magneten sowie im Blechpaket nach Abschnitt 2.2.2 ebenfalls mit
kg gewichtet. Die Verlustleistungsdichte bleibt entsprechend unveréindert.

Die vereinfachte Geometrie wird nach der Methode der kubischen Elemente nach
[86] modelliert.

ks

3.5 Verschaltung

Im folgenden Abschnitt wird die Verschaltung der einzelnen thermischen Kom-
ponenten betrachtet. Abbildung 3.4 zeigt ein Blockschaltbild des thermischen
Netzwerks der untersuchten elektrischen Maschine. Eine vollstindige Darstel-
lung fiir das thermische Netzwerk ist aufgrund der hohen Anzahl an Massen-
punkten nicht moglich. Uber die durchgezogenen Verbindungen findet Wirme-
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Abbildung 3.4: Blockschaltbild des thermischen Netzwerks fiir die untersuchte elektri-
sche Maschine mit wellenseitiger Ol-Spriihkiihlung. Die durchgezogenen
Linien stellen eine konduktive Wérmeiibertragung durch einen physika-
lischen Kontakt zwischen den Komponenten dar, die roten Pfeile bilden
den konvektiven Wirmeiibergang.

konduktion statt, wohingegen bei den in rot dargestellten Pfeilen ein konvektiver
Wirmeiibergang vorliegt. Gronwald et al. [87] geben einen detaillierten Uber-
blick iiber die in der Literatur bekannten Modelle zur Beschreibung der vor-
liegenden Konvektionsphdanomene. Der konvektive Wirmeiibergang zwischen
Stator und Rotor und vom Kiihlmantel hin zum Statorblechpaket werden in
Abschnitt 3.2 beziehungsweise 3.3 beschrieben. Die librigen Konvektionsphi-
nomene werden an dieser Stelle nicht weiter erldutert. Eine detaillierte Beschrei-
bung ist Anhang A.2 zu entnehmen. Dabei werden die Korrelationen, die zur
Modellierung der vorliegenden Maschine genutzt werden, beschrieben.
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Im Allgemeinen ist dieses Modell auf alle Wicklungsvarianten von elektrischen
Maschinen mit innenliegendem Rotor anwendbar. Liegt ein anderes Kiihlkonzept
vor, muss das Modell entsprechend erweitert oder angepasst werden.

Der Einfachheit halber ist nur ein Ausschnitt des Motors zu sehen, wobei das Mo-
dell rotationssymmetrisch um die Rotationsachse und achsensymmetrisch zur
Mittelebene der aktiven Linge ist. In Umfangsrichtung wird das Modell in eine
Statornut und einen Statorzahn beziehungsweise in eine halbe Spule unterteilt,
da sich die Wicklungen entlang des Umfangs thermisch gleich verhalten (verglei-
che Abschnitt 5.2). Entsprechend wird ein Ausschnitt mit dem Winkel ¢ = %
betrachtet, wobei N die Anzahl Statornuten bezeichnet. Alle Komponenten wer-
den lediglich in diesem Ausschnitt modelliert, wobei sich die Geometrien zur
Berechnung der thermischen Widerstinde dndern. Aufgrund einer konstanten
Verlustleistungsdichte werden die Verlustleistungen nur fiir diesen Ausschnitt
betrachtet. Nach Gleichung (2.1) stellen sich die gleichen Komponententem-
peraturen ein. Des Weiteren werden die Welle, der Rotor und das Gehéuse
entsprechend der axialen Diskretisierung der Statorwicklung nach Abschnitt 5.3
in axialer Richtung unterteilt.

Die Komponenten, die nicht im Detail beschrieben werden, werden nach der Mo-
dellierungsvariante der kubischen Elemente nach Wrobel et al. [86] modelliert,
wodurch eine material- und geometrieabhingige Modellierung méglich ist.

3.6 Implementierung

Zur Implementierung des zuvor gezeigten thermischen Netzwerks wird
MatLaB® Simulink mit dessen Erweiterung Simscape genutzt. Simscape bietet
dabei die Moglichkeit einer akausalen Modellbildung, die fiir die Beschreibung
von realen, physikalischen Systemen besonders geeignet ist. Durch die akau-
sale Modellierung existiert kein gerichteter Informationsfluss, wodurch sich die
Flussrichtung der Energiestrome im System aus dem aktuellen Systemzustand
definiert und die Flussrichtung nicht vordefiniert sein muss.

Die verschiedenen Doménen konnen jeweils iiber eine Flussgrofe und eine
PotentialgroBe beschrieben werden. Im Fall der thermischen Modellierung be-
schreibt der Wirmestrom die Flussgrof3e und die Temperatur die Potentialgrofe.
Uber die Fluss- und PotentialgroBe konnen verschiedene Dominen miteinander
gekoppelt werden.

Zum Losen des akausalen Simulationsmodells werden die vorliegenden Diffe-
rentialgleichungen in jedem Knotenpunkt gelost. Fiir die Temperatur in jedem
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dieser Massenpunkte ldsst sich die Differentialgleichung nach Gleichung (3.13)
aufstellen:

(3.13)

Darin beschreibt m; die Masse, cp,; die spezifische Wirmekapazitit, ¥; die
Temperatur und Py ; die eingespeiste Verlustleistung im Knotenpunkt i. Die Ver-
lustleistung in den jeweiligen Knotenpunkten dndert sich je nach Arbeitspunkt
der Maschine. Ry, ;; bezeichnet den gesamten thermischen Widerstand zwischen
den Knotenpunkten i und j. Der resultierende thermische Ersatzwiderstand ergibt
sich aus den einzelnen konduktiven und konvektiven thermischen Widerstanden
nach den GesetzméaBigkeiten in Abschnitt 2.1.1. Eine Temperaturabhédngigkeit
der jeweiligen thermischen Widerstinde kann ebenfalls beriicksichtigt werden.
Unter Anwendung von Gleichung (3.13) in jedem Massenpunkt des thermischen
Netzwerks, lisst sich das Modell mit n» Massenpunkten in die allgemeine Form
der Zustandsraumdarstellung nach Gleichung (3.14) bringen:

J(1) = A-3(1) +B - Bt) (3.14)

Die expliziten Matrizen ergeben sich dabei zu

) i (1) _ml'cp*l'%:Rtth m1-Cp,1-Ren 1n
=| | A= : .. : (3.15)
. ; :
Un(1) R SR
J
1
mp-Cp,1 O 0
= 91(6) o 1 . : ) Py (1)
o= ome| 0 o -
o O . () (1) Pyu(2)
Mp-Cp,n
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Zur Losung des Gleichungssystems wird die in MaTtLAB® eingebaute Methode

ode45 genutzt, die auf einer expliziten Runge-Kutta Methode der Ordnung 4 und
5 nach Dormand und Prince basiert [88]. Durch eine adaptive Schrittweitensteue-
rung konnen die Zustinde, also die Temperaturen und Wéarmestrome, in jedem
Zeitschritt berechnet werden. Die maximale Schrittweite wurde auf 1 s begrenzt.
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Modellbildung Kugellager

Die thermische Modellierung von Kugellagern ist vor allem fiir Maschinen ohne
einen aktiv gekiihlten Rotor zu beriicksichtigen. Die im Falle einer PSM in den
Magneten und im Rotor entstehende Wirme wird zum Grofteil iiber die Lager
hin zum KiihImantel abgefiihrt. Zusétzlich erhilt der Rotor einen Warmeeintrag
durch den Stator, sofern dessen Temperaturniveau iiber dem des Rotors liegt, wo-
durch der thermische Pfad iiber die Lager nochmals an Bedeutung gewinnt.
Daher ist es notwendig, das thermische Verhalten der Lager im Auslegungspro-
zess prézise vorhersagen zu konnen, um die Temperaturgrenzen der Lager nicht
zu iiberschreiten.

Im folgenden Kapitel wird die Modellierung eines Radialrillenkugellagers mit
rotierendem Innenring nach [E1, E2] vorgestellt und messtechnisch validiert.

4.1 Stand der Technik

Bei der thermischen Modellierung von Rillenkugellagern in elektrischen Ma-
schinen ist vor allem das drehzahlabhidngige Verhalten interessant, um das
transiente thermische Verhalten der Maschine bestimmen zu konnen. In Hinblick
auf die Drehzahlabhingigkeit sind nur wenige Beitréige in der Literatur bekannt.
So beschreiben Harris et al., Cooper et al., Nguyen-Schifer und Nakajima [89—
92] die Kontaktflaichen zwischen den Kugeln und den Laufringen basierend auf
dem Hertz’schen Pressungstheorem.

Nakajima nimmt an, dass die thermischen Kontaktwiderstinde den grof3ten
Anteil bei der Wirmeiibertragung im Stillstand haben, wodurch der Kugel-
widerstand vernachldssigt wird. Seine Theorie belegt er mit Messungen bei
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unterschiedlichen axialen, radialen und kombinierten Lasten. Der Drehzahlein-
fluss wird nicht weiter untersucht. Churchill et al., Rohsenow et al., Chen et al.,
Kreith et al. und Hirsoshi et al. [93—-97] beschreiben neben der konduktiven Wir-
meiibertragung der Kontaktflachen verschiedene Phidnomene der konvektiven
Wirmeiibergénge fiir rotierende Zylinder. Diese konnen direkt zur Beschreibung
der konvektiven Wirmeiiberginge im Kugellager verwendet werden.

Zheng et al. [98] vergleichen einfache thermische Modelle in Hinblick auf
den Temperaturanstieg basierend auf den Kontaktwiderstinden und erweitern
diese mit den oben beschriebenen konvektiven Wirmeiibertragungsmodellen.
Die Messergebnisse zeigen, dass die Abweichung zwischen Messung und Simu-
lation durch die detaillierte Modellierung reduziert wird, jedoch eine bleibende
Abweichung existiert, die mit steigender Drehzahl zunimmt. Dies unterstreicht
die Wichtigkeit eines drehzahlabhédngigen Modells des Kugelwiderstands.

Isert [99] nutzt einen konstanten thermischen Widerstand der Kugeln und mo-
delliert ebenfalls die Konvektionseffekte. Sie préasentiert eine drehzahlabhingige
Modellierung fiir sehr geringe Umfangsgeschwindigkeiten < 1 m/s und validiert
ihr Modell messtechnisch. Der zur Validierung genutzte Drehzahlbereich ist je-
doch so gering, dass ein Einfluss des drehzahlabhéngigen Kugelwiderstands mit
der vorliegenden Messunsicherheit nicht zu erkennen ist.

Bossmanns et al. [100] verfolgen bei der Anwendung eines Hochdrehzahl-
spindelantriebs eine Modellierung des Lagers, bei der der Kugelwiderstand
vernachldssigt wird. Basierend auf den Messungen ist zu sehen, dass das Mo-
dell fiir die hohen vorliegenden Umfangsgeschwindigkeiten des Innenrings von
ca. 80 m/s valide ist.

Zuletzt sind die Beitridge von Kylander [101] und Uhlmann et al. [102] zu erwih-
nen, die beide die Drehzahl des Innenrings direkt nutzen, um drehzahlabhingige
Kontaktwiderstinde zwischen den Laufringen und den Lagern zu modellieren.
Der Kugelwiderstand wird dabei den Kontaktflichen zugeordnet. Uhlmann et al.
nutzen empirische Werte einer weiteren Arbeit fiir deren Modell. Eine Validie-
rung des thermischen Verhaltens der Lager wird nicht durchgefiihrt. Kylander
hingegen nutzt eigene Messwerte zweier Lager und stellt eine lineare Regres-
sion zur Parametrisierung der drehzahlabhédngigen Kontaktwiderstinde auf. Die
aufgestellte Regression ist lediglich fiir den eingesetzten Lagertyp sowie deren
Drehzahlbereich einsetzbar. Eine Ubertragung auf andere Lagertypen und Dreh-
zahlen ist hingegen nicht moglich.

Das nachfolgend entwickelte Modell basiert auf der Umfangsgeschwindigkeit
der Kugeln und ist daher auf eine Vielzahl unterschiedlicher Lagertypen und ei-
nen breiten Drehzahlbereich anwendbar.
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Abbildung 4.1: Untersuchtes Rillenkugellager vom Typ 61807-2Z C3 von SKF [67].

4.2 Priifling

Das betrachtete Lager ist ein Rillenkugellager des Typs 61807-2Z C3 von SKF
[67]. Das Lager ist mit zwei beriihrungslosen Stahldichtungen und einer er-
hohten Lagerluft ausgestattet. Abbildung 4.1 zeigt eine grafische Darstellung
des Lagers. Das Kugellager besteht aus 19 Kugeln mit einem Kifig, der die
Kugeln in Position hilt. Neben der Breite von 7 mm betrégt der Innendurchmes-
ser des Innenrings 35 mm und der AuBendurchmesser des Auflenrings 47 mm.
Das Lager ist fiir Drehzahlen bis zu 15 000 1/min ausgelegt und eignet sich da-
her fiir Anwendungen in der Automobilindustrie. Das Material der Kugeln und
der Laufringe ist ein Wilzlagerstahl (100Cr6). Zur Schmierung wird das Stan-
dardschmierfett MT47 von SKF verwendet, das auf einem Mineral6l basiert
und Lithiumseife als Dickungsmittel verwendet [67]. Die wichtigsten Geo-
metrieparameter und thermischen Materialeigenschaften des Lagers sowie des
Schmierfetts M747 sind in Tabelle 4.1 zusammengefasst.

4.3 Thermisches Ersatzschaltbild

Abbildung 4.2 zeigt das thermische Ersatzschaltbild des untersuchten Rillen-
kugellagers. Dabei sind die drei Hauptkomponenten bestehend aus Innenring,
Aufenring und den Kugeln dargestellt. Die thermischen Massen werden im
Schwerpunkt der Komponenten angenommen und mittels der Geometrie- und
Materialdaten berechnet.
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Tabelle 4.1: Geometrieparameter und Materialeigenschaften des untersuchten Lagers

Parameter Wert
Anzahl Kugeln 19
Innendurchmesser 35 mm
AuBendurchmesser 47 mm
Breite 7 mm
Kugeldurchmesser ~ 3,5 mm
Grenzdrehzahl 15000 1/min
Wirmeleitfahigkeit Stahl 46 W/(mK)
spezifische Wirmekapazitit Stahl 470  J/(kgK)
Dichte Stahl 7830  kg/m?

kinematische Viskositit MT47 @40 °C 70 mm?/s

kinematische Viskositidt MT47 @100 °C 7.3 mm?/s
Wirmeleittahigkeit MT47 0,13  W/(mK)

Dichte MT47 2000  kg/m?

Der Kifig wird in der Modellierung nicht beriicksichtigt, da dieser nicht zur Wir-
meiibertragung beitrigt, sondern nur eine zusétzliche thermische Masse liefert,
die den Kugeln zugeordnet werden kann.

Um die in der Literatur bestehenden Modelle zu verbessern, wird eine Aufteilung
des Kugelwiderstands in einen statischen und einen rotatorischen, drehzahlab-
hingigen Teil vorgenommen. Somit kdnnen sowohl sehr kleine Drehzahlen als
auch sehr gro3e Drehzahlen modelliert werden.

Die Aufteilung der im Lager selbst entstehenden Verlustleistung wird nach [101]
durchgefiihrt, wobei 50 % in den Kugeln eingespeist wird und je 25 % an den
Kontaktflichen. Die zur Warmeiibertragung wesentlichen Elemente, bestehend
aus den Kontaktflichen, den konvektiven Wirmeiibergiingen und der Wirme-
ibertragung in den Kugeln selbst, werden im Folgenden detailliert beschrieben.
Der Einfachheit halber werden die einzelnen thermischen Widerstinde in den
Ringen nicht dargestellt. Diese thermischen Widerstéinde sind nach der Methode
der kubischen Elemente [86] modelliert.
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Abbildung 4.2: Thermisches Ersatzschaltbild des untersuchten Rillenkugellagers.

4.4 Waiarmeubertragungsmechanismen

4.4.1 Kontaktwiderstande

Werden zwei gekriimmte Fléchen physikalisch zusammengepresst, so entstehen
nach [91] Kontaktflichen elliptischer Form. Mit der resultierenden Kontakt-
flache kann der Kontaktwiderstand des Lagers, der einen essenziellen Teil der
konduktiven Wirmeleitung innerhalb des Lagers bildet, berechnet werden. Der
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resultierende Kontaktwiderstand des Rillenkugellagers teilt sich in zwei separate
Kontaktwiderstéinde auf. Zum einen in einen thermischen Widerstand zwischen
der inneren Laufbahn und den Kugeln und zum anderen in einen zwischen der
duBeren Laufbahn und den Kugeln. Beide konnen nach [92] wie folgt berechnet
werden:

T (ai.0/b;
Ripg = o) @.1)
1,0
2
mit T(aio/bio) = = - Ki (e.3) 4.2)

Darin beschreiben die Indizes i und o die innere beziehungsweise dullere Lauf-
bahn, A die Wirmeleitfahigkeit des Lagermaterials, a die kleine und b die groBe
Halbachse der Kontaktfliache, K| das vollstidndige elliptische Integral erster Ord-
nung und e die Exzentrizitdt der Halbachsen. Eine detaillierte Berechnung der
Kontaktflichen kann [91] enthommen werden. Der gesamte Kontaktwiderstand
ergibt sich nach [92] aus der Summe des inneren und dufleren Kontaktwider-
stands und kann unter Annahme eines einheitlichen Materials fiir Laufbahnen
und Kugeln mit Gleichung (4.3) ausgedriickt werden:

L [Tlafby) , T (aofbo)

Rth,Kontakt = 2.\ ’ 4.3)

ai Ao

Die Kontaktwiderstinde zwischen den Kugeln und den Laufbahnen sind abhin-
gig von der auf das Lager ausgeiibten radialen und axialen Kraft. Aus diesem
Grund muss der Kontaktwiderstand fiir jede Kugel einzeln berechnet werden. Die
Radialkraft eines Radiallagers, das in elektrischen Maschinen eingesetzt wird,
ist meist deutlich groBer als die zur Vorspannung verwendete Axialkraft, wo-
durch diese vernachldssigt werden kann. In Anwendungsfillen, bei denen die
Axialkraft in der GroBenordnung der Radialkraft liegt, muss der Einfluss der
Axialkraft auf die Kontaktflichen beriicksichtigt werden. Abbildung 4.3 zeigt
die Aufteilung der Radialkraft F; auf die einzelnen Kugeln, wobei die Kugeln
in der oberen Halbebene nicht belastet sind. Nach [92] ergibt sich die Kraft auf
jede Kugel zu

Fp=F;-cos®(n-0) fiirn-0< g (4.4)

Entsprechend kann, mit der auf jede Kugel wirkenden Kraft, die Kontaktfliche
jeder einzelnen Kugel berechnet werden. Der gesamte Kontaktwiderstand ergibt
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Abbildung 4.3: Belastungsaufteilung auf die einzelnen Kugel bei reiner Radialbelastung.
Die Kugeln in der oberen Halbebene sind nicht belastet.

sich aus der Parallelschaltung aller Kontaktwiderstinde der einzelnen Kugeln.
Abbildung 4.4 zeigt die resultierenden Kontaktwiderstinde der einzelnen Kugeln
und der Laufbahnen fiir das in Abschnitt 4.2 beschriebene Rillenkugellager in
Abhingigkeit der Radialkraft.

4.4.2 Konvektiver Warmeiibergang

Neben den Kontaktwiderstinden liegen zudem konvektive Wirmeiiberginge
zwischen den Ringen als auch zwischen den Laufbahnen und den Kugeln
in einem Rillenkugellager vor. Dabei unterscheidet man zwischen der Dean-
Stromung, die den konvektiven Warmeiibergang zwischen den Laufbahnen und
den Kugeln beschreibt, sowie der Taylor-Couette-Stromung, die den konvektiven
Wirmeiibergang zwischen den Ringen beschreibt. Beide Stromungsvarianten
sind drehzahlabhéngig. Zur besseren Beschreibung der Stromungen ist in Ab-
bildung 4.5 eine grafische Darstellung der Geometrieparameter eines Lagers zu
sehen. Die Dean-Stromung, die in gekriimmten Kanilen, bei denen der Radius
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Abbildung 4.4: Thermische Kontaktwiderstinde aufgeteilt auf die einzelnen Kugeln (a)

und zusammengefasster thermischer Kontaktwiderstand fiir Innen- bezie-
hungsweise Auflenring (b).

der Kriimmung viel groBer als die Kanalbreite ist, auftritt, kann durch die Dean-
Zahl De nach [95] beschrieben werden:

dL 1/2
De = Repe - 7., 4.5)
“m

Darin beschreibt d;, den Durchmesser der gekriimmten Laufflache und r, den
mittleren Radius des Kugellagers. Die Reynolds-Zahl fiir die Dean-Stromung
ergibt sich mit dem Kugeldurchmesser dk als charakteristische Lange zu

wi 'dI2(

>

ReDe =

(4.6)

wobei vp die kinematische Viskositit des Schmierfilms und w; die Winkelge-
schwindigkeit des Innenrings beschreibt. Mithilfe der Dean-Zahl und der in [94]
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Abbildung 4.5: Schematische Darstellung der Lagergeometrien.

beschriebenen Manlapaz-Churchill Korrelation, die auf einem Regressionsan-
satz basiert, ergibt sich die Nusselt-Zahl zu

4,343\ 3 pe\¥2] "
Nupe = (3,657+ ’ ) +1,158-() 4.7)

X1 X2
957 \?
0,477
xp =1+ Pr 4.9)

worin Pr die Prandtl-Zahl des Schmierfilms beschreibt. Der Warmeiibergangs-
koeffizient fiir die Dean-Stromung Ap,. mit der Wirmeleitfahigkeit des Schmier-
films Ag berechnet sich zu

hpe = e ¥ (4.10)

dx

Bei der Taylor-Couette-Stromung kommt es durch die Rotation des Innen-
rings und dem stillstehenden AuBenring zu einer Verwirbelung der Luft. Dabei
wird unterschieden, ob sich eine zirkulare Taylor-Couette-Stromung ausbildet
oder Taylorwirbel vorliegen. Mithilfe der Taylor-Zahl 7a kann das Stromungs-
verhalten in Abhéngigkeit der Winkelgeschwindigkeit des Innenrings wj, dem
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Auflenradius der inneren Laufbahn 7., der kinematischen Viskositidt vg des
Fluids zwischen Innen- und AuBlenring und dem Spaltmal} dg zwischen diesen
beschrieben werden:

o.)iQ - Tio dg’

2
Vg

Ta = @.11)

Nach [97] ergibt sich die Nusselt-Zahl der Taylor-Stromung zu

2.k y
NMTa = m fur Ta < Tac (412)
T
Nup, =1+ 1,438 - (1 - T“C) pri3 fiir 7a > Tac (4.13)
a

Darin beschreibt k = ds das Verhiltnis zwischen dem Spaltmal} der zwei Ringe
und dem AuBenradlus der inneren Laufbahn. Die kritische Taylor-Zahl Ta. be-
rechnet sich aus der kritischen Taylor-Zahl Ta.q bei k ~ 0 zu

Tac = FgL - Tae mit Ta.g = 1689 (4.14)
Der Geometriefaktor F 1, ist nach dem Verhiltnis k wie folgt definiert:

0,05766 - (1 + k/2)
FgL = =
0,0571 - (1- 0,652 - k) + 0,00056 - (1— 0,652 - k)

(4.15)

Mithilfe der Gleichungen (4.11) - (4.15) kann der Wiarmeiibergangskoeffizient
der Taylor-Couette-Stromung mit der charakteristischen Léange dg des Luftspalts
zwischen den Ringen bestimmt werden:

NMTa . )\F

htg = ——— 4.16
Ta dS ( )

4.4.3 Kugelrotation

Durch die Rotation des Innenrings rotieren ebenfalls die Kugeln, wodurch ein
zusitzlicher Warmeiibertragungsmechanismus entsteht. Die zur Beriicksichti-
gung dieses Wirmeiibertragungsprozesses notwendige Winkelgeschwindigkeit
der Kugeln wy ist abhéngig von der Lagergeometrie und der Winkelgeschwin-

50



Kapitel 4 Modellbildung Kugellager

digkeit des Innenrings wj. Die Berechnung nach [103] ist in Gleichung (4.17)
gegeben:

Wi 1
wg=-A . - 4.17
K77 (T + 1) @17

cos (ai — arctan (%))

it T = 4.18
m ! dm —dg - cos(ay) (4.18)

retan dm-sin(ao)
cos { o —arctan ( Z=Cr ST

d Ty = 4.19
o 2 dm + dg - cos(ay) (4.19)

Darin beschreibt dy, den mittleren Durchmesser des Kugellagers. Dies impliziert,
dass sich die Kugeln in die entgegengesetzte Richtung zum inneren Laufring
drehen. Fiir die Warmeiibertragung ist es gleichgiiltig, in welche Richtung die
Kugeln rotieren. Daher wird stets der Betrag der Kugeldrehzahl zur Berechnung
verwendet.

4.4.4 Kugelwiderstand

Bei der Warmeiibertragung in der Kugel selbst liegen zwei mafgebliche Phéno-
mene vor. Zum einen wird die Wirme durch reine Wirmekonduktion iibertragen
und zum anderen wird die Wirme durch die Rotation vom Innenring an den
AuBenring beziehungsweise umgekehrt iibertragen. Die Wirme wird dabei auf
der Oberfldache der Kugel transportiert. Der statische thermische Widerstand zur
Beschreibung reiner Wirmekonduktion héngt vor allem vom Kugeldurchmesser
und von den Materialeigenschaften, aber auch von der Belastung ab. Durch eine
steigende Radialkraft vergroBert sich die Kontaktfliche und verringert dadurch
den thermischen Widerstand aufgrund eines kiirzeren thermischen Pfads inner-
halb der Kugel.

Der statische Widerstand einer Kugel kann durch eine Finite Elemente Me-
thode (FEM)-Simulation bestimmt werden. Auf Basis von mehreren FEM-
Simulationen in ANSYS Mechanical fiir einen Kugeldurchmesser dix von
1,5mm—>5,5mm und variierender Kontaktflichen, ldsst sich der statische Ku-
gelwiderstand, unter der Annahme einer gleichen Kontaktflaiche am Innen- und
Auflenring, ndherungsweise mit Gleichung (4.20) ausdriicken:

A . —1/’}/
Rinstat = Rxo - (A:md::) mit y = 1,9 (4.20)
ontakt
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Darin beschreibt Axgpai; die Kontaktflache nach [92] und Ak max die maximale
Querschnittsfliche der Kugel:

d2
AR max = T - IK 4.21)

Rk beschreibt den thermischen Widerstand durch die Kugel mit einer Quer-
schnittsfliche, die der Kontaktfliche entspricht. Es wird angenommen, dass die
Kontaktfliche die gesamte Linge der Kugel nicht beeinflusst.

dg

Rgo= ——K (4.22)
AKontakt : )\K

Entsprechend kann Gleichung (4.20) so interpretiert werden, dass der Wir-
mefluss zundchst nur die Kontaktfliche als Querschnittsfliche durchtritt. Die
Querschnittsflache wird je nach Kugelgeometrie und vorliegender Belastung ska-
liert, wodurch der thermische Widerstand sinkt.

Um den rotatorischen thermischen Widerstand der Kugeln in Abhéngigkeit der
Drehzahl zu bestimmen, werden ebenfalls FEM-Simulationen in ANSYS Me-
chanical durchgefiihrt. Es wird angenommen, dass alle Kugeln nach Gleichung
(4.17) mit der gleichen Winkelgeschwindigkeit rotieren.

Abbildung 4.6 zeigt den gesamten thermischen Widerstand aller Kugeln fiir eine
rein radiale Belastung von 500 N in Abhingigkeit der Kugeldrehzahl ny fiir das
in Abschnitt 4.2 beschriebene Lager, wobei in diesem Fall die Kugeln um einen
Faktor von 5,74 schneller rotieren als der Innenring.

Der thermische Widerstand der Kugel sinkt exponentiell ausgehend von 2,5 K/'W
im Stillstand auf etwa 0,16 K/W bei 50 000 1/min. Der Warmewiderstand erreicht
50 % seines statischen Werts bei etwa 2000 1/min.

Um im Folgenden eine separate Betrachtung des statischen und rotatorischen
thermischen Widerstands zu erhalten, wird der rotatorische Widerstand Ry rot
auf den statischen Widerstand Ry, g5 normiert. Des Weiteren wird die Umfangs-
geschwindigkeit der Kugeln vy betrachtet, um den Einfluss unterschiedlicher
Kugeldurchmesser zu minimieren.

Abbildung 4.7 stellt den rotierenden thermischen Widerstand normiert auf den
statischen Widerstand einer Kugel iiber der Umfangsgeschwindigkeit der Ku-
geln fiir Kugeldurchmesser von 2,5 mm (blau), 3,5 mm (rot) und 4,5 mm (griin)
dar. Es ist direkt zu sehen, dass keine Abhingigkeit der Kugeldurchmesser vor-
liegt. Die Abweichungen zwischen den Simulationen sind auf die Diskretisierung
der Geometrie und die damit entstehende numerische Ungenauigkeit zuriick-
zufiihren. Die Umfangsgeschwindigkeit, bei der sich die beiden Effekte der
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Abbildung 4.6: Thermischer Widerstand Ry, k aller Kugeln kombiniert in Abhéngigkeit
der Kugeldrehzahl ng vom Stillstand bis zu einer Kugeldrehzahl von
50 000 1/min fiir einen Kugeldurchmesser dx von 3,5 mm.

Wirmeiibertragung durch Konduktion und Rotation die Waage halten, liegt bei
etwa 280 mm/s. Unterhalb dieser Umfangsgeschwindigkeit iiberwiegt die kon-
duktive Wérmeiibertragung, wihrend die Warmeiibertragung durch die Kugel-
rotation oberhalb dieser Geschwindigkeit dominiert. Die Simulationsergebnisse
zeigen fiir den gezeigten Giiltigkeitsbereich, dass der rotatorische Widerstand
unabhingig vom Kugeldurchmesser parametrisiert werden kann.

Zur Anwendung in einem thermischen Modell, kann der gesamte thermische
Widerstand der Kugel Ry, x in Abhingigkeit des statischen Widerstands mit
Gleichung (4.23) approximiert werden. Die Koeffizienten wurden dabei nach der
Methode der kleinsten Fehlerquadrate bestimmt.

dg -0,989
350 - (% - |w| 40,045

Rinx (WK) = Rinstat * (4.23)

dg -0,989
350 - (4 - |w| + 1,045

Somit sind die thermischen Widerstinde fiir den rotatorischen und statischen Teil
der Kugeln bekannt. Die Widerstiinde werden als Parallelschaltung in das ther-
mische Ersatzschaltbild aus Abbildung 4.2 eingebunden, da beide Mechanismen
des Wirmetransports gleichzeitig vorliegen. Je nach Drehzahl der Maschine do-
miniert einer der beiden Wirmeiibertragungsprozesse.
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Abbildung 4.7: Rotierender Anteil des thermischen Widerstands Ry, ro; €iner Kugel nor-
miert zum statischen Anteil Ry, 4r in Abhiingigkeit der Umfangsge-
schwindigkeit vk der Kugeln fiir variierende Kugeldurchmesser d.

4.5 Messaufbau und Messprinzip

Zur Vermessung des thermischen Widerstands der Rillenkugellager wurde der
in Abbildung 4.8 dargestellte Priifstand aufgebaut. Der thermische Widerstand
kann in Abhingigkeit der Temperatur des Innenrings, der Radialkraft und der
Drehzahl bestimmt werden. Diese drei Parameter stellen die Haupteinflussgro-
Ben auf den thermischen Widerstand eines Lagers dar.

Die beiden Rillenkugellager vom Typ 61807-2Z C3 sind auf einer Stahlwelle aus
42CrMo4 gepresst. Das Lager auf der Beliiftungs (B)-Seite ist mit einer Wel-
lenfeder vom Typ YSSB-0185 vom Hersteller Smalley mit einer Federkraft von
150 N vorgespannt. Zur Aufbringung der Radialkraft wird ein zweites Rillen-
kugellager vom Typ 6000-2Z genutzt, das iiber einen Querbolzen auf die Welle
driickt. Die entsprechende Kraft lésst sich iiber den Federweg zweier Wellenfe-
dern des Typs YCM14-H3 ebenfalls von Smalley bestimmen.

Die Welle verfiigt iiber eine 8 mm Innenbohrung, in die eine 24 V Heizpatrone
mit einer Nennleistung von 320 W gesteckt ist. Zur besseren Warmeleitung und
zur mechanischen Fixierung ist das Innere der Welle mit dem Zweikomponenten-
Epoxid-Triaufelharz von Huntsmann, bestehend aus der Basis Araldite® CY 246
und dem Hirter Aradur® XB 5911 [D6], vergossen. Die Zufiihrung der elektri-
schen Leistung der Heizpatrone erfolgt iiber einen Schleifringkorper mit zwei
Ringen vom Hersteller Erich Geiss GmbH & Co. KG.

54



Kapitel 4 Modellbildung Kugellager

(a) Draufsicht (b) Detailansicht

Abbildung 4.8: Versuchsaufbau zur thermischen Vermessung der Kugellager in einer
Draufsicht des gesamten Priifstands mit Messequipment und Antriebs-
maschine (a) sowie Detailansicht der Welle (b).

Die Welle ist iiber eine Miniaturbalgkupplung des Typs MKI vom Hersteller
R+W mit der Antriebsmaschine des Priifstands gekoppelt. Die Antriebsma-
schine mit einer Bemessungsdrehzahl von 3500 1/min ist eine PSM vom Typ
DB59M024035R-B3 des Herstellers Nanotec und wird mit einer Motorkontroll-
einheit des Typs C5-E-2-09 ebenfalls von Nanotec angetrieben. Zur Drehzahl-
regelung wird der in der Antriebsmaschine verbaute Inkrementalgeber vom Typ
NME2-UVW-U06-05-C mit 4096 Impulsen pro Umdrehung genutzt.

Die Wiarmeabfuhr am Priifstand wird durch Axialliifter realisiert, um eine
moglichst konstante Temperatur am AuBenring der Maschine zu realisieren.
Damit der Luftstrom nur die Auenseiten des jeweiligen Lagerschilds auf der
Abtrieb (A)- und B-Seite umstromt und damit die Warmeiibertragung im Kugel-
lager so wenig wie moglich beeinflusst, werden additiv gefertigte Abschirmun-
gen aus Polylactide (PLA) eingesetzt.

Zur Bestimmung des thermischen Widerstands der Lager wird die Innenring-
und die AuBenringtemperatur des Lagers gemessen. Die Innenringtemperatur
¥ wird iiber Infrarotsensoren des Typs CS LT des Herstellers Optris mit ei-
ner Messgenauigkeit von £1,5 K erfasst. Die Welle wird an der Messstelle mit
einem schwarzen Backlack versehen, um den Emissionsgrad zu erhdhen. Der
thermische Widerstand von dieser Messstelle zum Innenring wird aufgrund der
vergleichsweise hohen Wirmeleitfahigkeit von Stahl vernachlissigt.
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Zur Messung der AuBlenringtemperatur v, sind mit einem Abstand von 1 mm
zum Lagersitz vier Bohrungen um je 90° versetzt in den Lagerschilden ange-
bracht. In diesen Bohrungen sind Typ K Thermoelemente verklebt und werden
entsprechend Abschnitt 7.5 ausgewertet. Die zur Auswertung genutzte Auflen-
ringtemperatur entspricht dem Mittel der vier Temperaturen eines Lagerschilds.
Der Wirmestrom in den Kugellagern besteht einerseits aus dem zugefiihrten
Wirmestrom der Heizpatronen Qjejy, der sich nidherungsweise gleich auf die
beiden Lager aufteilt und zum anderen aus dem im Lager selbst entstehenden
Verlustwirmestrom Qy. Dabei ist zu beriicksichtigen, dass ein Teil der einge-
speisten Wirme direkt iiber freie Konvektion an die Umgebung abgegeben wird.
Der Anteil an abgegebener Wirme Oxonv Wird analytisch abgeschiitzt, wobei die
freie Konvektion im Stillstand nach dem VDI-Wirmeatlas [81] und im Fall der
Rotation nach Anderson et al. [104] abgeschitzt wird. Eine genaue Beschreibung
ist Anhang A.2.7 zu entnehmen. Unter Kenntnis aller Warmestrome 14sst sich der
thermische Widerstand der Rillenkugellager berechnen. Abbildung 4.9 zeigt ein
vereinfachtes Ersatzschaltbild des Priifstand, das zur Berechnung des Gesamt-
widerstands der Lager herangezogen wird. Dabei wird angenommen, dass sich
beide Lager thermisch identisch verhalten.

Die Lager selbst werden der Einfachheit halber mit zwei gleichen Widerstinden
modelliert, wobei zwischen diesen die gesamte Verlustleistung des Lagers tem-
peraturabhingig eingespeist wird.

Diese Vereinfachung wird vorgenommen, da die einzelnen thermischen Wider-
stinde nach Abbildung 4.2 im Messaufbau nicht separat voneinander bestimmt
werden konnen. Der thermische Gesamtwiderstand eines Kugellagers Ry, 1, er-
gibt sich zu:

2 (0 - vo)
QV + Qheiz - Qkonv

(4.24)

R =

7~90,1
.—‘ Lager 1

Abbildung 4.9: Thermisches Ersatzschaltbild des Priifstands zur Vermessung eines Ril-
lenkugellagers.
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4.6 Validierung

Zur Validierung des Modells wurde der thermische Widerstand des untersuch-
ten Rillenkugellagers fiir verschiedene Betriebszustéinde vermessen und mit dem
entwickelten Modell verglichen. Die Axialkraft wurde dabei nicht variiert, da die
genutzten Radiallager nicht fiir Axialkrifte ausgelegt sind und in diesem Fall le-
diglich zur Gerduschreduktion dient.

Es gilt zu beachten, dass die gemessenen Auflenringtemperaturen direkt in das
Modell gegeben werden, um vergleichbare Randbedingungen zu erhalten. Die
beiden Kugellager werden getrennt ausgewertet, wobei der mittlere gemessene
thermische Widerstand dem Mittelwert der beiden Widerstinde der jeweiligen
Lager entspricht und die Abweichung zwischen den beiden Lagern dem Fehler-
balken entspricht.

Die Kugellager wurden an jedem Messtag zu Beginn eine Stunde bei einer Dreh-
zahl n von 1000 1/min eingefahren, um reproduzierbare Ergebnisse zu erzielen.
Die Messreihen wurden an verschiedenen Tagen aufgenommen, wobei keine
systematische Abweichung der Messergebnisse durch duflere Einfliisse, wie der
Raumtemperatur, erkennbar war. Ein Verschleifl der Lager konnte ebenfalls nicht
festgestellt werden.

Zuerst wird der Einfluss der Drehzahl ausgehend vom Stillstand bis zu einer
Drehzahl n von 3000 1/min untersucht. Abbildung 4.10 zeigt den thermischen
Widerstand der Kugellager sowohl fiir die Simulations- als auch fiir die Mess-
ergebnisse. Eine Auswertung bis zu dieser Drehzahl wurde gewihlt, da in diesem
Bereich die Rotation in den Simulationsergebnissen einen entscheidenden Ein-
fluss hat, wohingegen fiir hohere Drehzahlen der Einfluss vernachlissigbar ist
[E1]. Die Radialkraft F; betrdgt 90N und die eingespeiste Leistung iiber die
Heizpatrone Qheiz 50 W.

Es ist direkt ersichtlich, dass der thermische Widerstand der Lager mit steigen-
der Drehzahl abnimmt und einen asymptotischen Verlauf zeigt. Ausgehend vom
Stillstand mit einem gemessenen thermischen Widerstand Ry, 1, von 2,54 K/'W
reduziert sich der thermische Widerstand auf 1,58 K/W bei einer Drehzahl von
3000 1/min, was einer Reduktion um 38 % entspricht. Aus allen Messpunkten
ergibt sich ein mittlerer absoluter prozentualer Fehler (MAPE) von 4,9 % zwi-
schen Simulation und Messung, wobei zu beobachten ist, dass die Abweichung
mit steigender Drehzahl abnimmt. Dies ist auf einen moglicherweise zu grof3en
statischen Kugelwiderstand zuriickzufiihren, der bei steigender Drehzahl einen
geringeren Einfluss auf den gesamten thermischen Widerstand des Lagers hat.
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Abbildung 4.10: Thermischer Widerstand des Lagers Ry, 1, in Abhéngigkeit der Drehzahl

n bei einer Radialkraft F; von 90N und einer eingespeisten Leistung
Oheiz von 50 W.

Im néchsten Schritt wird der Einfluss der eingespeisten Leistung iiber die Heiz-
patrone untersucht. Da diese Leistung einen direkten Einfluss auf die Temperatur
des Lagers hat, wird der Einfluss der Durchschnittstemperatur zwischen Innen-
und AuBenring analysiert, die wiederum einen Einfluss auf die Stoffdaten der
Schmierung und somit auf die Wirmeiibertragung des Lagers hat.

Abbildung 4.11 zeigt den thermischen Widerstand des Kugellagers in Abhén-
gigkeit der Durchschnittstemperatur bei einer Radialkraft F; von 10 N und einer
Drehzahl 7 von 1000 1/min. Die eingespeiste Leistung wird variiert, um eine An-
derung in der Durchschnittstemperatur zu erzielen.

Der thermische Gesamtwiderstand der Lager Ry, 1, von 3 K/W sinkt ausgehend
von einer Durchschnittstemperatur von 34 °C auf 2,18 K/W bei 74,5 °C. Dies
entspricht einer Reduktion von 27,3 %. Der sinkende thermische Widerstand ist
auf eine sinkende Viskositidt des Schmiermittels zuriickzufiihren, wodurch der
konvektive Wirmeiibergang zwischen den Kugeln und den Laufringen verbessert
wird und gleichzeitig die Verluste des Lagers durch ein sinkendes Rollmoment
reduziert werden [67].

Der schwankende Verlauf der Messergebnisse ist mit einer nicht konstanten Au-
Benringtemperatur zu begriinden. In Abhiingigkeit von der Umgebungstempera-
tur und dem aktuellen Arbeitspunkt dndert sich die Temperatur des Au3enrings,
der durch die Liifter als Wirmesenke anzusehen ist. Durch die sich @ndernde
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Abbildung 4.11: Thermischer Widerstand des Lagers Ry, 1, in Abhingigkeit der Durch-
schnittstemperatur ¥ von Innen- und Auflenring bei einer Drehzahl n
von 1000 1/min und einer Radialkraft F; von 10 N.

Temperaturverteilung im Lager dndern sich entsprechend die Stoffdaten des
Schmiermittels und somit auch der konvektive Warmetibergang. Der MAPE liegt
bei den gezeigten Messungen bei 2,5 %.

Als letzter Punkt wird der Einfluss der Radialkraft untersucht. Abbildung 4.12
zeigt dazu den thermischen Widerstand in Abhingigkeit der Radialkraft bei
einer Drehzahl n von 1000 1/min und einer eingespeisten Leistung Qheiz von
20 W beziehungsweise 50 W. Der schon zuvor beobachtete Effekt eines sin-
kenden thermischen Widerstands ist bei steigender Durchschnittstemperatur
wieder ersichtlich. Bei steigender eingespeister Leistung, was einer steigenden
Durchschnittstemperatur entspricht, sinkt der thermische Widerstand der Lager
unabhingig von der aufgebrachten Radialkraft. Bei steigender Radialkraft F; von
10N auf 170N ist kein systematischer Trend des thermischen Widerstands zu
erkennen, wobei dieser nahezu konstant bleibt. Der MAPE liegt bei dieser Mess-
reihe bei 3,3 %. Es ist jedoch zu beachten, dass bei steigender radialer Last die
Verluste in dem Lager zunehmen.

Die aufgebrachten Krifte reprisentieren die Radialkrifte in einer elektrischen
Maschine. Eine umlaufende Radialkraft liegt zusitzlich bei einer existierenden
Unwucht des rotierenden Teils vor.
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Abbildung 4.12: Thermischer Widerstand des Lagers Ry, 1, in Abhiingigkeit der Radial-
kraft F; bei einer Drehzahl n von 1000 1/min und einer eingespeisten
Leistung Opei, von 20 W beziehungsweise 50 W.

Das Modell wurde an verschiedenen Messreihen mit einer breiten Parameterva-
riation erprobt und kann fiir das verwendete Rillenkugellager somit als valide
angenommen werden. Es wurde festgestellt, dass bei einer steigenden Drehzahl,
als auch bei einer steigenden Temperatur des Lagers, die Wirmeiibertragung
verbessert wird. Dieser Effekt wirkt im Betrieb einer Temperaturerhdhung des

Lagers durch hohere Rotorverluste oder hoheren Lagerverlusten durch eine Dreh-
zahlerhohung entgegen.

60



Kapitel 5

Modellbildung
Statorwicklung

In diesem Kapitel wird die thermische Modellierung der Statorwicklung fiir eine
Runddrahtwicklung vorgestellt. Die Modellierung basiert mafigeblich auf den
eigenen Veroffentlichungen des Autors [E3, E4]. Das Modell wird an der in Ab-
schnitt 7.2 vorgestellten PSM fiir zwei verschiedene Lastprofile validiert.

5.1 Stand der Technik

Die thermische Modellierung von elektrischen Maschinen wird in zahlreichen
Verdffentlichungen behandelt. Da das Ziel der Arbeit die Modellierung auf Basis
von Material- und Geometriedaten ist, werden Modelle zur inversen Parame-
trisierung des analytischen thermischen Modells, wie beispielsweise in [54]
vorgestellt, hier nicht weiter diskutiert.

Die in der Literatur aufgefiihrten Modelle lassen sich in die zweidimensionale
Modellierung der Statornut und die dreidimensionale Modellierung der Stator-
nut mit dem Wickelkopf unterteilen.

2D-Modellierung

Zunichst gilt es, die analytischen Modelle zur Berechnung einer dquivalenten
Wirmeleitfahigkeit zu betrachten, da ein genaues thermisches Modell aufgrund
der Komplexitéit von Rundleitern [105] nicht ohne weiteres aufzustellen ist.
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So stellen Hashin et al. [106] und Milton et al. [107] eine Berechnungsvorschrift
fiir die dquivalente Wirmeleitfdhigkeit der Nut auf, unter der Annahme eines
heterogenen Zweikomponenten-Verbundwerkstoffs aus Kupfer und der Isolier-
masse, bestehend aus der Vergussmasse und dem Isolationslack. Powell [108]
zeigt dabei mit hochaufgelosten FEM-Modellen, dass bei vergossenen Leitern
die exakte Position der Leiter eine geringe Auswirkung auf die Temperaturver-
teilung hat. Idoughi et al. [109] nutzen ebenfalls hochaufgeloste FEM-Modelle
und berechnen eine Vielzahl von verschiedenen Geometrien bei einer zufilligen
Anordnung von Litzenleitern. Dabei geben sie die Streuung der dquivalenten
Wirmeleitfiahigkeit an, wobei die Ergebnisse in einem Bereich des Kupferfiill-
faktors von 30 % bis 60 % mit der Berechnungsvorschrift von Hashin et al. und
Milton et al. gut iibereinstimmen.

Simpson et al. [110] erweitern dieses Modell auf einen Verbundwerkstoff aus
drei Komponenten, da insbesondere bei groflen Unterschieden in der War-
meleitfahigkeit zwischen Isolationslack und Vergussmasse das Modell eines
Zweikomponenten-Verbundwerkstoffs zu einer fehlerhaften Berechnung der
dquivalenten Wiarmeleitfahigkeit fithrt. Mellor et al. [111] beziehen sich auf ein
Modell, das die dquivalente Warmeleitfihigkeit der Nut primir von dem Ver-
gussmaterial abhéingt. Aus diesem Grund wihlen sie diese um einen Faktor von
2,5 groBer als die Warmeleitfahigkeit des Vergussmaterials. Ayat et al. stellen in
ihren Publikationen [112, 113] Spezialfille der oben genannten Berechnungs-
vorschriften vor. Sie behandeln dabei den Fall von Profilleitern und sehr hohen
Kupferfiillfaktoren. Liu et al. [114] behandeln den Fall von Litzenleitern, wobei
die Abstraktionsebene auf ein Leiterbiindel gesetzt wird und eine @hnliche Vor-
schrift wie in den Beitrdgen zuvor genutzt wird. Ilhan et al. [115] und Oechslen
[116] bilden quaderférmige Bereiche eines Materials, wobei die entsprechende
GroBe der Bereiche entsprechend dem volumetrischen Anteil in der Nut gewihlt
wird. Durch unterschiedliche Verschaltungsvarianten werden die dquivalenten
Wairmeleitfahigkeiten bestimmt. Oechslen validiert seine verschiedenen Modelle
mit Wicklungsproben, bei denen er die Wirmeleitfahigkeit 1dngs und quer zu
den Leitern mit Hilfe eines TIM-Testers vermisst. Ein dhnliches Vorgehen fiir
verschiedene Leitergeometrien und Vergussmaterialien untersuchen Hoffmann
et al. und Halwas et al. [ES, E6] und bestimmen messtechnisch die resultierende
Wirmeleitfihigkeit. Kuehbacher [117] nutzt diese dquivalenten Warmeleitfahig-
keiten, teilt die Nut in Zonen nach [86] ein und stellt einen Verschiebungsansatz
vor, sodass die mittleren Komponententemperaturen besser bestimmt werden.
Neben den Modellen der dquivalenten Wirmeleitfahigkeiten, stellen Staton et
al. [85] und Nategh et al. [118] ein Modell vor, bei dem davon ausgegangen
wird, dass sich Aquipotentiallinien der Temperatur in Schichten ausgehend vom
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Zentrum der Nut bilden. Dabei werden die einzelnen Schichten der jeweiligen
Materialien in der Nut einzeln modelliert und deren Dicke entsprechend dem vo-
lumetrischen Anteil in der Nut und der Gesamtanzahl Schichten eines Materials
bestimmt. Nategh et al. gehen dabei von einer elliptischen Temperaturverteilung
aus, wobei Staton et al. die Schichten in Form eines Trapezes wihlen. Dieses
Modell bildet die mittlere Temperatur der Nut unabhéngig von den verwendeten
Materialien prézise ab. Als Nachteil ergibt sich jedoch, dass die lokalen Tempe-
raturerhdhungen nicht erfasst werden konnen.

3D-Modellierung

Mehrere Publikationen, wie beispielsweise [26, 118, 119], zeigen die Relevanz
einer dreidimensionalen thermischen Modellierung auf.

Nategh et al. [118] nutzen mehrere Ebenen des elliptischen Schichtmodells und
verbinden diese in axiale Richtung, um den Temperaturverlauf innerhalb des
Aktivteils in axiale Richtung zu beschreiben. Die Wickelkopfe werden als zu-
satzlicher Widerstand modelliert, wobei die Warmeleitfahigkeit des Wickelkopfs
als die Wirmeleitfahigkeit lings der Leiter angenommen wird. Somit fehlt eine
genaue Kenntnis iiber die Temperaturverteilung im Wickelkopf.

Madonna et al. [26] nutzen die genaue Kenntnis der Leiteranordnung einer
Einzelzahnwicklung, um die Wicklung anschliefend mit den dquivalenten Wir-
meleitfahigkeiten in Zonen einzuteilen und somit die Temperatur vorherzusagen.
Polikarpova et al. [120] nehmen an, dass alle Leiter im Wickelkopf in Um-
fangsrichtung liegen und nutzen zur Modellierung ebenfalls die dquivalenten
Wirmeleitfahigkeiten ldngs und quer der Leiter. Dabei entspricht die Annahme,
dass die Leiter ausschlieBlich in Umfangsrichtung liegen, nicht der Realitéit. Aus
diesem Grund nutzen Cai et al. [119] und Pradhan et al. [121] ein Modell eines
ortsabhingigen Wirmeleitfahigkeitstensors, wodurch die Wirmeleitfahigkeiten
je nach Lage der Leiter angepasst werden. Oechslen [116] fiihrt dieses Modell
weiter aus und dreht diesen Tensor immer in Richtung der mittleren Orientie-
rung der Kupferleiter, um die Berechnungsvorschrift zu vereinfachen. Mit diesen
Modellen erhilt man eine genaue Auflosung des Temperaturfelds, jedoch ist die
genaue Kenntnis der Lage der Leiter eine notwendige Voraussetzung.

Neben den analytischen Modellen existieren auch numerische Verfahren. So nut-
zen Huber et al. [122] und Jux et al. [123] hochaufgeloste dreidimensionale
FEM-Modelle zur thermischen Modellierung der Statorwicklung. Damit ein-
hergehend ist ein enormer Aufwand zur Erstellung des Modells und eine lange
Rechenzeit, wodurch diese Verfahren im Auslegungsprozess zur schnellen Pro-
gnose der Temperaturen in der Wicklung nicht geeignet sind.
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Im Folgenden wird ein dreidimensionales Modell vorgestellt, das die bekannten
Modelle weiterfiihrt, um eine prizise Bestimmung der minimalen, mittleren und
maximalen Wicklungstemperatur zu erzielen.

5.2 Modellierung Nut

In diesem Abschnitt wird zunéchst ein Modell der Statornut vorgestellt, wobei
das Modell die lokalen Temperaturmaxima in Betracht zieht. Es werden lediglich
die gegebenen Geometrie- und Materialparameter der Komponenten verwendet,
nicht jedoch dquivalente Warmeleitfdhigkeiten, wie es in den zuvor vorgestellten
Modellen oft praktiziert wird.

Die Statornut wird als zweidimensionaler Schnitt in der aktiven Linge des Mo-
tors betrachtet, wodurch der Wéarmestrom in axiale Richtung zunichst nicht
modelliert wird. Es wird angenommen, dass der Luftspalt aufgrund der niedrigen
Wirmeleitfahigkeit von Luft als isolierend betrachtet werden kann. AuBlerdem
wird der Stator im Schnittbild als symmetrisch angenommen, wobei sich die
Symmetrie mit jeder Statornut wiederholt. Nach dem zweiten Hauptsatz der
Thermodynamik (Gleichung (2.1)) fliet zwischen zwei Punkten gleicher Tem-
peratur keine Wirme, womit es ausreichend ist, ein Symmetriesegment zu
modellieren, um auf das thermische Verhalten des gesamten Systems zu schlie-
Ben. Im Fall von elektrischen Maschinen mit N Statornuten, entspricht der
benotigte Winkel des Ausschnitts der Nutteilung 7y

2.7
™N= 5.1
wobei stets eine Statornut und je zwei Hilften des Statorzahns modelliert werden
miissen, um die Symmetriebedingung zu erfiillen.

Abbildung 5.1 links zeigt ein solches Statorsegment einer beispielhaften Ma-
schine. Zur Modellierung mit analytischen Ersatzschaltbildern kdnnen einzelne
Rundungen nur schwer erfasst werden, weshalb in einem ersten Schritt die Sta-
tornut zu einer trapezformigen Querschnittsfliche vereinfacht wird. Die resultie-
rende Querschnittsflache bleibt dabei unverdndert. Die Warmeiibertragung von
einzelnen Rundleitern ist aufgrund deren Geometrie und der meist unbekann-
ten Lage in der Nut sehr komplex, wodurch in diesem Fall eine Vereinfachung
vorgenommen wird und die Statornut in Schichten der jeweiligen Materialien
aufgebaut wird. Diese Vereinfachung wird auch in der Literatur von Staton et
al. [85] verwendet, da gezeigt wurde, dass sich das Temperaturfeld in einer
Statornut in Schichten ausbreitet. Die Nut wird zusitzlich in vier Richtungen

64



Kapitel 5 Modellbildung Statorwicklung
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Abbildung 5.1: Querschnitt einer Symmetrieeinheit eines beispielhaften Stators (links)
und vereinfachte Darstellung der Nut durch das Schichtmodell (rechts).

aufgeteilt, um eine Ermittlung der lokalen Temperaturmaxima zu ermoglichen
(siehe Abbildung 5.1 rechts). Jede Richtung besteht aus einer vordefinierten An-
zahl an Schichten in radialer Richtung, wobei jede Schicht aus einer Lage Kupfer
umgeben von je zwei Lagen aus Isolationslack und Vergussmasse besteht. Die
Lagen des Isolationslacks und der Vergussmasse werden jeweils in zwei Teile
untergliedert, um die Realitét eines Kupferlackdrahts besser nachzubilden. Die
Wirmeiibertragung wird als reine Warmekonduktion betrachtet, resultierend in
den jeweiligen thermischen Widerstdnden nach Gleichung (2.3). Aufgrund der
Aufteilung in Schichten wird das Modell auch Schichtmodell genannt.

Die Dicke der einzelnen Lagen wird entsprechend ihres volumetrischen Anteils
in der Nut berechnet und ist konstant fiir das jeweilige Material sowie die je-
weilige Richtung. Die Schichtdicken sind in den unterschiedlichen Richtungen
aufgrund der nicht quadratformigen Nutgeometrie verschieden.

Abbildung 5.2 zeigt einen exemplarischen Aufbau des Schichtmodells mit einer
beispielhaften Anzahl von zwei Kupferlagen je Richtung. Die einzelnen Richtun-
gen sind dabei ebenfalls miteinander verbunden, wobei jede einzelne Lage mit
der komplementéren Lage in den benachbarten Richtungen verbunden ist. Der
thermische Widerstand zwischen den benachbarten Lagen berechnet sich nach
Gleichung (2.3) und ist abhidngig von der Geometrie und dem jeweiligen Ma-
terial. Im Massenschwerpunkt der jeweiligen Lagen werden thermische Massen
entsprechend der gravimetrischen Masse der jeweiligen Lage modelliert.

In den Kupferlagen werden anteilig zur gesamten Kupfermasse die Stromwir-
meverluste nach der Methode der verteilten Leistungseinspeisung (vergleiche
Abschnitt 3.1) eingespeist. Stromverdriangungseffekte konnen somit auch beriick-
sichtigt werden, wobei ein Modell nach [117] gewéhlt wird. Darin wird die Nut
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Abbildung 5.2: Exemplarische Darstellung der einzelnen Lagen sowie die Verschaltung
der jeweiligen Schichten innerhalb der Nut.

ausgehend vom Nutgrund bis hin zur Nutoffnung in Elemente gleicher Hohe
eingeteilt. Die in der FEM berechneten AC-Verluste werden den einzelnen Ele-
menten zugeordnet. Entsprechend konnen diese zusétzlichen Verluste direkt in
die Kupferlagen, die in den jeweiligen Elementen liegen, eingespeist werden.
Abbildung 5.3 veranschaulicht das zweidimensionale Ersatzschaltbild fiir eine
Lage mit verteilter Leistungseinspeisung und dem thermischen Widerstand

d;
)\,‘ . AQ,i

Rins = (5.2)

Durch das Zusammensetzen dieser zweidimensionalen Ersatzschaltbilder fiir
jede Lage ergibt sich das Ersatzschaltbild einer Schicht nach Abbildung 5.4.
Das Verbinden aller Schichten fiihrt zu dem vollstidndigen Ersatzschaltbild fiir
den Querschnitt der Nut. Fiir den Aktivteil muss zudem das Elektroblech mo-
delliert werden. Dies wird durch das Modell der kubischen Elemente nach [86]
erzielt. An der Mantelfliche wird zur Modellierung der Kiihlung ein konvektiver
Wirmeiibergang zu einer festen Fluidtemperatur angenommen. Der Warmeiiber-
gangskoeffizient hg., g berechnet sich nach Abschnitt 3.3.

Zur Bestimmung der geeigneten Anzahl an Kupferschichten je Richtung, wird
ein Vergleich mit einer FEM-Simulation durchgefiihrt.

Dazu wird ein Einzelleitermodell in ANSYS Mechanical aufgebaut, verschie-
dene Lastprofile simuliert und mit den Ergebnissen der analytischen Modellie-
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d

Abbildung 5.3: Zweidimensionales thermisches Ersatzschaltbild mit verteilter Leistungs-
einspeisung und thermischer Masse im Massenschwerpunkt zur Model-
lierung der Lagen in der Nut und dem Elektroblech.

rung verglichen. Einen guten Kompromiss zwischen Rechenzeit und Genauigkeit
zeigt dabei die Wahl von sechs Schichten je Richtung. Die genaue Vorgehens-
weise zur Ermittlung der Anzahl an Schichten kann [E4] enthommen werden.
Im Folgenden wird immer von sechs Schichten je Richtung ausgegangen.

5.3 Wickelkopf

Als Basis fiir die Modellierung des Wickelkopfs dient das Schichtmodell der
Nut. Fiir den Wickelkopf gelten die gleichen Randbedingungen wie fiir die Nut,
wodurch nur ein Ausschnitt des Stators betrachtet wird. Zusitzlich wird an-
genommen, dass sich die Wickelkdpfe der A- und B-Seite der Maschine bei
einer ndaherungsweise konstanten Manteltemperatur dquivalent verhalten. Ent-
sprechend entsteht in der Mitte der aktiven Lénge eine weitere Symmetrieebene,
wodurch es ausreichend ist, einen Endraum zu analysieren. Jeder Statornut in der
Maschine wird die halbe Linge eines Wickelkopfs eines Endraums zugewiesen,
womit fiir den Wickelkopf ein Viertel einer Spule analysiert wird, um auf das
thermische Verhalten der gesamten Statorwicklung zu schlie3en.

Zur Beriicksichtigung der axialen Warmeiibertragung werden mehrere zwei-
dimensionale Schichtmodelle (vergleiche Abbildung 5.2) in axialer Richtung
verschaltet. Aufgrund der schlechten thermischen Anbindung des Wickel-
kopfs zum Statorgehiduse und den Lagerschilden bei einem Traufelverguss und
keiner direkten Wickelkopfkiihlung (vergleiche Abschnitt 5.3.1), werden die
Wicklungen an den Aufenseiten als thermisch isolierend betrachtet.

Kommt es zu Luftverwirbelungen im Endraum infolge der Rotation der Welle
kann der konvektive Wirmeiibergang am Wickelkopf analog zu Abschnitt 5.3.1
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Abbildung 5.4: Zweidimensionales thermisches Ersatzschaltbild einer vollstindigen
Schicht.

mit der Berechnungsvorschrift in Anhang A.2 modelliert werden.

Abbildung 5.5 zeigt eine schematische Darstellung mit einer axialen Verbindung
von drei Schichtmodellen. Die einzelnen Lagen gleicher Richtung und gleicher
Schicht werden dabei miteinander verbunden. Der resultierende thermische Wi-
derstand zwischen den Lagen ergibt sich zu

Lax

Rihax = W, (5.3)
,aX

wobei [ die axiale Linge zwischen zwei miteinander verbundenen Lagen und
Ag.ax die Querschnittsfliche der jeweiligen Lage in axiale Richtung bezeichnet.
Die axiale Lange zwischen den jeweiligen Lagen kann beispielsweise fiir konzen-
trierte Wicklungen aufgrund der Kriimmung des Wickelkopfs je nach Position
in der jeweiligen Ebene stark variieren.
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Kupfer

Abbildung 5.5: Axiale Verschaltung der Schichtmodelle zur Erweiterung des Modells fiir
einen dreidimensionalen Warmefluss.

Bei der Platzierung der Ebenen wird zwischen dem Aktivteil und dem Wickel-
kopf unterschieden, wobei eine vordefinierte Anzahl der Schichtmodelle in die
Hilfte des Aktivteils und die Hélfte des Wickelkopfs gelegt wird. Dazu wird
der Aktivteil und der Wickelkopf in dquidistante Segmente untergliedert und die
Schichtmodelle in der axialen Mitte eines jeden Segments implementiert.
Abbildung 5.6 zeigt einen Ausschnitt der Statorwicklung mit zwei Ebenen in
der Hilfte des Aktivteils und zwei Ebenen in der Hilfte des Wickelkopfs. Zur
Behebung des Problems einer genauen Kenntnis der Lage der Leiter im Wickel-
kopf und somit der Anpassung der Warmeleitfihigkeit in axiale beziehungsweise
radiale sowie tangentiale Richtung bezogen auf ein globales kartesisches Ko-
ordinatensystem, wird fiir jede Ebene ein neues Koordinatensystem eingefiihrt.
Dieses wird so gewihlt, dass die z-Achse des kartesischen Koordinatensystems
in Richtung der Leiter zeigt. Somit sind die resultierenden Warmeleitfahigkeits-
tensoren positionsunabhingig und die Materialparameter konstant zu wihlen.
Zur Bestimmung der Anzahl Ebenen wird in [E3] dquivalent zu Abschnitt
5.2 ein dreidimensionales Einzelleitermodell einer beispielhaften Maschine fiir
verschiedene Lastprofile in einer FEM-Analyse mit den Ergebnissen des analyti-
schen Ersatzschaltbilds verglichen, wobei die Anzahl an Ebenen fiir den halben
Aktivteil und den halben Wickelkopf je zwischen eins und zehn variiert wird.
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Abbildung 5.6: CAD-Modell einer Viertelspule zur exemplarischen Veranschaulichung
der Modellierung mit zwei Segmenten im halben Aktivteil und zwei Seg-
menten im halben Wickelkopf.

Einen guten Kompromiss zwischen Rechenzeit des Modells und Genauigkeit im
Vergleich zur FEM-Analyse liefern zwei Ebenen im halben Aktivteil und vier
Ebenen im halben Wickelkopf. Fiir alle in dieser Arbeit durchgefiihrten thermi-
schen Simulationen wird diese Konfiguration verwendet.

Das vorgestellte Modell gilt fiir Runddrahtwicklungen, ist nicht auf eine be-
stimmte Wicklungstopologien begrenzt und sowohl fiir verteilte als auch fiir
konzentrierte Wicklungen giiltig. Je nach Anwendungsfall und einer inhomo-
genen Kiihlung der beiden Endrdume kann die Annahme, dass sich die Wick-
lungsenden in den jeweiligen Endriumen dquivalent verhalten, nicht mehr giiltig
sein. In diesen Fillen kann das Modell einer Viertelspule zu einer halben Spule
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beziehungsweise ganzen Spule erweitert werden, um die in axiale Richtung in-
homogene Temperaturverteilung abzubilden. So wird beispielsweise in [E7] das
thermische Verhalten wihrend eines Windungsschlusses untersucht. Dabei ist es
unabdingbar eine komplette Spule zu untersuchen, wobei nach [123] der Einfluss
auf benachbarte Spulen aufgrund der vergleichsweise hohen axialen Warmeleit-
fahigkeit des Kupferlackdrahts nicht betrachtet werden muss.

5.3.1 Direkte Wickelkopfkiihlungen

Eine direkte Wickelkopfkiihlung kann durch mehrere Verfahren erfolgen. So
konnen die Wicklungen durch ein Liifterrad mit Luft angestromt werden, Ol in
einem Kreislauf durch einen mit Epoxid abgedichteten Wickelkopf gepumpt wer-
den oder Ol direkt an die Wicklungen gespriiht werden (vergleiche Kapitel 6).
In allen Fillen ist die Annahme eines an den Auflenseiten thermisch isolierten
Wickelkopfs nicht mehr giiltig und der Wirmetransport iiber die Auflenseiten
muss betrachtet werden. Aus diesem Grund wird an den Auflenseiten jeder Ebene
des Modells ein konvektiver Wiarmeiibergang zu einem Kiihlmedium konstanter
Temperatur Y modelliert, wodurch sich der abgefiihrte Wirmestrom Owk bei
gegebener Oberflichentemperatur des Wickelkopfs Ywk o folgendermalien be-
stimmen ldsst:

OwK = hwK.mod * AWK.mod * (YwWK.0 —UF) (5.4)

Darin beschreibt Awg mod die AuBenfliche eines jeweiligen Segments des
Schichtmodells und /wk moq den Wirmeiibergangskoeffizienten an dieser Stelle.
Der Wirmeiibergangskoeffizient ist dabei abhéngig von den Stoffdaten und
den Betriebsparametern, wie beispielsweise dem Volumenstrom. Abbildung 5.7
zeigt das abgewandelte Schichtmodell mit einer direkten Wickelkopfkiihlung.
Ein Beispiel dafiir wird in Kapitel 6 mit der Ol-Spriihkiihlung ausgehend von
der Welle betrachtet. Die Berechnungsvorschrift fiir die Nusselt-Zahl in Glei-
chung (6.20) kann direkt genutzt werden, um den Wirmeiibergangskoeffizienten
an den Auflenseiten des Modells zu berechnen. Sofern die Bezugsflache im Mo-
dell Awk mod von der Bezugsfliche in der Berechnungsvorschrift Awg abweicht,
muss der Wirmeiibergangskoeffizient fiir das Modell Awg moq nach Gleichung
(5.5) angepasst werden, um eine dquivalente abgefiihrte Warme zu modellieren:

Awk
hwK mod = hwk - ye— (5.5)
‘WK, mod
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Abbildung 5.7: Exemplarische Darstellung zur Verschaltung der Schichten im Wickel-
kopf bei einer direkten Wickelkopfkiihlung. In blau sind die konvektiven
Wiirmeiibergéinge zum Kiihlmedium dargestellt.

Kommen andere Benetzungsvarianten, wie beispielsweise eine Benetzung aus-
gehend vom Lagerschild oder vom Gehiuse, zum Einsatz, so muss die ent-
sprechende Berechnungsvorschrift der Wirmeiibergangskoeffizienten genutzt
werden, wobei die Modellstruktur nicht veridndert wird.

5.4 Versuchsaufbau

Zur Validierung wird der in Kapitel 7 beschriebene Maschinenpriifstand verwen-
det, wobei in diesem Fall nur die Priiflingsmaschine betrieben wird. Die Welle
der Maschine wird mittels eines additiv hergestellten Thermoplasts vom Typ
Polyethylenterephthalat-Glykol (PET-G) festgeklemmt. Folglich ist der Wirme-
tibergang im Luftspalt nach Abschnitt 3.2 und der Wirmeiibergang durch freie
Konvektion vernachléssigbar. Die genaue Geometrie der analysierten Nut ist in
Anhang A.3.1 zu finden. Abbildung 5.8 zeigt ein Schliffbild der modellierten
Nut der untersuchten Priiflingsmaschine.
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Abbildung 5.8: Schliftbild der analysierten Nut der Priiflingsmaschine nach Abschnitt 7.2

Im Stator werden sinusformige Strome mit einer Frequenz von 10 Hz eingeprigt,
wobei sich mit der Amplitude des Phasenstroms iymp die Verlustleistung nach
Gleichung (5.6) ergibt.
3 .2

Py = 3 Rs (V) - Lamp (5.6)
Der ohmsche Widerstand einer Phase Rg wurde bei verschiedenen mittleren
Wicklungstemperaturen mit dem digitalen Multimeter 34405A des Herstellers
Agilent Technologies vermessen. Die Widerstéinde der jeweiligen Phasen unter-
schieden sich um maximal 0,5 %. Wéhrend der Messung wird der Phasenwider-
stand temperaturabhiingig mitgefiihrt, um nach Gleichung (5.6) eine konstante
Verlustleistungseinspeisung zu erzielen. Die Eisenverluste sind aufgrund der ge-
ringen Frequenz vernachléssigbar. Es ist jedoch unabdingbar Wechselstrome in
den jeweiligen Phasen einzupridgen, um eine gleichmifige Aufteilung der Ver-
lustleistung auf die Phasen zu gewéhrleisten.
Die Einpriagung der Stréme wird mit der in Abschnitt 7.4 beschriebenen Leis-
tungselektronik vorgenommen und die Erfassung der Sensorwerte, insbesondere
der Temperatursensoren, ist dquivalent zur Messtechnik in Abschnitt 7.5. Zur
Auswertung werden alle in der Wicklung verklebten Thermoelemente in der
Konfiguration nach Abschnitt 7.5 verwendet. Der Kiihlmantel wird mit dem
Fluidkreislauf aus Abschnitt 7.2.1 auf eine konstante Temperatur gebracht.

73



Kapitel 5 Modellbildung Statorwicklung

5.5 Validierung

Zur Validierung werden zwei verschiedene Lastprofile genutzt, wobei eine
konstante Wassertemperatur von 60 °C bei einem Volumenstrom von 6 I/min ein-
gestellt wird. Die Fluideintrittstemperatur zeigte im Messbetrieb eine maximale
Abweichung von 0,5 K.

Die Wirmeiibergangskoeffizienten am Kiihlmantel wurden zu Beginn gemessen
und nach Abschnitt 3.3 berechnet, um den Einfluss des mikroskopischen Luft-
spalts zwischen Blechpaket und Kiihlgehiduse zu beriicksichtigen. Dazu wurde
eine definierte Verlustleistung in die Wicklungen eingeprigt und die Tempe-
ratur zwischen Statorjoch und Fluideintrittstemperatur gemessen, womit sich
nach Gleichung (2.4) der Warmeiibergangskoeffizient berechnen lisst. Die Wir-
mestrome durch freie Konvektion vom Gehiduse an die Umgebung wurden
hierbei vernachléssigt. Es ergab sich eine mittlere Luftspaltweite von 11 um.
Der Wirmeitibergangskoeffizient fiir eine Wassertemperatur von 60 °C und einen
Volumenstrom von 6 1/min ergab sich unter Beriicksichtigung des Kontaktwider-
stands zu 2000 W/(m? K).

Abbildung 5.9 zeigt den Vergleich zwischen gemessenen und simulierten ma-
ximalen, mittleren und minimalen Wicklungstemperaturen fiir das jeweilige
Lastprofil. Die maximalen und minimalen Temperaturen werden entsprechend
der minimalen und maximalen Temperaturen aus den 33 Temperatursensoren
in der Wicklung gewihlt. Fiir die mittleren Temperaturen werden alle
33 Temperatursensoren in der Wicklung gemittelt. Es wird dabei angenommen,
dass eine Mittelwertbildung iiber alle in der Wicklung verklebten Temperatur-
sensoren die mittlere Wicklungstemperatur, aufgrund der ausreichend groflen
Anzahl an Sensoren, ausreichend genau beschreibt. Die sich einstellenden Tem-
peraturen zum Ende der Lastprofile konnen als stationdr angenommen werden.
Mogliche verbleibende Abweichungen sind auf die Schwankungen der KiihImit-
teltemperatur zuriickzufiihren.

Bei beiden Lastprofilen ist erkennbar, dass die Zeitkonstante bei einem Last-
sprung in der Messung deutlich geringer ist als in der Simulation mit dem Modell.
Im Modell werden den verschiedenen Schichten in den Segmenten thermische
Massen zugewiesen, die in Abhédngigkeit der axialen Diskretisierung variieren,
wobei die thermische Masse fiir eine hohere Diskretisierung reduziert wird. Die
verklebten Temperatursensoren messen im Gegensatz dazu direkt die an der
Wicklung anliegende Temperatur, wodurch die Zeitkonstante nur durch die ther-
mische Anbindung des Thermoelements beschrinkt ist. Diese wurde durch die
Verwendung eines Epoxidklebstoffs hoher Wirmeleitfihigkeit (vergleiche Ab-
schnitt 7.2.3) bestmoglich realisiert.
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Die maximale Abweichung im transienten Fall ist dabei in Abbildung 5.9 (b)
direkt zu Beginn mit dem Lastsprung der Kupferverluste von 600 W sichtbar.
Die maximale Abweichung betrigt fiir die maximale Wicklungstemperatur ¥max
16 K, fiir die mittlere Wicklungstemperatur 9, 10 K und fiir die minimale Wick-
lungstemperatur ¥ 6 K.

Die stationdren Temperaturen fiir die minimale Wicklungstemperatur i, wei-
chen um maximal 3,6 K ab. Die im Vergleich zum Modell hoher gemessene
Temperatur der minimalen Wicklungstemperatur ldsst sich auf die Position des
Temperatursensors zuriickfithren. Im Modell wird die global niedrigste Tempe-
ratur ausgewéhlt, wobei im Messbetrieb nicht garantiert werden kann, dass der
Temperatursensor an der kiltesten Stelle positioniert ist. Die kilteste Tempera-
tur befindet sich im Falle einer Wassermantelkiihlung mit der Annahme einer
konstanten Manteltemperatur am Nutgrund in der Mitte der axialen Liange des
Stators. Eine Positionierung des Thermoelements in der axialen Mitte wiirde
das Temperaturfeld der Nut durch die Zuleitung des Sensors mafigeblich beein-
flussen, wodurch der Temperatursensor nur eine Eintauchtiefe in die Nut von
ca. b mm besitzt. Entsprechend befindet sich der Temperatursensor nicht an der
kiltesten Stelle der Wicklung. In der Mitte des Wickelkopfs hingegen herrscht
aufgrund der Linge des Wickelkopfs und der schlechten thermischen Anbin-
dung an den Kiihlmantel eine nahezu homogene Temperaturverteilung in der
Schnittebene. Demzufolge hat die genaue Positionierung des Thermoelements
im Wickelkopf nur eine untergeordnete Rolle zur Erfassung der maximalen Tem-
peratur. Die simulierten maximalen Temperaturen ¥max weisen im Vergleich zur
Messung eine maximale Abweichung von 1,1 K im stationédren Fall auf.

Die mittleren Temperaturen ¥y, kdnnen ebenfalls sehr genau abgeschitzt werden
und haben eine maximale Abweichung von 0,9 K im stationédren Fall. Unter Be-
riicksichtigung einer leicht schwankenden Einlasstemperatur und der gegebenen
Messunsicherheit der Temperatursensoren kann die Berechnung der stationi-
ren Temperaturen als ausreichend genau angenommen werden. Diese prizise
Abschitzung der mittleren Temperatur zeigt, dass die Annahme der Mittelwert-
bildung aller Temperatursensoren als valide angenommen werden kann.

Die Abweichungen im transienten Fall sind vor allem bei dem initialen Tempe-
raturanstieg aufgrund der grolen Temperaturdifferenz merklich. Im Zyklusver-
halten sind die Temperaturspriinge deutlich geringer, wodurch die Abweichung
ebenfalls geringer ist.
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Abbildung 5.9: Maximale ¥max, mittlere Ym und minimale ¥, Wicklungstemperaturen
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gemessen an der Priiflingsmaschine (---) und berechnet nach dem vor-
gestellten Modell (-) fiir den Anwendungsfall von zwei verschiedenen
Lastprofilen in der Statorwicklung.
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Die stationdren Temperaturen sind insbesondere fiir die Bestimmung der Dau-
erleistung der Maschine und zur Bestimmung der Lebensdauer notwendig.
Diese Temperaturen werden sehr prizise abgeschitzt, wodurch das Modell im
Auslegungsprozess einer elektrischen Maschine zur genauen Beschreibung des
thermischen Verhaltens der Statorwicklung genutzt werden kann. Die Simula-
tion fiir ein Lastprofil von einer Stunde bendtigt mit dem vorgestellten Modell
120 s, was einem Verhiltnis von 1/30 entspricht und somit den Einsatz in Echt-
zeitsimulationen ermdoglicht.
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Kapitel 6

Modellbildung
Ol-Spriihkiihlung

Zur Bestimmung des thermischen Verhaltens der Maschine ist eine genaue
Kenntnis des konvektiven Warmeiibergangs der Spriihkiihlung an den Wickel-
kopfen notwendig. Im Folgenden wird nach der Vorstellung des Stands der
Technik ein Modell fiir lokale Warmeiibergangskoeffizienten fiir eine Benetzung
ausgehend von der Welle présentiert, gefolgt von einem Modell des mittleren
konvektiven Wirmeiibergangs. Dabei ist vor allem der lokale Warmeiibergang
zum Versténdnis der Kiihlung relevant, da lokale Effekte betrachtet werden kon-
nen, wohingegen bei den mittleren Warmeiibergangskoeffizienten lokale Effekte
nicht mehr aufgelost werden. Beide Modellierungen beschreiben einen breiten
Parameterbereich sowohl fiir die Betriebsparameter als auch fiir verschiedene
Stoffeigenschaften des verwendeten Kiihlmediums.

Die Modellierung wird fiir elektrische Maschinen bestehend aus einer verteil-
ten Wicklung mit Rundleitern durchgefiihrt. Ein Ubertragung des Modells auf
Rechteckleiter ist nicht direkt moglich, das Messkonzept kann jedoch zur Ent-
wicklung eines Modells fiir diese genutzt werden.

6.1 Stand der Technik

Zu den in Abschnitt 1.1 genannten Ausfiihrungen der Ol-Spriihkiihlung be-
schreiben nur wenige Autoren ein Modell zur Berechnung des Wéarmeiibergangs-
koeffizienten, wodurch eine Ubertragbarkeit auf andere Kiihlmedien, andere
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Betriebszustinde, abweichende Baugrofen sowie unterschiedliche Auslegungen
der Kiihlung nur begrenzt moglich ist.

Die existierenden Modelle der Wirmeiibergangskoeffizienten fiir unterschiedli-
che Benetzungsvarianten in elektrischen Maschinen fokussieren den mittleren
Wirmeiibergang, wihrend kein Modell des lokalen Wirmeiibergangs existiert.
Die lokalen Effekte des Wérmeiibergangs werden daher nicht beriicksichtigt.
Liu et al. [36] nutzen ein Modell {iber die Volumenstromdichte und den Einlass-
druck an der Diise zur Berechnung des mittleren Wirmeiibergangskoeffizienten.
Diese Methode basiert auf einer Leistungsbilanz, wobei angenommen wird, dass
die komplette Verlustleistung im Wickelkopf durch den Spriihnebel abgefiihrt
wird. Das Modell nutzt anwendungsspezifische Parameter, wie beispielsweise
den Diisendruck, welcher sich bei der Verwendung eines Kiihlmediums mit
abweichenden Stoffdaten @ndert und somit den Wirmelibergang beeinflusst.
Entsprechend ist das Modell nur fiir die genutzten Diisen und das genutzte Kiihl-
medium giiltig. Fiir einen Transfer auf andere Diisen sowie Kiihlmedien ist eine
neue Kalibrierung der Berechnungsvorschrift durchzufiihren.

Gronwald et al. [45] nehmen das Modell nach Liu et al. [36] fiir ihre Diisen-
konfiguration auf und adaptieren dieses. Zusitzlich verfolgen sie ein Modell
basierend auf dem Sauterdurchmesser der Tropfen sowie der Reynolds-Zahl
des Spriihnebels nach [124] zur Berechnung des dimensionslosen Wirmeiiber-
gangskoeffizienten, der Nusselt-Zahl. Beide Modellierungen sind unabhingig
von der Drehzahl ausgefiihrt, wobei eine zunehmende Abweichung zwischen
Modellierung und Messung bei steigender Drehzahl zur Kenntnis genommen
wird, was auf eine mogliche Abhingigkeit des Wirmelibergangskoeffizienten
von der Drehzahl zuriickzufiihren ist. Da beide Modelle auf einer aktiven Zer-
stiubung basieren, ist ein Transfer auf die wellenseitige Spriihkiihlung mit
Durchgangsbohrungen in der Welle aufgrund eines anderen vorherrschenden hy-
drodynamischen Prozesses nicht moglich.

Fiir Anwendungen von Prallstrahlkiihlungen aulerhalb von elektrischen Maschi-
nen gibt es in der Literatur ebenfalls Verfahren zur Modellierung der Nusselt-
Zahl. So beschreiben Molana et al., Renon et al., Liu et al. und Stevens et al.
[125-128] den lokalen Wirmeiibergangskoeffizienten fiir einen Prallstrahl auf
einer ebenen, beheizten Oberfliche. Wang et al. [129] untersuchen neben ebe-
nen Fliachen den Einfluss der Struktur auf den Wirmeiibergangskoeffizienten.
Easter et al. [130] nutzen ein Modell, das den konvektiven Warmeiibergang iiber
eine gekriimmte Fldche mittelt, um den Einfluss von Regionen ohne direkten
Strahlaufprall mit einzubeziehen. Die konkave Kriimmung der Fliche kann als
Kriimmung des Wickelkopfs interpretiert werden. Alle Autoren entscheiden sich
fiir eine Modellierung nach der Reynolds-Zahl und der Prandtl-Zahl, um ein
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dimensionsloses Modell zu gewihrleisten. Dies ist vor allem wichtig, da man
im Vergleich zu [36] die fiir die Modellierung notwendigen GroBen einfach
bestimmen kann und die Berechnungsvorschrift auf andere Kiihlmedien, Diisen-
offnungen und Betriebszustinde transferierbar ist.

Keiner der oben genannten Modelle von Prallstrahlkiihlungen berticksichtigt je-
doch die Rotation der Strahlquelle relativ zur Warmequelle, wodurch der Strahl
eine zusitzliche Tangentialkomponente der Stromungsgeschwindigkeit erhilt
und nicht orthogonal auf den Wickelkopf aufprallt. Zudem werden die beheizten
Flachen dauerhaft benetzt, wobei in einer elektrischen Maschine eine spezifische
Stelle des Wickelkopfs, betrachtet iiber eine vollstindige Umdrehung, nicht dau-
erhaft benetzt wird.

Aus den vorgestellten Literaturquellen existiert daher aktuell kein Modell, das
direkt auf die wellenseitige Ol-Spriihkiihlung in einer elektrischen Maschine an-
wendbar ist.

Aus diesem Grund wird im folgenden Abschnitt eine neue Modellierung fiir den
lokalen konvektiven Wirmeiibergang, basierend auf [E8, E9], als auch fiir den
mittlere konvektiven Wirmeiibergang fiir eine wellenseitige Ol-Spriihkiihlung
vorgestellt.

6.2 Vermessung lokaler
Warmeiibergangskoeffizienten

Im Folgenden wird ein Messkonzept und ein Versuchsaufbau vorgestellt, um die
lokalen konvektiven Wérmeiibergiinge der Spriihkiihlung in einer elektrischen
Maschine zu bestimmen. Ein Verstdndnis der lokalen Effekte ermdglicht eine
Identifikation von lokalen Temperaturerhohungen im Betrieb der Maschine, wo-
durch der Auslegungsprozess der Spriihkiihlsysteme unterstiitzt wird.

6.2.1 Messkonzept

Zur Messung der lokalen Wirmeiibergangskoeffizienten wurde in Zusammen-
arbeit mit dem TVT ein neues Messkonzept entwickelt. Eine schematische
Darstellung dieses Messkonzepts zeigt Abbildung 6.1. Dazu wird ein aus einer
Aluminiumlegierung gefertigtes T-Stiick als Messelement (MEL) (1) in einen Si-
likonkérper (2) eingesetzt.

Das Material des T-Stiicks kann variieren, jedoch sollte darauf geachtet wer-
den, dass die Wirmeleitfahigkeit des eingesetzten Materials mdglichst hoch
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Abbildung 6.1: Messelement aus einer Aluminiumlegierung (1) eingebettet in einen
Probenkorper aus Silikon (2) zur Vermessung von lokalen Wirmeiiber-
gangskoeffizienten, abgeédndert aus [E10].

gewihlt wird, um die Messunsicherheit zu reduzieren. Am Boden des Messele-
ments ist ein elektrischer Heizer (3) des Typs HAP6947 des Herstellers Minco
platziert. Diese elektrische Heizfolie dient als Wiarmequelle und generiert ei-
nen Wirmestrom, der durch das Messelement fliet. Zur optimalen Anbindung
des elektrischen Heizers werden flexible Wirmeleitmatten (4) und ein aus dem
Thermoplast Acrylnitril-Butadien-Styrol-Copolymer (ABS) additiv hergestellter
Deckel (5) zur Erhchung des Anpressdrucks genutzt.

Somit werden die thermischen Kontaktwiderstinde reduziert und der Wiarmeein-
trag vom elektrischen Heizer in das Messelement maximiert. Im Messelement
wird in zwei Messebenen (MEs) die Temperatur mit jeweils zwei Typ K Ther-
moelementen gemessen. Durch die genaue Kenntnis der Warmeleitfahigkeit Ajo
des Messelements und dem Abstand s, der beiden Messebenen ME1 und ME2,
kann der Wirmestrom auf Basis des Fourier’schen Warmeleitungsgesetzes be-
stimmt werden:

AQ - A2

Os = (9 —1) - (6.1)

S12
Darin beschreibt 91 und 1), die Temperatur in Messebene 1 beziehungsweise 2,
Aq die Querschnittsfliche des T-Stiicks und A1, die effektive Warmeleitfihigkeit
des Messelements. Durch die Kenntnis des Wiarmestroms im Messelement und
der effektiven Warmeleitfdhigkeit A5 kann iiber die Distanz spg zwischen der
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oberen Messebene und der benetzten Oberflache auf die Oberflichentemperatur
des Messelements g geschlossen werden:

- 528
s = 0 — Qg - —25 (6.2)
S 2—0s Aq s

Folglich wird unter Verwendung der Kinetik des Warmeiibergangs mit der
Fluidtemperatur Jg der Wirmeiibergangskoeffizient iygr. an der Messelement-
oberfliche Ag berechnet:

Os
h = 6.3
MEL As - (s —0p) (6.3)
_ A2 A (V1 -V2) 6.4)

s1z. As (?92—%5 TR Ul —192)—19F)
Zur Minimierung der Messunsicherheit wurden die genauen Abmessungen jedes
Messelements mit einem Digitalmikroskop vom Typ VHX-7000 N des Herstel-
lers Keyence ermittelt.
Durch das gewihlte Messkonzept wird der Wirmeiibergang entsprechend der
gewihlten Messelementabmessungen diskretisiert. Das Messergebnis entspricht
dem Mittelwert des Wirmeiibergangskoeflfizienten auf der Messelementober-
fliche. Fiir das verwendete Aluminium-Messelement wird basierend auf [124]
eine Kantenldnge von bypr, = 12,7 mm gewihlt. Eine feinere beziehungsweise
grobere Auflosung des konvektiven Wérmeiibergangs kann durch Abéndern der
Dimensionen der Oberfldche des Messelements erreicht werden.
Der Silikonkorper wird zum einen zur thermischen Isolierung des Messelements
genutzt und zum anderen zur Nachbildung der Peripherie. So kann der Wickel-
kopf nachgebildet werden und zwischen verschiedenen Wicklungstopologien
unterschieden werden. Der Silikonkorper in Abbildung 6.1 ist als Kreissegment
ausgefiihrt und bildet den Fluidabfluss entsprechend einer gegebenen elektroma-
gnetischen Auslegung durch die Nachbildung der Windungen am Nutaustritt ab.
Durch die beliebige Position des Messelements im Silikonkorper kann der Wiir-
meiibergangskoeflizient riumlich gesehen lokal aufgelost werden.
Die Thermoelemente zur Messung der Temperatur in den Messebenen eines
jeden Messelements (vergleiche Abschnitt 6.2.1) haben eine temperierte Ver-
gleichsstelle, um die Messgenauigkeit zu erhdhen. Sowohl die Thermoelemente
als auch die Platinwiderstandssensoren zur Messung der Fluideintrittstemperatur
wurden vor Beginn der Messungen kalibriert. Die Messunsicherheit aller Wir-
meiibergangsmessungen wird nach der Richtlinie GUM-B [131] betrachtet.
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6.2.2 Modellfluidkonzept

Die Verwendung von verschiedenen Getriebedlen bei verschiedenen Tempera-
turen hat einen Einfluss auf die Stoffdaten des Kiihlmediums und somit auch
auf den Wirmeiibergangskoeffizienten. Um einen moglichst breiten Parameter-
bereich fiir eine Vielzahl von verschiedenen Getriebedlen bei verschiedenen
Temperaturen abzudecken, wird ein Modellfluidkonzept verfolgt [E10, E11].
Dabei wird ein bindres Fluidgemisch aus Wasser und Glyzerin verwendet.
Durch die unterschiedlichen Zusammensetzungen des Gemischs konnen ver-
schiedene Getriebedle abgebildet werden. Die Abbildung erfolgt dabei anhand
zwei dimensionsloser Kennzahlen: der Prandtl-Zahl und der Ohnesorge-Zahl.
Die Prandtl-Zahl Pr beschreibt dabei den thermischen Transportprozess wih-
rend des Spriihvorgangs und kann mit Gleichung (6.5) ausgedriickt werden:

__ TNF " CpF

P
r pw

(6.5)

Darin beschreibt ng die dynamische Viskositit, ¢, g die spezifische Wirmekapa-
zitdt und Ar die Wirmeleitfahigkeit des Fluids.

Die Ohnesorge-Zahl dient der Charakterisierung des Strahlzerfalls wihrend des
Spriithvorgangs und kann mit Gleichung (6.6) beschrieben werden:

U3

V dBohrung *PF ° OF

Dabei entspricht dpohrung dem Durchmesser einer radialen Bohrung, pp der
Dichte und o der Oberflaichenspannung des Fluids. Beide Kennzahlen sind
unabhingig von den Betriebsparametern und beschreiben primir die tempera-
turabhéngigen Stoffdaten des Kiihlmediums.

Abbildung 6.2 (a) und 6.2 (b) zeigen den Bereich der Ohnesorge- beziehungs-
weise Prandtl-Zahl fiir Glyzerinmischungen mit einem Massenanteil Glyzerin
von 72 % bis 100 % in einem Temperaturbereich von 30 °C bis 90 °C und ei-
nem Durchmesser der radialen Bohrung von 1 mm. Dazu ist ein kommerzielles
Getriebedl vom Typ Dexron ATF VI mit der erweiterten Messunsicherheit der
Stoffdaten dargestellt. Die Stoffdaten wurden dazu fiir verschiedene Zusammen-
setzungen von Wasser und Glyzerin nach Abschnitt 2.3.1 temperaturabhingig
vermessen. Zur genauen Modellierung der einzelnen Stoffdaten werden Stoffda-
tenmodelle nach [E10] verwendet.

Es ist zu erkennen, dass die beiden dimensionslosen Kennzahlen fiir ein kom-
merzielles Getriebeol in einem Temperaturbereich von 30 °C bis 90 °C mit einer

Oh =

(6.6)
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Abbildung 6.2: Modellfluidkonzept zur Abbildung der Prandtl-Zahl Pr und Ohnesorge-
Zahl Oh eines kommerziellen Getriebedls mithilfe eines wissrigen Gly-
zeringemischs unterschiedlicher Temperaturen und Zusammensetzungen.
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variierenden Zusammensetzung und einer variierenden Temperatur des Glyze-
ringemischs abgebildet werden konnen. Abbildung 6.2 (c) zeigt die Prandtl-Zahl
iiber der Ohnesorge-Zahl aufgetragen fiir das Getriebeol und alle untersuchten
Zusammensetzungen des Glyzeringemischs. Dabei zeigt sich, dass unabhéngig
des Wertebereichs der Prandtl- und Ohnesorge-Zahl, der Wertebereich des Ge-
triebedls dieser beiden dimensionslosen Kennzahlen simultan abgebildet werden
kann. Dabei ist zu beachten, dass die Stoffdaten nicht nur im géngigen Tem-
peraturbereich von 60 °C bis 90 °C des Getriebedls abgebildet werden konnen,
sondern auch Stoffdaten deutlich unterhalb und oberhalb dieses Bereichs. Dem-
zufolge kann mit diesem Modellfluidkonzept eine breite Parameterebene der
Stoffdaten von kommerziellen Getriebedlen abgedeckt werden.

Eine Validierung des Konzepts wird in [E10] vorgestellt.

6.2.3 Versuchsaufbau

Der Versuchsaufbau der Anlage unterteilt sich in den Fluidkreislauf und die
generische elektrische Maschine mit dessen Frequenzumrichter. Im Folgenden
werden nur die wichtigsten Elemente des Fluidkreislaufs aus Griinden der Uber-
sichtlichkeit erldutert. Eine detaillierte Beschreibung ist in [E10] zu finden. Die
Temperatur des Fluidkreislaufs wird iiber den Thermostat vom Typ RP 3530 CW
des Herstellers Lauda eingestellt. Mithilfe einer Zahnradpumpe und einer By-
passregelung wird der Volumenstrom zur Maschine geregelt. Die Messung des
Massenstroms, mit dem unter Kenntnis der Stoffdaten auf den Volumenstrom
riickgeschlossen werden kann, wird mit einem Coriolis Durchflussmesser vom
Typ SITRANS MASS 2100 des Herstellers Siemens durchgefiihrt. Am Eintritt der
Welle wird der Druck mittels Relativdrucksensoren vom Typ AP017 des Herstel-
lers Autosen gemessen. Ebenfalls am Eintritt wird die Fluidtemperatur mit einem
PT100 Platinwiderstandssensor der Toleranzklasse 1 gemessen. Zum Einstel-
len der gewiinschten Drehzahl wird eine externe Antriebsmaschine verwendet,
die iiber eine Balgkupplung mit der generischen elektrischen Maschine verbun-
den ist. Die externe Antriebsmaschine ist baugleich zu der Lastmaschine, die in
Abschnitt 7.3 beschrieben ist. Der zur Ansteuerung der Maschine verwendete
Frequenzumrichter ist baugleich zu dem in Abschnitt 7.4 erlauterten Umrichter
mit der in Abschnitt 7.5 beschriebenen Messtechnik.

Abbildung 6.3 (a) zeigt die verwendete generische elektrische Maschine als
Schnittbild und Abbildung 6.3 (b) stellt den gesamten aufgebauten Priifstand dar.
Die Messungen in dieser Maschine werden stets in einem Endraum durchgefiihrt,
damit ein moglicher Einfluss einer ungleichmifigen Fluidverteilung zwischen
den beiden Endraumen vernachlissigt werden kann.
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Silikonkorper

Messelement

(a) Schnittbild und Fronansicht der generischen elektrischen Maschine
mit den verwendeten Messwinkeln.

Antriebs-

maschine generische

elektrische ‘
Maschine (DUT)

Fluideinlass
_}vl-
L A

(b) Priistandsaufbau mit der Antriebsmaschine, der generischen
elektrischen Maschine und Zuleitung des Fluidkreislaufs.

Abbildung 6.3: Aufbau der Versuchsanlage zur Vermessung lokaler Wiarmeiibergangsko-
effizienten elektrischer Maschinen mit Spriihkiihlung.
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Die Stahlwelle besitzt vier radiale Bohrungen mit einem Bohrungsdurchmesser
von 1 mm, wobei der Innendurchmesser der Welle 20 mm und der Auflendurch-
messer am Fluidaustritt 40 mm betrégt.

Die Auslegung wurde dabei nach [E12] durchgefiihrt, wobei basierend auf der
rotationsbehafteten Bernoulli-Gleichung der Druckverlust iiber der Welle als
Auslegungskriterium herangezogen wird. Abhéngig von der maximalen Dreh-
zahl der Maschine und dem verwendeten Kiihlmedium wird die Welle so
dimensioniert, dass der Druckverlust im Stillstand minimiert wird und bei maxi-
maler Drehzahl eine einphasige Stromung des Kiihlmediums vorliegt.

Um einen moglichst realistischen Endraum nachzubilden, wird eine realistische
Statorgeometrie mit 36 Nuten ausgewihlt. Ein Schnitt des verwendeten Blech-
pakets SKS1136 vom Hersteller Kienle+Spiess [D7] ist in Anhang A.3.2 zu
sehen. Dabei betrigt der Statorinnendurchmesser 110 mm und der Statorau-
Bendurchmesser 180 mm. Bei einer Luftspaltweite von 1 mm ergibt sich der
Rotordurchmesser zu 108 mm. Die aktive Lénge ist nicht von entscheidender
Rolle, da nur ein Endraum betrachtet wird, und betrigt 60 mm. Zur Lagerung
werden Rillenkugellager vom Typ 6007-2Z C3 des Herstellers SKF sowohl
auf der A-Seite als auch B-Seite verwendet, wobei das Lager auf der B-Seite
durch eine Wellenfeder vorgespannt ist. Zur Abdichtung zwischen rotierendem
und statischem Teil werden zwei Radialwellendichtringe des Typs TJMB003406
des Herstellers Trelleborg Sealing Solutions [D8] verwendet. Diese besitzen
eine glasfaserverstérkte Polytetrafluorethylen (PTFE) Dichtlippe und sind bis zu
einem Druck von 3 bar bei einer Drehzahl von 17 000 1/min ausgelegt. Abbil-
dung 6.3 (a) zeigt eine Frontansicht der generischen elektrischen Maschine mit
den Messwinkeln. Dabei sind vier in einem Silikonkorper eingebettete Mess-
elemente im Endraum der B-Seite montiert. Die Probenkdrper entsprechen dem
Probenkorper in Abbildung 6.1, decken jeweils einen azimutalen Winkel von
90° ab und der Fluidabfluss beziehungsweise die Nachbildung der Wicklung ist
entsprechend dem ausgewihlten Blechpaket durchgefiihrt. Die Hohe des Wickel-
kopfs wurde nach [132] abgeschitzt, wodurch der Silikonkdrper mit einer Hohe
von 45 mm gefertigt wurde. Der Mittelpunkt eines jeden Messelements liegt auf
halber Hohe, was 22,5 mm entspricht. Die radialen Bohrungen der Welle sind in
axialer Richtung zentrisch zu den Messelementen positioniert. Um einen in azi-
mutaler Richtung aufgeldsten konvektiven Wirmeiibergang zu erhalten, sind die
Messkorper auf einem rotierend gelagerten Kreisring montiert (rot dargestellt in
Abbildung 6.3 (a)).
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6.2.4 Messergebnisse

Die in diesem Abschnitt gezeigten Messergebnisse basieren auf einer Glyze-
rinmischung mit einem Massenanteil von Wasser von ca. 11 %. Nach jedem
Messtag wurde eine Probe der Glyzerinmischung entnommen und die exakte
Zusammensetzung bestimmt, um somit die exakten Stoffdaten zu jeder Mes-
sung zu erhalten. Die Temperatur des Fluids ¥ wird zwischen 54 °C und 68 °C
variiert, um den kompletten Stoffdatenbereich eines kommerziellen Getriebe-
0ls im Betriebsbereich von 60 °C bis 90 °C abzudecken (siche Abschnitt 6.2.2).
Der Volumenstrom wird je radialer Bohrung angegeben, da bei einem konstan-
ten Druckabfall iiber der Welle unabhingig von der Anzahl radialer Bohrungen
der gleiche Volumenstrom pro Bohrung resultiert. Somit wird eine bessere Ska-
lierbarkeit auf unterschiedliche Auslegungen der Kiihlmethode erreicht. Der
Systemvolumenstrom VS in einem Endraum ergibt sich aus der Anzahl radialer
Bohrungen Npohrungen Und dem Volumenstrom pro Bohrung Vg zu

VS = NBohrungen : VB 6.7

In einem ersten Schritt wird der Einfluss der Drehzahl untersucht. Abbildung 6.4
zeigt eine Drehzahlvariation von —10000 1/min bis 10000 1/min mit einem
Drehzahlschritt von 1000 1/min bei einem Volumenstrom pro Bohrung Vg von
0,6 I/min. Abbildung 6.4 (a) zeigt die Warmeiibergangskoeffizienten mit der nach
GUM-B ermittelten Unsicherheiten fiir eine Fluidtemperatur ¥ von 54 °C und
Abbildung 6.4 (b) fiir 68 °C.

Es ist direkt zu sehen, dass sich der Wirmeiibergangskoeffizient symmetrisch
iiber der Rotationsrichtung fiir beide Temperaturen verteilt. Das Messelement
bei einem Messwinkel ¢ von 180° zeigt einen deutlich geringeren Wirmeiiber-
gangskoeflizienten als die Messelemente an den iibrigen Messpositionen. Diese
Reduktion ist auf die Ausbildung eines Sumpfs am Boden der Maschine zuriick-
zufiihren, wodurch Teile des Messelements bedeckt sind und die aus der Welle
austretenden Fliissigkeitsstrahlen nicht direkt auf die beheizte Fliche auftref-
fen, sondern zunichst eine Schicht der Glyzerinmischung verdringen miissen.
Dieser Effekt ist bei einer Fluidtemperatur Jg von 54 °C aufgrund der hoheren
dynamischen Viskositit des Fluids, die zu einem besseren Fluidabfluss fiihrt,
stirker ausgebildet. Bei steigender Drehzahl verstirkt sich der Effekt durch ei-
nen erhohten Gaseintrag in dem Kiihlmedium, ein groBerer Sumpf bildet sich
aus und der konvektive Wirmelibergang verschlechtert sich. Die genaue Hohe
des Sumpfs kann mit der hier vorgestellten Messeinrichtung nicht ermittelt wer-
den. Die iibrigen drei Messelemente zeigen keinen erkennbaren systematischen
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Abbildung 6.4: Wﬁrmeﬁbergangskoeﬂizient hvel fiir einen Volumenstrom pro Bohrung
Vg von 0,6 1/min bei Messwinkeln von ¢ = [90° 180° 270° 360°] und
einer variierenden Drehzahl n von —10 000 1/min bis zu 10 000 1/min.
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Trend. Alle gemessenen Wirmeiibergiinge liegen innerhalb der Messunsicher-
heit. Alle drei Messelemente zeigen ausgehend von 250 1/min bis zu einer
Drehzahl » von 1000 1/min einen erhohten konvektiven Wirmeiibergang, der
sich darauf bis zu einer Drehzahl n von 7000 1/min verschlechtert und anschlie-
Bend wieder ansteigt. Der initiale Anstieg des Wirmeiibergangkoeffizienten ist
auf eine steigende absolute Fluidgeschwindigkeit zuriickzufiihren, wodurch die
Reynolds-Zahl und damit auch die Warmeiibergangskoeflizienten steigen. Die
anschlieBende Reduktion kann durch einen steigenden Gaseintrag im Fluid be-
griindet werden. Durch die reduzierte Warmeleitfdhigkeit aufgrund des Eintrags
von Luft im Gemisch verschlechtert sich auch der konvektive Wirmeiibergang.
Eine potentielle Erkldrung fiir den Anstieg bei hohen Drehzahlen ist die stei-
gende kinematische Energie des Fliissigkeitsstrahls, die ab einer Drehzahl n von
7000 1/min gegeniiber dem steigenden Gaseintrag im Fluid dominant ist und eine
Steigerung des Warmeiibergangskoeffizienten mit sich bringt.

Als nichster Schritt wird der Einfluss des Volumenstroms auf den konvektiven
Wirmeiibergang untersucht. Abbildung 6.5 zeigt den Warmeiibergangskoeffi-
zienten fiir einen variierenden Volumenstrom pro radialer Bohrung Vg von
0,51/min bis zu 0,7 /min bei einer Drehzahl n» von 1000 1/min, einer Fluid-
temperatur Yg von 54 °C und unterschiedlichen Messwinkeln. Eine Wahl des
Volumenstroms VB unter 0,51/min fiihrt zu einem nicht konstanten Volumen-
strom, wobei oberhalb von 0,7 1/min der Eingangsdruck den begrenzenden Faktor
darstellt. Die Lage der Messwinkel kann Abbildung 6.3 (a) entnommen werden.
Dabei ist zu erkennen, dass der Wérmeiibergangskoeflizient hppr, mit stei-
gendem Volumenstrom aufgrund der steigenden Reynolds-Zahl ebenfalls leicht
zunimmt, wobei der Anstieg von ca. 4000 W/(m? K) auf ca. 4600 W/(m? K) im
Falle einer Volumenstromsteigerung von 0,5 1/min auf 0,7 I/min und einem Mess-
winkel ¢ von 225° 15 % betrdgt. Der Anstieg ist je nach Messwinkel aufgrund
der Messunsicherheit leicht verschieden. Lediglich das Messelement bei einem
Messwinkel ¢ von 180° weist einen sinkenden Wirmeiibergangskoeffizienten
bei steigendem Volumenstrom auf. Dies ist wieder auf den Sumpf zuriickzufiih-
ren, wobei sich der Sumpf bei einem gréferen Volumenstrom stérker ausbildet
und somit den konvektiven Wirmeiibergang verschlechtert. Die Messungen bei
einem Messwinkel ¢ von 135° respektive 225° sind von dem Sumpf hingegen
unbeeinflusst. Daraus ldsst sich folgern, dass eine Steigerung des Volumen-
stroms nicht zwangsldufig zu einer Verbesserung des Wirmeiibergangs fiihrt.
Daher ist es notwendig einen ausreichend guten Fluidabfluss sicherzustellen, da
die maximale Wicklungstemperatur der elektrischen Maschine durch den lokal
schlechtesten konvektiven Wérmeiibergang mafigeblich beeinflusst ist.
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Abbildung 6.5: Wirmeiibergangskoeffizient iy fiir eine Fluidtemperatur 9 von 54 °C,
einer Drehzahl n von 1000 1/min und variierenden Messwinkeln ¢.

Zuletzt wird der Wirmelibergangskoeffizient iiber den Umfang genauer unter-
sucht. Abbildung 6.6 zeigt die gemessenen Wirmeiibergangskoeflizienten hygy,
iiber den Umfang verteilt bei einer Drehzahl n von 1000 1/min, einer Fluidtem-
peratur von g 54 °C und einem Volumenstrom pro Bohrung Vg von 0,5 1/min
in Abbildung 6.6 (a) und 0,6 I/min in Abbildung 6.6 (b). Die gestrichelte rote
Linie beschreibt dabei den mittleren Wirmeiibergangskoeffizienten ohne die
Messelemente im Sumpf. Der mittlere Wert liegt bei einem Volumenstrom
von 0,51/min bei 3527 W/ (m2 K) und bei einem Volumenstrom von 0,6 1/min
bei 3908 W/(m?K), was einer Steigerung von 10,8 % entspricht. Es ist zu-
dem auffillig, dass bei den Messungen mit einem Volumenstrom von 0,5 I/min
unter Beriicksichtigung der Messunsicherheit und abweichenden Prozesspara-
metern keine systematische Abweichung liber den Umfang erkennbar ist und der
konvektive Wirmeiibergang als konstant angenommen werden kann. Die Pro-
zessparameter, wie der Volumenstrom oder die Fluidtemperatur, weichen dabei
leicht vom Sollwert ab, wodurch zusitzliche Abweichungen entstehen, die je-
doch nicht in der Messunsicherheit enthalten sind. Aus diesem Grund konnen
die Abweichungen unter den Messwerten auerhalb der Messunsicherheit lie-
gen, obwohl keine systematische Abweichung erkennbar ist.

Bei einem Volumenstrom von 0,6 I/min ist erkennbar, dass das Vorliegen eines
Sumpfs am Boden der Maschine zu einem schlechteren Wirmeiibergang bei ei-
nem Messwinkel ¢ von 180° fiihrt.
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(b) Volumenstrom pro Bohrung VB = 0,6 /min.

Abbildung 6.6: Wirmeiibergangskoeffizient sy, aufgetragen iiber den Umfang der Ma-
schine fiir eine Fluidtemperatur 9 von 54 °C und einer Drehzahl n von
1000 1/min. In rot dargestellt ist der iiber den Umfang gemittelte Warme-

iibergangskoeffizient.
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Die Reduktion in diesem Fall gegeniiber dem mittleren Warmeiibergangskoef-
fizienten betrigt 43 %, was im Betrieb der elektrischen Maschine zwangsliufig
zur Bildung einer lokalen Temperaturiiberhohung in der Wicklung fiihren wiirde.

6.2.5 Modellentwicklung

Die gezeigten Messergebnisse im vorherigen Abschnitt beziehen sich alle auf
ein Wasser-Glyzeringemisch. Um nun die Ergebnisse auf andere Fluide, ins-
besondere Getriebedle, und eine beliebige Betriebstemperatur zu iibertragen,
miissen die Ergebnisse entdimensioniert und in ein Modell iibertragen werden.
Dabei ist es das Ziel, den entdimensionierten Wirmeiibergangskoeffizienten,
die Nusselt-Zahl, in Abhingigkeit der Stoffdaten zu beschreiben. Da jegliche
Modellierungsansitze der Literatur (siehe Abschnitt 6.1) eine kontinuierliche
Benetzung der Warmequelle beschreiben, wird zunichst die relative Zeit wih-
rend einer vollstindigen Umdrehung der Welle, bei der der Strahl ausgehend von
der Welle das Messelement direkt benetzt, bestimmt. Dieses Verhiltnis fgp1 €1-
gibt sich aus der Kantenlidnge des Messelements bygy,, dem Innendurchmesser
des generischen Wickelkopfs dsiator in und der Anzahl radialer Bohrungen in ei-
nem Endraum Npohrungen ZU:

bMEL > . NBohrungen 6.8)

IStrahl = arcsin
™

Stator,in

In dem verwendeten Versuchsaufbau ergibt sich eine relative Aufprallzeit
von fsyant = 0,14. Als allgemeine Modellierung von Wirmeiibergingen fiir
Prallstrahl- und Spriihnebelkiihlungen wird die Nusselt-Zahl in Abhingigkeit
von Potenzfunktionen der Reynolds- und Prandtl-Zahl modelliert. Dabei wird die
Abhingigkeit der Prandtl-Zahl zur Potenz 1/3 festgesetzt, da dieser Zusammen-
hang in der thermischen Grenzschichttheorie zum konvektiven Wirmeiibergang
von Prallstahlen analytisch hergeleitet werden kann [133]. Entsprechend ergibt
sich die allgemeine Modellierung zu

Nu = t§ran] - @ - R’ - prl3 (6.9
Darin wird die Reynolds-Zahl nach Gleichung (6.10) definiert:

- d
Re — m, (6.10)
43
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wobei dpohrung den Durchmesser einer radialen Bohrung und vg die kinemtai-
sche Viskositit des verwendeten Fluids beschreibt. Die Fluidgeschwindigkeit vp
setzt sich aus einer Komponente in radialer Richtung basierend auf dem Vo-
lumenstrom und einer tangentialen Komponente basierend auf der Umfangsge-
schwindigkeit der Welle zusammen und kann mit Gleichung (6.11) ausgedriickt
werden:

Vg
2
ﬂ—'dBohrung
4

+ (Wrot - rWelle)z (6.11)

Darin beschreibt wyo; die Winkelgeschwindigkeit des Rotors und ryyeje den
Radius der Welle am Fluidaustritt. Abbildung 6.7 (a) zeigt die Nusselt-Zahl mul-
tipliziert mit der Prandtl-Zahl zum Exponent -1/3 iiber der Reynolds-Zahl in
logarithmischer Darstellung. Diese Darstellung wird gewihlt, um den Einfluss
der Prandtl-Zahl auf die Messdaten zu eliminieren und die Abhédngigkeit nur auf
die Reynolds-Zahl zu beschrinken. Die verschiedenen Messelemente sind durch
unterschiedliche Farben gekennzeichnet. Dariiber hinaus wird das Modell aus
Gleichung (6.9) gezeigt, das durch einen Algorithmus der kleinsten Fehlerqua-
drate ermittelt wurde. Die durch einen Sumpf beeinflussten Wirmeiibergangs-
messungen werden bei der Modellierung vernachléssigt. Die Einbeziehung der
Messungen, bei denen ein Sumpf vorliegt, wiirde die resultierende Korrelation
aufgrund des abweichenden hydrodynamischen Prozesses erheblich veridndern.
Daraus resultiert fiir die Nusselt-Zahl die folgende Berechnungsvorschrift:

Nut = tsyan - 2,29 - Re®28 . prl/3 (6.12)

Das Modell zeigt einen MAPE von 10,8 % zwischen der experimentell bestimm-
ten und der modellierten Nusselt-Zahl.

Zur weiteren Validierung des Modells zeigt Abbildung 6.7 (b) ein Paritétsdia-
gramm der experimentell bestimmten Nusselt-Zahl Nuexp liber der modellierten
Nusselt-Zahl Nuy,oq gemil Gleichung (6.12) fiir alle Messdaten. Dariiber hin-
aus wird ein Konfidenzintervall von 25% gezeigt. Dabei liegen 6,9 % der
Messpunkte aullerhalb des Konfidenzintervall von 25 %, zusitzlich zu den Mes-
sungen, bei denen ein Sumpf vorhanden ist. Die Messungen mit der Ausbildung
eines Sumpfs zeigen eine niedrigere experimentell bestimmte Nusselt-Zahl im
Vergleich zur modellierten Nusselt-Zahl, was auch bei den vorherigen Mess-
ergebnissen, beispielsweise in Abbildung 6.4 (a), beobachtet werden kann.
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Abbildung 6.7: Modellentwicklung aus allen durchgefiihrten Messungen des lokalen kon-
vektiven Wirmeiibergangs mit unterschiedlichen Betriebszustinden und
einem Konfidenzintervall von +25 %. Die unterschiedlichen Farben ent-
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Ein Konfidenzintervall von 25 % ist eine in der Literatur akzeptierte Vorhersa-
gegenauigkeit eines Wirmeiibergangsmodells und kann daher auf die Endwick-
lungen elektrischer Maschinen angewendet werden.

Es ist jedoch anzumerken, dass bei den gezeigten Messungen keine Variation
der Distanz zwischen Strahlquelle und Statorinnendurchmesser vorgenommen
wurde. Die Ergebnisse fiir diese Variation miissen iiberpriift werden, auch wenn
in [128] gezeigt wird, dass die Spriihdistanz, unter Annahme einer konstanten
Benetzungsdauer der beheizten Fliche, einen geringen Einfluss auf den Wirme-
iibergangskoeffizienten aufweist.

6.3 Vermessung mittlerer
Warmeiibergangskoeffizienten

Bei der Vermessung der lokalen Wérmeiibergangskoeffizienten kénnen die lo-
kalen Effekte sehr gut beschrieben werden, allerdings ist durch die vorliegende
Diskretisierung gemdfl der Messelementoberfliche keine direkte Aussage iiber
die gesamte abgefiihrte Wiarme im Wickelkopf moglich. Zudem wird der kon-
vektive Warmeiibergang durch das Messkonzept und die dadurch einhergehende
Geometriednderung des Wickelkopfs beeinflusst.

Aus diesem Grund wird im folgenden Abschnitt ein Messkonzept und eine Mo-
dellierung fiir den mittleren Wirmeiibergangskoeffizienten vorgestellt, um auf
die gesamte abgefiihrte Warme riickzuschlielen, wobei lokale Effekte nicht mehr
beriicksichtigt werden kdnnen.

6.3.1 Messkonzept

Das Messkonzept der mittleren konvektiven Warmeiibergéinge basiert auf einer
Enthalpiebilanz, wobei das Kiihimedium als Bilanzraum betrachtet wird. Als
Kiihlmedium wird ein Getriebedl des Typs Dexron ATF VI eingesetzt, da der
Motor bei realen Temperaturen betrieben wird, wodurch fiir das Modellfluidkon-
zept nach Abschnitt 6.2.2 ein blasenbildender Wirmeiibergang vorliegen wiirde
und daher nicht mehr anwendbar ist.

Abbildung 6.8 zeigt eine grafische Darstellung des Bilanzraums in der aufgebau-
ten elektrischen Maschine. Dabei kann die Enthalpiedifferenz des Ols zwischen
Ein- und Austritt mit dem Massenstrom 71y, und der mittleren spezifischen Wir-
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Abbildung 6.8: Enthalpiebilanzraum zur Messung mittlerer Wirmeiibergangskoeftizien-
ten. In schwarz dargestellt sind die Enthalpiestrome des Ols am Ein- und
Austritt der Maschine, in griin die Warmestrome zwischen Peripherie und
Ol sowie in blau die Wirmestrome der Wicklung in das Ol.

mekapazitit des Ols ¢ (o) basierend auf der mittleren Oltemperatur 501 mit
Gleichung (6.13) ausgedriickt werden:

HOl,ein _HOI,aus = m()l : (Ep,f)l : rLg(‘jl,ein _Ep,(“)l : 1901,au3) (6.13)

Die mittlere Auslasstemperatur des Ols 501 aus Derechnet sich aus dem Mittel

der beiden Auslasstemperaturen. Bei Betrachtung des Ols als Bilanzraum, ergibt
sich die Enthalpiebilanz im quasistationdren Zustand nach Gleichung (6.14):

dH

ar =0= H()l,ein _Hbl,aus - 0p + Owk (6.14)
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Qp beschreibt den Wirmestrom, der von dem Ol an die Peripherie, wie bei-
spielsweise an das Gehiuse, abgegeben beziehungsweise aufgenommen wird.
Sofern Ol in den Luftspalt gelangt, entstehen zusitzliche Reibungsverluste. Diese
werden ebenfalls dem Wirmestrom der Peripherie zugeordnet, wobei diese dem
mechanischen Leistungsanstieg der Antriebsmaschine direkt zu entnehmen sind
und daher separiert betrachtet werden konnen.

Abbildung 6.8 stellt den Wirmestrom zur Peripherie beispielhaft durch vier ein-
zelne Wirmestrome Qp’,- dar, wobei die Summe aller einzelnen Wirmestrome
dem gesamten Wiarmestrom im Austausch mit der Peripherie Op entspricht. Glei-
ches gilt fiir die Wiarmestrome des Wickelkopfs QWK,i- Der Wirmestrom zur
Peripherie Op ist abhiingig von der Temperatur des Ols Y¢;» dem Einlassvo-
lumenstrom VC)I und der Winkelgeschwindigkeit des Rotors wyo¢ und kann mit
Gleichung (6.15) ausgedriickt werden:

QP =f (EC)]’ VO]’ Wrot) (6.15)

Zur Minimierung des Wiarmeaustauschs mit der Peripherie wird ein Kiihlman-
tel genutzt und mit einem Kiihlmedium durchstromt, um das Gehduse auf das
gleiche Temperaturniveau wie die mittlere Oltemperatur 501 zu bringen. Ent-
sprechend wird die Temperaturdifferenz zwischen dem Ol und dem Gehiuse
minimiert, was zur Minimierung des Wéarmestroms an die Peripherie fiihrt.

Eine genaue Quantifizierung des gesamten Wérmestroms an die Peripherie wird
in Vorversuchen im Stillstand untersucht, um diesen ohne zusitzliche Reibungs-
verluste durch einen Oleintrag im Luftspalt zu quantifizieren. Ohne eine externe
Leistungseinspeisung in den Wicklungen kann dabei der vom Wickelkopf auf-
genommene beziehungsweise abgegebene Wirmestrom vernachlédssigt werden,
wodurch mit Qwg = 0 der Wirmestrom der Peripherie nach Gleichung (6.14)
bestimmt werden kann. Die mittlere Oltemperatur 501 und der Volumenstrom
pro Bohrung des Ols Vg werden in dem verwendeten Parameterbereich nach
Abschnitt 6.3.3 variiert. Auch bei mehreren Wiederholungsmessungen glei-
cher Betriebsparameter ist kein systematisches Verhalten zu erkennen, da die
Temperaturdifferenz des Ols zwischen Ein- und Auslass innerhalb der Mess-
unsicherheit der Thermoelemente liegt. Aus allen Messungen wird deshalb die
mittlere Temperaturabweichung ermittelt und bei der Bestimmung des Wirme-
iibergangkoeffizienten als Messunsicherheit der Auslasstemperatur zugeordnet.
Die in den Voruntersuchungen bestimmte mittlere Temperaturdifferenz zwischen
Ein- und Austritt des Ols im Stillstand ohne externe Leistungseinspeisung in den
Wickelkopf betrigt 0,26 K. Der Warmeeintrag der Reibungsverluste durch ei-
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nen Oleintrag im Luftspalt wird weiterhin iiber die mechanische Leistung der
Antriebsmaschine ermittelt und somit direkt in der Bestimmung der mittleren
Wirmelibergangskoeffizienten beriicksichtigt.

Zur Messung des konvektiven Warmeiibergangs zwischen Wickelkopf und Kiihl-
medium wird die Statorwicklung bestromt, um ohmsche Verluste zu erzeugen.
Die drei Phasen der im Stern verschalteten Maschine werden parallel geschaltet.
Zwischen den Phasenklemmen und dem Sternpunkt wird eine DC-Spannung an-
gelegt. In den drei Phasen wird somit unter Vernachldssigung der Variation des
Phasenwiderstands eine dquivalente Warmemenge freigesetzt.

Der Kiihlmantel der Maschine wird weiterhin durchstromt und auf die gleiche
Temperatur wie die mittlere Oltemperatur 501 temperiert, um entsprechend der
Voruntersuchungen die Wéarmestrome der Peripherie Op zu minimieren.

Der vom Wickelkopf abgefiihrte Wirmestrom Qwg kann unter Kenntnis des
Wirmestroms der Peripherie und durch die Messung der Ein- und Austrittstem-
peratur des Ols nach Gleichung (6.14) bestimmt werden, wodurch direkt auf den
mittleren Wirmeiibergangskoeffizienten Awg nach Gleichung (6.16) geschlos-
sen werden kann. Es muss jedoch beachtet werden, dass die eingespeiste Leistung
des DC-Netzteils nicht dem Wirmestrom Qwg entspricht, da beispielsweise iiber
die Zuleitung sowie den Kiihlmantel ein Teil der Wiarme abgefiihrt wird.

hwk = ,QWK _
Awk - (Vo,wk —J¢;)

(6.16)

Darin beschreibt Awg die wirmelibertragende Fliche, die als die Einhiillende
des Wickelkopfs eines Endraums nach Gleichung (6.17) angenommen wird:

Awk = 7 - | (dwK.in + dWK.out) - IWK + i (d\ZVK,out _d\zVK,in)} , (6.17)
wobei lwk der axialen Linge des Wickelkopfs, dwk i, dem Innendurchmesser
und dwk oyt dem AuBendurchmesser des Wickelkopfs entspricht. Der Innen-
durchmesser dwx in wird gleich dem Statorinnendurchmesser gesetzt und der
AuBendurchmesser des Wickelkopfs dwk oyt bildet sich aus dem arithmetischen
Mittel zwischen dem Durchmesser des Nutgrunds und dem Statorauflendurch-
messer. Diese fiktive Fliache wird gewihlt, da eine genaue Vorhersage der
Oberfliche des Wickelkopfs nicht moglich ist und die Ubertragbarkeit auf an-
dere Maschinen dadurch nicht gegeben ist.

Die mittlere Oberflichentemperatur des Wickelkopfs gO,WK wird mit Typ K
Thermoelementen nach Abschnitt 7.5 gemessen.
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Zur Reduktion der Messunsicherheit wird die eingespeiste Leistung durch das
DC-Netzteil maximiert, sodass die Temperaturdifferenz zwischen dem Wickel-
kopf und dem Ol maximiert wird. Dadurch wird der Einfluss der Messunsicher-
heit der Thermoelemente auf den mittleren Warmeiibergang minimiert.

Die Messunsicherheit wird nach der Richtlinie GUM-B [131] betrachtet.

6.3.2 Priifling

Der Priifling zur Vermessung der mittleren Warmeiibergangskoeffizienten ist
von den Dimensionen nahezu identisch zur Maschine der lokalen Wirmeiiber-
gangskoeflizienten (siche Abschnitt 6.2.3), wobei zusétzlich ein Kiihlmantel mit
meanderformigen Kiihlkanalfiihrungen verwendet wird. Als Kiihlmedium wird
im Kiihlmantel das wissrige Glyzeringemisch aus Abschnitt 6.2.2 genutzt.
Abbildung 6.9 zeigt den physikalischen Aufbau des Stators sowie des Rotors fiir
den untersuchten Priifling. Die aktive Linge betrigt 120 mm und je vier radiale
Bohrungen in der Welle mit einem Durchmesser von 1 mm sind in beiden End-
rdumen mittig zur Wickelkopfhohe positioniert.

Die verteilte Wicklung ist mit einem Drahtdurchmesser von 0,71 mm ausgefiihrt,
wobei sich bei 96 Leitern in einer Statornut ein elektrischer Fiillfaktor von 40 %
ergibt. Die resultierende maximale Wickelkopthohe lwg betrigt 44 mm. Zur
Berechnung der wirmeiibertragenden Fliche des Wickelkopfs ergibt sich der
Innendurchmesser dwx in zu 110 mm und der AuBendurchmesser des Wickel-
kopfs dwx out der B-Seite und A-Seite zu 165 mm beziehungsweise 164 mm.
Die resultierende Fliache des Wickelkopfs Awgk zur Berechnung des mittleren
Wirmeiibergangskoeffizienten betrigt nach Gleichung (6.17) 994 cm?.

Die drei Phasen der Wicklung sind parallel verschaltet und der Sternpunkt der
Maschine ist aus der Maschine herausgefiihrt. Zur Leistungseinspeisung in der
Wicklung wird ein DC-Netzteil des Typs EA-PSB 9200-140 vom Hersteller
EA Elektro-Automatik genutzt. Durch die DC-Erregung des Stators wird ein
stationdres Magnetfeld in der Maschine erzeugt, weshalb das Rotorpaket aus
Polyetheretherketon (PEEK) gefertigt wird, um die induzierte Spannung und
die damit einhergehenden Stromwirmeverluste in dem rotierenden Teil der Ma-
schine zu minimieren.

Zur Messung der Oberflichentemperatur sind auf der Oberfliche des Wi-
ckelkopfs auf der A-Seite 9, respektive 18 Thermoelemente auf der B-Seite
angebracht. Auf der A-Seite sind sechs Positionen im Umfangsrichtung mit
je 60° Versatz und auf der B-Seite drei Positionen mit je 120° Versatz mit
Typ K Thermoelementen bestiickt. An jeder Position sind drei Thermoele-
mente mit dem Zweikomponenten-Epoxid Loctite 9497 vom Hersteller Henkel
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Olauslass

A

Oleinlass

(a) Frontansicht des Stators mit Gehause (b) Rotorwelle mit Aktivteil aus PEEK

Abbildung 6.9: Physikalischer Aufbau der elektrischen Maschine zur Vermessung mitt-
lerer Wirmeiibergangskoeffizienten mit der Statorwicklung und einge-
klebten Typ K Thermoelementen in (a) und Rotorwelle mit Einlass der
Ol-Spriihkiihlung sowie radialen Bohrungen als Auslass in (b).

Adhesives verklebt, wobei die thermische Anbindung aller Thermoelemente
dquivalent durchgefiihrt wurde. Die drei Thermoelemente befinden sich auf der
Innenseite, Auflenseite und Stirnseite des Wickelkopfs. Abbildung 6.10 zeigt
eine schematische Darstellung der Klebepositionen der Thermoelemente an der
Oberfliche des Wickelkopfs fiir ein Teilsegment auf der B-Seite. Zusitzlich
zur Wickelkopftemperatur befinden sich in der Nut fiinf Thermoelemente zur
Temperaturiiberwachung. Im Gehiuse und im Lagerschild sind sowohl auf der A-
als auch auf der B-Seite je vier Thermoelemente mit 90° Versatz eingebracht, um
die mittleren Komponententemperaturen zu bestimmen. Ebenso sind mit einem
Abstand von 1 mm zu den AuBlenringen beider Radialkugellager zwei Thermo-
elemente mit 180° Versatz zur Uberwachung der Lagertemperatur platziert.
Zur Messung der Ein- und Auslasstemperatur des Mantels und der Auslasstem-
peratur des Ols auf der A- und B-Seite werden kalibrierte Typ K Thermoelemente
genutzt, wohingegen die Einlasstemperatur des Ols mit einem kalibrierten PT100
Platinwiderstandssensor gemessen wird.
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(a) Ansicht ausgehend von der Welle (b) Ansicht ausgehend vom Gehéduse

Abbildung 6.10: Positionen der verklebten Typ K Thermoelemente auf der Innenseite
(gelb), Stirnseite (blau) und AuBenseite (griin) in einem Teilsegment von
120° des Wickelkopfs.

Die Lagerung und Ausfiihrung der Radialwellendichtringe sowie die Lastma-
schine und der Frequenzumrichter sind dquivalent zu dem Aufbau in Ab-
schnitt 6.2.3. Zusitzlich zu dem in Abschnitt 6.2.3 erlduterten Fluidkreislauf fiir
das wiissrige Glyzeringemisch wird fiir das Getriebedl ein identischer Fluidkreis-
lauf mit identischer Messtechnik genutzt, wobei lediglich ein anderer Thermostat
vom Typ RP 3090 CW des Herstellers Lauda verwendet wird.

6.3.3 Messergebnisse

Ausgehend von dem zuvor vorgestellten Messkonzept werden im folgenden Ab-
schnitt die Messergebnisse zu den mittleren Wirmeiibergangskoeffizienten in
Abhiingigkeit der Drehzahl n, dem Volumenstrom pro Bohrung Vg und der
mittleren Oltemperatur 501 betrachtet. Dabei ist zu beachten, dass die Mess-
ergebnisse fiir zusitzliche Reibungsverluste im Luftspalt von iiber 2 kW nicht
beriicksichtigt werden, da die Messunsicherheit in diesen Betriebspunkten durch
den Temperaturanstieg des Ols und den dadurch im Endraum stark variierenden
Stoffdaten des Ols zu groB ist.

Abbildung 6.11 zeigt den mittleren Wirmeiibergangskoeffizienten hwy fiir eine
Drehzahl 7 von 1000 1/min, einer variierenden mittleren Oltemperatur 501 sowie
einem variierenden Volumenstrom pro Bohrung VB. Dabei ist zu erkennen, dass
die mittlere Oltemperatur 5()1 einen vernachldssigbaren Einfluss auf den Wérme-
iibergangskoeffizienten hat, was ebenfalls in [E12] fiir einen Prallstrahl gezeigt
wird. Dies kann auf eine bei steigender Oltemperatur steigende Reynolds-Zahl
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Abbildung 6.11: Mittlerer Wérmeiibergangskoeffizient Awyk fiir eine Drehzahl n von
1000 1/min, eine variierende mittlere Oltemperatur 5@1 von 60 °C bis
90 °C sowie variierendem Volumenstrom pro Bohrung Vg von 0,3 I/min
bis 0,7 I/min.

und zugleich sinkende Prandtl-Zahl zuriickgefiihrt werden, wodurch der Effekt
einer Anderung des Wirmeiibergangs vernachlissigbar ist. Entgegen der Ol-
temperatur steigt der mittlere Warmeiibergangskoeffizient fiir einen steigenden
Volumenstrom pro Bohrung V. Demnach werden bei einem héheren Volumen-
strom die Regionen des Wickelkopfs ohne direkten Strahlaufprall besser gekiihlt,
wobei eine homogenere Benetzung des Wickelkopfs eine mogliche Erkldrung
ist. Entgegen den lokalen Wirmeiibergangsmessungen wird eine starke Volu-
menstromabhéngigkeit des mittleren Wérmeiibergangs beobachtet. Auf Basis
einer Abschitzung des direkten Aufprallbereichs der Fliissigkeitsstrahlen lasst
sich darauf schlieen, dass die Filmstromung des Kiihimediums der primér ver-
antwortliche hydrodynamische Prozess fiir den mittleren Wirmeiibergang im
Wickelkopf ist. Die Wiarmeabfuhr durch den direkten Strahlaufprall spielt da-
bei nur eine untergeordnete Rolle. Fiir eine mittlere Oltemperatur 501 von 60 °C
steigt der mittlere Warmeiibergangskoeffizient hAywg von 242 W/ (m2 K) bei ei-
nem Volumenstrom von 0,3 1/min auf 752 W/ (m2 K) bei 0,7 /min an, was einer
Steigerung von 211 % entspricht.

Um diesen Effekt nidher zu untersuchen, stellt Abbildung 6.12 den mittleren Wir-
meiibergangskoeffizienten bei einer mittleren Oltemperatur 5(")1 von 75 °C und
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Abbildung 6.12: Mittlerer Wirmeiibergangskoeflizient Awg fiir einen Drehzahlbereich
bis 10000 1/min, eine mittlere Oltempe{atur ¢ von 75 °C sowie va-
riierendem Volumenstrom pro Bohrung Vg von 0,3 I/min bis 0,7 1/min.

einem variierenden Volumenstrom bis zu einer Drehzahl n von 10000 1/min
dar. Hierbei zeigt sich eine steigende Messunsicherheit bei steigender Drehzahl
durch die zusétzlichen Reibungsverluste im Luftspalt. Fiir einen Volumenstrom
pro Bohrung Vg von 0,51/min und 0,7 1/min lisst sich keine Abhingigkeit
zu der Drehzahl feststellen. Im Gegensatz dazu ist fiir den Volumenstrom
von 0,3 /min pro Bohrung fiir Drehzahlen ab 7000 1/min eine Steigerung im
mittleren Warmeiibergangskoeffizient zu entnehmen, bei niedrigen Drehzahlen
ist ebenfalls kein systematisches Verhalten erkennbar. Der Anstieg ist vor allem
bei dem geringen Volumenstrom zu erkennen, da in diesem Fall die Rotation
einen groferen Einfluss auf die absolute Fluidgeschwindigkeit im Vergleich zu
hoheren Volumenstromen hat. Bezogen auf eine Drehzahl n von 7000 1/min mit
einem mittleren Wirmeiibergangskoeffizienten Awg von 318 W/ (m2 K) bei ei-
ner Oltemperatur 501 von 75°C und einem Volumenstrom pro Bohrung Vg
von 0,3 I/min liegt bei einer Drehzahl von 10000 1/min ein mittlerer Wirme-
iibergangskoeffizient von 472 W/(m? K) vor, was einer Steigerung von 48 %
entspricht. Dieses Verhalten einer Steigerung des Wirmeiibergangskoeffizienten
bei sehr hohen Drehzahlen deckt sich ebenfalls mit den erzielten Messergeb-
nissen der lokalen Warmeiibergangskoeffizienten aus Abschnitt 6.2 (vergleiche
Abbildung 6.4), wobei nicht festgestellt werden kann, ob die Verbesserung des
Wirmeiibergangs durch eine hohere Austrittsgeschwindigkeit des Fluids oder ei-
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Abbildung 6.13: Mittlerer Wirmeiibergangskoeffizient Awyk fiir einen Drehzahlbereich
bis 10 000 1/min, einem Volumenstrom pro Bohrung Vg von 0,3 1/min
und einer variierenden mittleren Oltemperatur ¥¢5; von 60 °Cbis 90 °C.

ner besseren Benetzung des Wickelkopfs verursacht wird.

Zuletzt gilt es noch, den Einfluss der mittleren Oltemperatur auf den Wirme-
tibergang iiber den gesamten Drehzahlbereich zu untersuchen. Abbildung 6.13
zeigt den mittleren Wérmeiibergangskoeffizienten fiir einen Volumenstrom pro
Bohrung Vg von 0,31/min und einer variierenden mittleren Oltemperatur iiber
den gesamten Drehzahlbereich.

Der Einfluss der mittleren Oltemperatur auf den konvektiven Wirmeiibergang
ist abgesehen von den Messergebnissen bei einer mittleren Oltemperatur 501
von 90 °C im mittleren Drehzahlbereich nicht erkennbar. Diese Abweichung
ist auf stochastische Prozesse der Kiihlung, wie beispielsweise der Schaumbil-
dung, zuriickzufiihren. Dementsprechend ist der Einfluss der sich dndernden
Stoffdaten durch eine Variation der Oltemperatur in dem untersuchten Tempera-
turbereich fiir das verwendete Ol vernachlissigbar. Dies muss jedoch fiir groBere
Temperaturvariationen und andere verwendete Kiihlmedien abhédngig von deren
Stoffdaten nicht mehr giiltig sein. Ebenfalls ist die systematische Verbesserung
des konvektiven Wirmeiibergangs ab einer Drehzahl n von 7000 1/min fiir alle
mittleren Oltemperaturen deutlich ersichtlich und untermauert den zuvor festge-
stellten Effekt.

Bei den vorgestellten Messergebnissen wird dhnlich zu den lokalen Messungen
deutlich, dass eine Steigerung des Volumenstroms nicht nur zu lokalen Variatio-
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nen des Wirmeiibergangs, sondern auch zu gesteigerten Reibungsverlusten im
Luftspalt fiihren kann. Demnach ist bei der Auslegung der Maschine stets auf
einen guten Fluidabfluss zu achten. Beispielsweise kann mit einer aktiven Fluid-
absaugung gearbeitet werden, um den Effekt der Sumpfbildung zu minimieren
und im besten Fall zu eliminieren.

6.3.4 Modellentwicklung

Zur Ubertragbarkeit der Messergebnisse auf andere Kiihimedien und andere
Betriebszustinde wird im Folgenden analog zu Abschnitt 6.2.5 eine Modellent-
wicklung vorgestellt.

Basierend auf den Ergebnissen der lokalen Wirmeiibergangsmessungen, bei
denen gezeigt wurde, dass der lokale konvektive Wirmeiibergang direkt pro-
portional zur Benetzungsdauer des Messelements ist, wird bei dem mittleren
konvektiven Warmelibergang angenommen, dass der Wiarmeiibergang direkt
proportional zu der Anzahl an radialen Bohrungen pro Endraum Ngohrungen iSt-
In den vorliegenden Messungen der mittleren Wirmeiibergidnge liegt nicht nur
der hydrodynamische Prozess eines direkten Fliissigkeitsaufpralls vor, sondern
auch der hydrodynamische Prozess der Filmstromung, durch den die Wirme des
Wickelkopfs abgefiihrt wird. Aus den gezeigten Messergebnissen der lokalen
als auch mittleren Wirmeiibergiinge, insbesondere bei der Variation des Volu-
menstroms pro Bohrung, ldsst sich daraus schliefen, dass der hydrodynamische
Prozess der Filmstromung in Bezug auf den mittleren Warmeiibergang dominant
ist. Demnach wird angenommen, dass die Tangentialkomponente der Fluidge-
schwindigkeit beim Austritt an der Welle einen untergeordneten Einfluss auf den
mittleren Warmeiibergang hat. Entgegen dem Modell aus Abschnitt 6.2.5 wird
sich aus diesem Grund fiir eine Modellierung des mittleren Wirmeiibergangs
unabhingig von der Drehzahl entschieden. Folglich ergibt sich die Fluidge-
schwindigkeit zur Berechnung der Reynolds-Zahl nach Gleichung (6.10) zu

Vi

]2
7r dB ohrung
4

Vg = (6.18)

Analog zu Abschnitt 6.2.5 wird ein allgemeine Modellierung der Prallstrahlkiih-
lung mit der Form nach Gleichung (6.19) gewihlt:

Nu = NBohrungen " @ - Reb - pr!’3 (6.19)
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Abbildung 6.14: Experimentell bestimmte Nusselt-Zahl iiber modellierter Nusselt-Zahl
fiir den mittleren konvektiven Wirmeiibergang fiir alle durchgefiihrten
Messungen mit unterschiedlichen Betriebszustinden sowie dem entwi-
ckelten Modell mit einem Konfidenzintervall von +40 %.

Die Parameter a und b werden mit einem Algorithmus der kleinsten Fehlerqua-
drate ermittelt, wodurch sich die Berechnungsvorschrift fiir die Nusselt-Zahl des
mittleren konvektiven Wirmeiibergangs wie folgt ausdriicken lasst:

Nt = Npohrungen - 1,5 - 107 - RO ™15 . pylf3 (6.20)

Zur Bewertung der Berechnungsvorschrift zeigt Abbildung 6.14 ein Paritits-
diagramm der experimentell bestimmten Nusselt-Zahl und der nach Gleichung
(6.20) modellierten Nusselt-Zahl mit einem Konfidenzintervall von 40 %.

Bei allen durchgefiihrten Messungen liegt der MAPE bei 23,7 %.

Die gesteigerten Abweichungen sind auf mehrere Faktoren zuriickzufiihren,
wie die stochastischen Prozesse der Kiihlung sowie die Unsicherheit der Ther-
moelemente mit ihrer thermischen Anbindung. Des Weiteren dndern sich die
Fluideigenschaften des Ols aufgrund der variierenden Oltemperatur im End-
raum, was zu einer erhohten Messunsicherheit fiihrt.

Dennoch kann der konvektive Warmeiibergang fiir unterschiedliche Kiihimedien
und unterschiedliche Betriebspunkte bestimmt werden.
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Die resultierende Berechnungsvorschrift kann direkt genutzt werden, um den
mittleren Warmeiibergangskoeffizienten zu berechnen und in thermische Netz-
werke einzubinden, wobei stets darauf geachtet werden muss, dass die Bezugs-
fliche analog zu Gleichung (6.17) berechnet wird.

Ein Beispiel zur Implementierung der Berechnungsvorschrift in einem thermi-
schen Modell wird in Abschnitt 5.3.1 vorgestellt.
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Kapitel 7
Systempriifstand

In diesem Kapitel wird der Priifstand zur Vermessung des Dauermoments der
untersuchten PSM vorgestellt. Dabei wird vor allem auf die Priiflings- und
Lastmaschine sowie den Fluidkreislauf eingegangen. Ebenfalls wird die zur
Ansteuerung der elektrischen Maschinen verwendete Leistungselektronik und
Signalverarbeitung zusammen mit der Messtechnik beschrieben, die zum Erlan-
gen der Messergebnisse in Kapitel 5, 6 und 8 genutzt wurden.

7.1 Gesamtaufbau

Abbildung 7.1 zeigt das Blockschaltbild des Leistungsteils am Priifstand. Der
aktive Gleichrichter, auch Active Front End (AFE) genannt, wandelt die dreipha-
sige Netzspannung des institutsinternen Labornetzes von Unet; = 125V in die
Gleichspannung Upcpam = 400V um. Diese Gleichspannung entspricht der
Zwischenkreisspannung des Antriebsumrichters der Lastmaschine (LAM). Ein
dreiphasiger Tiefsetzsteller (TSS) setzt die Zwischenkreisspannung der LAM
auf Upcpur = 250V herab. Diese Gleichspannung entspricht der Zwischen-
kreisspannung des Antriebsumrichters Upc pur fiir die Priiflingsmaschine, auch
Device Under Test (DUT) genannt. Die Priiflingsmaschine ist liber eine Dreh-
momentmesswelle (vergleiche Abschnitt 7.5) und zwei Balgkupplungen vom
Typ BKH 60 des Herstellers R+W Antriebselemente mit der Lastmaschine
mechanisch gekoppelt. Beide Maschinen sind per Flanschmontage an den Priif-
stand angebunden. Durch einen sogenannten Back-to-Back-Aufbau arbeitet eine
Maschine als Motor und die andere Maschine als Generator, wodurch die En-
ergie im Kreis zirkuliert und das AFE nur die Verluste des Gesamtsystems im
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Abbildung 7.1: Blockschaltbild des Leistungsteils und Kopplung der beiden elektrischen
Maschinen am Priifstand.

Betrieb decken muss. Abbildung 7.2 zeigt den physikalischen Gesamtaufbau des
Priifstands, bestehend aus dem Frequenzumrichter und dem Maschinensatz. Die
einzelnen Komponenten des Aufbaus werden in den nachfolgenden Abschnitten
im Detail beschrieben.

7.2 Priiflingsmaschine

Fiir die Priiflingsmaschine wurde der kommerziell erhiltliche Blechschnitt
KSPM 80/4.70 von Kienle+Spiess verwendet [D7]. Die Maschine mit der Bau-
groBe 80 wird intern als KSPM80 bezeichnet. Das Statorblechpaket hat einen
AuBlendurchmesser von 120 mm und einen Innendurchmesser von 70 mm. Das
Rotorblechpaket besitzt eine sinusformige Oberfliche, wobei die minimale Luft-
spaltweite 0,5 mm betrédgt. Die beiden Blechpakete mit einer Linge von 80 mm
sind aus dem Material M400-50A mit einer Blechdicke von 0,5 mm gefertigt.
Der Stator hat 24 Nuten und die Polpaarzahl ist durch den Rotor mit p = 2 be-
stimmt. In Anhang A.3.1 ist ein Blechschnitt der KSPM80 zu sehen. Der Rotor
besitzt vergrabene Neodym-Eisen-Bor Magnete, wobei liber die aktive Linge je-
weils zwei Magnete mit einer Linge von 40 mm verbaut sind. Die Magnete mit
der Kennung N30UH besitzen eine nominale Remanenzflussdichte von 1,125 T
und eine Koerzitivfeldstirke von 852 kA/m.
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Abbildung 7.2: Physikalischer Gesamtaufbau des Priifstands, bestehend aus dem Fre-
quenzumrichter (a) und dem Maschinensatz (b).

Die Polpaare der Statorwicklung sind parallel verschaltet, wodurch sich die An-
zahl paralleler Pfade zu a = 2 ergibt.

In jeder Nut sind 86 Leiter eingelassen, wobei jeweils zwei Leiter parallel ge-
schaltet sind. Mit einem Blankdrahtdurchmesser von 0,71 mm ist ein elektrischer
Fiillfaktor von 38,04 % realisiert. Der Wickelkopf besitzt dabei einen Kupfer-
anteil von 57 %. Die Lackisolation entspricht der Temperaturklasse H mit dem
Temperaturindex 180. Die genaue Lackbasis des verwendeten Lackdrahts ist
nicht bekannt, jedoch besteht diese fiir die angegebene Temperaturklasse hiufig
aus Polyamidimid [134] und besitzt fiir einen Kupferdurchmesser von 0,71 mm
nach DIN EN 60317-0-1 [D9] eine mittlere Dicke von 32,5 um. Zwischen
dem Statorblechpaket und der Statorwicklung wird zum Isolationsschutz das
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dreischichtige Isolationspapier Trivoltherm NKN 2520 verwendet, das aus einer
Kaptonschicht von 25 um und zwei Schichten Nomex mit jeweils einer Dicke von
87,5 um besteht (vergleiche IEC 60626-2:2005). Zur Verbesserung der mechani-
schen Stabilitit und zur Erhhung der Warmeleitfahigkeit sowie der elektrischen
Isolation wurde der Stator mit einem Epoxidharz im Traufelverfahren vergossen.
Das Zweikomponenten-Epoxid-Traufelharz von Huntsmann besteht aus der Ba-
sis Araldite® CY 246 und dem Hirter Aradur® XB 5911 [D6].

Die Priiflingsmaschine KSPM&0 ist mit einer Wassermantelkiihlung sowie einer
Ol-Spriihkiihlung ausgestattet. Die Wassermantelkiihlung ist spiralformig mit
sechs Windungen und einer rechteckigen Querschnittfliche mit einer Lange der
Seitenkanten von 11 mm beziehungsweise 7 mm aufgebaut.

Die Ol-Spriihkiihlung ist wellenseitig konstruiert, das Ol wird ausgehend von der
Welle in radiale Richtung an die Wickelkopfe geschleudert. Der Innendurchmes-
ser der Stahlwelle zur Olzufuhr auf der B-Seite der Maschine betriigt 14 mm. Der
Austritt des Ols befindet sich auf einem Wellendurchmesser von 24 mm, wobei
jeweils sechs radiale Bohrungen mit einem Durchmesser von 1 mm gleichverteilt
tiber den Umfang auf beiden Seiten des Endraums verwendet werden. Aufgrund
des vergleichbar groen Durchmessers der inneren Bohrung im Vergleich zu den
radialen Bohrungen kann eine gleichmifige Fluidverteilung in beiden Endriu-
men angenommen werden.

Zur Abdichtung der rotierenden Welle zum Gehiuse werden zwei Radialwel-
lendichtringe vom Typ TJA3A0180-T405 der Firma Trelleborg Sealing Solutions
verwendet [D8]. Die Radialwellendichtringe mit einer glasfaserverstirkten PTFE
Dichtlippe sind fiir einen Druck bis zu 1 bar bei einer Umfangsgeschwindigkeit
von 20 m/s ausgelegt. Die Rotorwelle wird durch zwei einreihige Rillenkugel-
lager des Typs 6004-2Z C3 von SKF gelagert [D10], wobei das A-Lager als
Festlager und das B-Lager als Loslager realisiert ist. Die Lager sind bis zu
einer Grenzdrehzahl von 19000 1/min ausgelegt. Das Loslager ist mit einer
Flachdraht-Wellenfeder des Typs YSSB-0165 von Smalley mit einer Federkraft
von ca. 115N vorgespannt.

Die dreiphasige Priiflingsmaschine wird bei einer Zwischenkreisspannung von
250V und einem maximalen effektiven Phasenstrom von 35 A betrieben. Die
maximale Drehzahl der Maschine betrdgt 6000 1/min. Abbildung 7.3 zeigt den
Stator sowie den Rotor mit den radialen Bohrungen der Ol-Spriihkiihlung der
Priiflingsmaschine.
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Abbildung 7.3: Physikalischer Aufbau der Priiflingsmaschine mit der Statorwicklung und
eingeklebten Typ K Thermoelementen in (a) und Rotorwelle mit Einlass
der Ol-Spriihkiihlung sowie radialen Bohrungen als Auslass in (b).

7.2.1 Fluidkreislauf

Der Fluidkreislauf teilt sich in die beiden voneinander getrennten Kreisldufe der
Wassermantelkiihlung und der Ol-Spriihkiihlung auf. Abbildung 7.4 zeigt beide
Fluidkreisldufe, bestehend aus dem Wasserkreislauf in blau und dem Olkreis-
lauf in rot. Beide Fluidkreisldufe besitzen ein Temperiergerit des Herstellers
Regloplas, wobei fiir den Wasserkreislauf der Typ 905, das fiir Wasser bis Tem-
peraturen von 90 °C ausgelegt ist, verwendet wird. Fiir den Olkreislauf wird
der Typ 150S, das bis zu Oltemperaturen von 150 °C ausgelegt ist, genutzt.
Beide Temperiergerite bestehen aus einem Plattenwérmetauscher, einem Tank,
einer Heizspirale mit einer maximalen Leistung von 9 kW, einer Zahnradpumpe
und einem Volumenstromsensor. Zusitzlich wird die Ein- und Austrittstem-
peratur des Fluids mittels eines Platinwiderstandsthermometers gemessen. Der
Plattenwirmetauscher ist an einen Primérkreislauf mit Wasser (20 °C Normtem-
peratur) angeschlossen, der die generierte Wirme abfiihrt. Die Zahnradpumpe
der Temperiergerite ist fiir einen maximalen Druck von 5,4 bar und einer Null-
fordermenge von 70 1/min ausgelegt, wobei die Volumenstromregelung iiber eine
Frequenzregelung der Zahnradpumpe durchgefiihrt wird. Die Ansteuerung der
Geriite zur Vorgabe der Temperatur und des Volumenstroms wird iiber eine Con-
troller Area Network (CAN)-Schnittstelle realisiert.
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Abbildung 7.4: Fluidkreislauf der Priiflingsmaschine. Rot stellt dabei den Olkreislauf dar
und blau den Wasserkreislauf.

Ausgangsseitig befindet sich an beiden Geriéten ein Bypass mit einem Nadel-
ventil zwischen Vor- und Riicklauf. Dadurch kann der Volumenstrom hin zur
Maschine weiter reduziert werden, wenngleich die Pumpe bereits mit der mi-
nimalen Frequenz betrieben wird. Die Vorldufe der beiden Fluidkreisldufe sind
nahezu identisch aufgebaut und bestehen aus einem Volumenstromsensor, wobei
fiir den Wasserkreislauf der Turbinen-Durchflussmesser FCH-C-MS des Her-
stellers B.I.O-TECH und fiir den Olkreislauf der Ovalradzihler VZO-12-ALU
ebenfalls von B.I.O-TECH eingesetzt wird. Nach den beiden Volumenstromsen-
soren kommt jeweils ein Schmutzfinger mit einer Maschenweite von 600 um
zum Einsatz, um die Kiihlkanile der Maschine nicht zu verstopfen. Nach dem
Schmutzfinger wird die Einlasstemperatur und der Einlassdruck des jeweiligen
Fluidkreislaufs gemessen. Zur Temperaturmessung wird ein Typ K Thermo-
element (siehe Abschnitt 7.2.3) und zur Druckmessung ein Relativdrucksensor
der Reihe 3100 des Herstellers Gems verwendet. Der Riicklauf des Wasser-
kreislaufs besitzt ebenfalls den zuvor genannten Relativdrucksensor sowie eine
Temperaturmessung, wodurch Auslassdruck und Auslasstemperatur des Wassers
bestimmt werden konnen. Fiir den Riicklauf des Ols ist aufgrund des offe-
nen Fluidkreislaufs eine zuséatzliche Riickforderpumpe notwendig, die das in
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einem Tank gesammelte Ol zuriick in das Temperiergerit pumpt. Zur Minimie-
rung des Gaseintrags im Ol sind nach der Riickférderpumpe zwei Luftblasenab-
scheider vom Typ Spirotop und Spirovent des Herstellers Spirotech installiert.

7.2.2 Materialeigenschaften

Die Materialeigenschaften der jeweiligen Komponenten werden grofitenteils
von den Datenblittern entnommen und direkt in die thermischen Modelle als
Materialdaten gegeben. Fiir das verwendete Traufelharz wurden die Materialei-
genschaften gemif3 Abschnitt 2.3.1 temperaturabhéngig bestimmt. Dabei war bei
den Materialproben der Herstellungsprozess (Mischverhiltnis und Aushértezeit)
identisch zu dem Prozess des Vergusses der Maschinen, um einen moglichen
Einfluss des Herstellungsprozesses zu minimieren. Da die genaue Zusammen-
setzung des Isolationslacks der Kupferdrahtwicklungen nicht bekannt ist, werden
zur Modellierung die Materialeigenschaften von Polyamidimid, das die Basis des
Lacks bildet, angenommen. Tabelle 7.1 und 7.2 zeigen eine Ubersicht der ver-
wendeten Materialparameter. Bei dem Statorblech wird eine Differenzierung in
axiale und radiale Richtung der Wérmeleitfahigkeit vorgenommen, da in axiale
Richtung der Backlack des Pakets beriicksichtigt werden muss. Die Dichte und
die spezifische Wirmekapazitit sind davon nahezu unbeeinflusst.

Tabelle 7.1: Materialeigenschaften der Festkorper der Priiflingsmaschine

Komponente Dichte spezifische Wirmeleit-
in Wirmekapazitit — fahigkeit
kg/m3 in J/(kgK) in W/(mK)

Statorblech 7650 449 23 (radial)
8 (axial)

Kupfer 8920 368 385
Isolationslack 1400 330 0,26
Tréaufelharz (100 °C) 1121 1731 0,25
Isolationspapier 1100 330 0,14
Aluminium (AW 6062) 2700 888 165
Stahl (Cr42Mo4) 7720 470 42
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Tabelle 7.2: Materialeigenschaften der verwendeten Kiihlmedien der Priiflingsmaschine

Komponente Dichte spezifische Wirmeleit-  kinematische
in Wirmekapazitit fahigkeit Viskositit
kg/m? inJ/(kgK) in W/(mK) in mm?/s
Dexron 838 2160 0,135 2547 @40°C
ATF VI 5,55 @100°C
Wasser 990 4180 0,654 0,658 @40°C
(gefiltert) 0,413 @70°C

7.2.3 Temperatursensoren

Ziel der Platzierung der Temperatursensoren ist es, eine moglichst gute Auf-
losung des Temperaturfelds in der Maschine zu erhalten, wobei der Fokus
auf dem Wickelkopf und auf der Nut liegt. Dazu sind im Wickelkopf auf der
B-Seite jeweils zwei Sensoren an um je 60° in Umfangsrichtung versetzten
Positionen platziert, wobei ein Sensor in der Mitte des Wickelkopfs und ein
Sensor auf halber Strecke von Nutaustritt zur Wickelkopfmitte platziert ist. Auf
der A-Seite sind die Sensoren um je 120° versetzt, wodurch man in Summe
18 Temperatursensoren im Wickelkopf erhilt. In der Nut sind je fiinf Senso-
ren platziert, wobei auf der B-Seite zwei um 180° versetzte Nuten bestiickt
sind und auf der A-Seite eine Nut. Die Eindringtiefe der Sensoren in die ak-
tive Linge betrdgt ca. 5 mm. Entsprechend erhilt man 15 Sensoren in der Nut.
Auf der Stirnseite des Statorblechpakets sind je drei Sensoren gleichverteilt in
radiale Richtung ausgehend vom Luftspalt hin zum Joch platziert. Auf der B-
Seite sind zwei um 180° versetzte Positionen gewihlt und auf der A-Seite wird
eine Position verwendet. Entsprechend befinden sich neun Sensoren auf den
Stirnseiten des Statorblechpakets. Zur Uberwachung der Lagertemperatur sind
auf der A- und B-Seite je zwei Sensoren am Lagerschild mit einem Abstand
von 0,5 mm zum AufBenring des Rillenkugellagers platziert. In Summe sind in
der Priiflingsmaschine demnach 48 Temperatursensoren verbaut. Abbildung 7.5
zeigt eine grafische Darstellung der Platzierung der Temperatursensoren auf dem
Statorblech und an den Wicklungen. Alle Temperatursensoren sind mit einem
Zweikomponenten-Epoxid des Typs Loctite 9497 des Herstellers Henkel Adhe-
sives verklebt. Mit einer angegebenen Wirmeleitfihigkeit von 1,4 W/(m K) kann
eine gute thermische Anbindung der Sensoren erzielt werden, wodurch die Re-
aktionszeit der Thermoelemente minimiert wird.
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(a) Wickelkopf (b) Aktivteil

Abbildung 7.5: Schliftbilder der verwendeten Maschine zur grafischen Darstellung der
Positionierung der Thermoelemente auf der B-Seite fiir den Wickelkopf
in (a) und den Aktivteil in (b). Griin dargestellt sind die Thermoelemente
auf der Wicklung und in blau die auf dem Blechpaket.

7.3 Lastmaschine

Als Lastmaschine wird ebenfalls eine PSM vom Typ KSPM80 eingesetzt. Die
elektromagnetische Auslegung der Maschine ist identisch zu der Priiflingsma-
schine in Abschnitt 7.2. Die Lastmaschine wird durch eine reine Wasserman-
telkiihlung gekiihlt. Der maximale effektive Phasenstrom betrdgt 35 A bei einer
Zwischenkreisspannung von 400 V. An der Lastmaschine ist ein optischer Inkre-
mentalgeber vom Typ ROC 1013 des Herstellers Heidenhain montiert, der zur
Winkel- und Drehzahlmessung verwendet wird [D11].

7.4 Leistungselektronik

Zu der Leistungselektronik im Umrichterschrank gehdren neben den beiden
Antriebsumrichtern, das AFE und der TSS. Alle vier Umrichter mit einer Dreh-
strombriickenschaltung basieren auf der kombi-Einplatinenstromrichter (EPSR)
Plattform, die am Elektrotechnischen Institut (ETI) entwickelt wurde. Dabei
konnen sowohl Silizium-Insulated Gate Bipolar Transistors (IGBTs) als auch
Siliziumkarbid-Metal Oxide Semiconductor Field Effect Transistors (MOS-
FETs) als Halbleiterbauelemente genutzt werden.
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7.4.1 Antriebsumrichter

Beide Antriebsumrichter fiir Priiflings- und Lastmaschine sind mit dem Dreh-
strombriickenmodul FS75RI12KT4B15 des Herstellers Infineon, das auf der
Silizium-IGBT Technologie basiert, bestiickt [D12]. Die Taktfrequenz der iiber
Kiihlrippen luftgekiihlten Module betrdgt 10 kHz. Die Berechnung der Aussteu-
ergrade fiir jede Halbbriicke wird mit einer Super-Sinus-Modulation auf einem
System on Chip (SoC)-System durchgefiihrt, das in Abschnitt 7.5 néher erldu-
tert wird. Die Aussteuergrade werden an eine zu jedem Umrichter gehorende
Steuerplatine iiber Lichtwellenleiter gesendet, auf der die zur Ansteuerung der
elektrischen Maschinen benotigten Gate-Signale generiert werden. Die einzel-
nen Ausgangsphasen des EPSRs sind iiber die Leistungsschiitze LEV200A5ANA
vom Hersteller Tyco Electronics mit den Klemmen der Maschinen verbunden.

7.4.2 Aktiver Gleichrichter und Tiefsetzsteller

Der aktive Gleichrichter (AFE) und der Tiefsetzsteller (TSS) sind mit Drehstrom-
briickenschaltungen auf Basis von Siliziumkarbid-MOSFETs bestiickt. Dafiir
wird das Modul CCS050M12CM?2 des Herstellers Wolfspeed bei einer Taktfre-
quenz von 50kHz genutzt [D13]. Durch die im Vergleich zu den Antriebsum-
richtern erhohte Taktfrequenz kann die Netzdrossel des AFEs beziehungsweise
die Ausgangsdrosseln des TSSs deutlich kleiner dimensioniert werden. Fiir die
Netzdrossel wird aufgrund der geringen Grundschwingung des Netzes von 50 Hz
eine Drossel mit Eisenkern und einer Induktivitit von 1 mH verwendet. Da bei
den Drosseln des TSSs die Taktfrequenz von 50 kHz dominiert, werden in diesem
Fall Kerne aus Eisenpulver eingesetzt, um die Eisenverluste zu reduzieren. Die
resultierende Induktivitit betrdgt 0,3 mH pro Phase. Die Regelung der Ausgangs-
spannung der beiden Umrichter wird vollstindig auf dem Field Programmable
Gate Array (FPGA) der zugehdrigen Steuerplatine durchgefiihrt.

7.5 Signalverarbeitung und Messtechnik

Eine Ubersicht des Signalflussplans, bestehend aus dem SoC-System und den
Erweiterungskarten, zeigt Abbildung 7.6. In der dargestellten Signalverarbeitung
wird wihrend des Messbetriebs ein GroBteil auf dem am Elektrotechnisches In-
stitut (ETI) entwickelten SoC-System durchgefiihrt [135, 136]. Als Chip wird
der Zyng z-7030 aus der Zyng-7000er Reihe des Herstellers Xilinx verwendet
[D14]. Dieser verfiigt iiber einen ARM-Cortex A9 Prozessor mit zwei Ker-
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Abbildung 7.6: Signalflussplan der verwendeten Signalverarbeitung und Messtechnik,
bestehend aus dem SoC-System und den Erweiterungskarten.

nen und einen Kintex-7 FPGA. Auf dem ersten Kern des Prozessors ist ein
FreeRTOS Betriebssystem implementiert und stellt die Kommunikation zu dem
Priifstandsrechner her. Auf dem zweiten Kern des Prozessors ist die Regelung
des Priifstands basierend auf der C-Codegenerierung von MarLas® Simulink
implementiert. Die Kommunikation zwischen diesem Regelungskern und dem
FPGA wird iiber einen AXI-Stream hergestellt. Der FPGA des SoC-Systems
wird fiir die Anbindung der AD-Wandler, die Vorverarbeitung der Messwerte, die
Generierung der Interrupts fiir die Regelung und die Ansteuerung der Antriebs-
umrichter verwendet. Zudem konnen iiber die Buskommunikation des FPGAs
weitere Erfassungskarten eingebunden werden, wie beispielsweise zum Auswer-
ten des Drehgebers. Ein weiterer Teil der Signalverarbeitung wird direkt auf den
Steuerplatinen, die mit einem MAX10-FPGA vom Hersteller Intel [D15] bestiickt
sind, ausgefiihrt. Der FPGA auf den Steuerplatinen wird vor allem fiir Sicher-
heitsabschaltungen, Generierung der Gate-Signale und Kommunikation mit dem
SoC-System eingesetzt. Bei dem AFE und dem TSS wird jedoch die komplette
Spannungsregelung auf dem FPGA durchgefiihrt und das SoC-System dient nur
zur Vorgabe der jeweiligen Sollspannungen.
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Strommessung

Zur Strommessung der drei Ausgangsphasen des EPSRs wird der Stromsensor
CKSR 50-NP von LEM fiir jede Phase verwendet [D16]. Dieser ist fiir einen
effektiven Nennstrom von 50 A ausgelegt und verfiigt {iber eine Bandbreite von
200 kHz. Die Gesamtgenauigkeit des Stromsensors bezogen auf den Nennstrom
betrigt 0,9 %. Als Analog Digital Converter (ADC) wird bei der Strommessung
der LTC2325-16 von Analog Devices mit einer Auflosung von 16 Bit auf dem
SoC genutzt [D17].

Spannungsmessung

Die Spannungsmessung der Ausgangsklemmen sowie der Zwischenkreisspan-
nungen erfolgt liber einen Spannungsteiler und wird galvanisch getrennt mittels
eines Optokopplers ausgelesen. Durch den ADC ADX8528SPM von Texas In-
struments wird dieses Signal mit einer Auflésung von 12 Bit auf dem EPSR
quantisiert [D18].

Drehmomentmessung

Zur Drehmomentmessung wird die Drehmomentmesswelle DRVL-1I-50 mit in-
tegriertem Messverstirker des Herstellers ETH Messtechnik verwendet [D19].
Die Messwelle basiert auf der Dehnungsmessstreifen-Technik und besitzt eine
kalibrierte Messgenauigkeit von 0,02 % bezogen auf das Nennmoment von
50 N m. Der Messverstérker liefert sowohl einen Spannungsausgang von =10V
als auch einen Frequenzausgang von 10kHz + 5kHz bei einer Grenzfrequenz
von 200 Hz, wobei in dem vorgestellten Versuchsaufbau der analoge Spannungs-
ausgang genutzt wird. Die maximale mechanische Drehzahl des Sensors ist mit
19000 1/min angegeben.

Drehzahlmessung

Zur Drehzahlmessung wird der optische Inkrementalgeber ROC 1013 des Her-
stellers Heidenhain verwendet. Der eigengelagerte Geber besitzt eine Auflosung
von 13 Bit pro Umdrehung bei einer Grenzfrequenz von 190 kHz. Zur Einbin-
dung in das SoC-System wird das Winkelsignal {iber die Schnittstelle EnDat 2.2
ausgelesen.
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Temperaturmessung

Die fiir die Temperaturmessung eingesetzten Typ K Thermoelemente sind an
der Messstelle verschweilit, wobei glasfaserisolierte Adern mit einem Durch-
messer von 0,315 mm genutzt werden. Die verwendeten Thermoelemente vom
Typ K weisen eine NiCr-Ni Materialpaarung der Adern auf (DIN EN 60584-1
[D3], Klasse 2: Genauigkeit +2,5K). Zur Verstirkung der Thermoelement-
spannung nach Abschnitt 2.3.2 wird der Thermoelementverstiarker AD8495 von
Analog Devices mit integrierter Kaltstellenkompensation genutzt, wodurch eine
Grenzabweichung von 1K erzielt wird. Die Ausgangsspannung des Verstirkers
wird mittels Lichtwellenleiter iiber einen MAXI10-FPGA an das SoC-System
iibertragen. Die Temperatur aller verwendeten Thermoelemente war bei Raum-
temperatur innerhalb eines Toleranzbands von 1,5 K.

Rotortemperaturmessung

Die Rotortemperaturmessung wurde mit dem Messsystem TMS-EM vom Her-
steller Kistler durchgefiihrt. Das System wird dabei mit einem Abstand von 1 mm
zum Rotor an der Maschine befestigt und misst die Temperatur basierend auf der
Wirmestrahlung mit einer Abweichung von +1 K.

Durch eine Abtastrate von 1,3 MS/s kann zudem die Temperatur der Magnete
und der Klebeschicht zwischen Blechpaket und Magnete ermittelt werden.
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Potentialanalyse

Im Auslegungsprozess einer elektrischen Maschine ist die Dauer- und Spit-
zenleistungskennlinie eine charakteristische Grofle, die je nach Anwendung
angepasst werden muss. Fiir Motoren mit hoher Leistungsdichte ist es notwendig,
ein innovatives Kiihlsystem auszulegen, um die Dauerleistung zu maximieren.
Im Folgenden wird die Steigerung des Dauermoments durch die Ol-
Spriihkiihlung anhand der vorgestellten Maschine in Abschnitt 7.2 analysiert.
Zusitzlich werden die gemessenen Dauermomente mit den berechneten Dauer-
momenten des analytischen Modells verglichen, wobei die Parametrisierung des
analytischen Modells ausschlielich auf Material- und Geometriedaten basiert.
Dazu wird fiir eine Drehzahlvariation von 500 1/min bis 6000 1/min in 500 1/min
Schritten das mechanische Moment M ,..;, an der Welle der Maschine inkre-
mentell erhoht, bis die maximale Temperatur ¥max erreicht wird. Die maximale
Temperatur wird als maximal gemessene Temperatur der Thermoelemente nach
Abschnitt 7.2.3 definiert, wobei als Stationaritétsbedingung eine maximale Ab-
weichung von 0,7 K in einem Zeitintervall von 60 s definiert wird. Das sich
stationdr einstellende mechanische Moment wird mit einer kalibrierten Dreh-
momentmesswelle nach Abschnitt 7.5 vermessen. Die analytisch erzielten Dau-
ermomente werden mithilfe von simulierten Flusskennfeldern der Maschine
berechnet.

Bei den Abbildungen im folgenden Kapitel entsprechen die Markierungen den
Messwerten und die gestrichelten Linien den analytisch berechneten Werten.
Bei der Messung der Magnettemperatur nach Abschnitt 7.5 und der Lagertempe-
ratur wurden die Maximaltemperaturen nicht erreicht, weshalb sich im folgenden
Abschnitt lediglich auf die maximale Wicklungstemperatur beschriankt wird.
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Abbildung 8.1: Gemessenes (x) und simuliertes Dauermoment (---) der Priiflingsma-
schine mit Wassermantelkiihlung iiber den Drehzahlbereich fiir einen
Volumenstrom Viyasser vOn 6 1/min, einer Einlasstemperatur des Kiihlme-
diums Ywasser von 60 °C und variierender maximaler Wicklungstempe-
ratur Ymax.

8.1 Wassermantelkiihlung

Als Referenz der Ol-Spriihkiihlung wird eine Wassermantelkiihlung genutzt. Da-
bei werden verschiedene Parametervariationen durchgefiihrt, um das analytische
Modell ohne Ol-Spriihkiihlung zu validieren. Somit wird ein Modellfehler nicht
auf eine fehlerhafte Modellierung der Ol-Spriihkiihlung projiziert.

Zunichst wird eine Variation der maximalen Temperatur ¥y,x, die die Dau-
erleistung begrenzt, durchgefiihrt. Abbildung 8.1 zeigt die gemessenen und
analytisch berechneten Dauermomente iiber den Drehzahlbereich der Maschine
fiir einen Volumenstrom Viygeser von 61/min und einer Einlasstemperatur des
Fluids Ywasser von 60 °C. Es ist zu sehen, dass das Dauermoment nahezu li-
near steigt, bei einer Erhohung der maximal zuldssigen Wicklungstemperatur.
Das gemessene Drehmoment steigt im Grunddrehzahlbereich von 10,9 N m fiir
eine maximale Wicklungstemperatur ¥ax von 100 °C auf 14,2 N m bei 140 °C,
was einer Steigerung von 30 % entspricht. Dies ist direkt auf die erhohte Tem-
peraturdifferenz von der heilesten Stelle in der Wicklung zum Kiihlmedium
zuriickzufiihren, die sich von 40 K auf 80 K erhoht.

Das Modell kann die gemessenen Dauermomente mit einer maximalen Abwei-
chung von 0,57 N m vorausberechnen, wobei der maximale Fehler bei niedrigen
Drehzahlen auftritt und fiir hohe Drehzahlen nahezu vernachléssigbar ist.
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Abbildung 8.2: Gemessenes (x) und simuliertes Dauermoment (---) der Priiflingsma-
schine mit Wassermantelkiihlung iiber den Drehzahlbereich fiir einen
Volumenstrom Viyasser von 6 I/min, einer maximalen Wicklungstempe-
ratur Ymax von 120 °C und einer variierenden Einlasstemperatur des
Kiihimediums Ywagser-

Dies folgt aus den verbesserten konvektiven Wirmeitibergidngen bei zunehmender
Rotationsgeschwindigkeit der Welle, die im Modell nur mit begrenzter Genau-
igkeit bestimmt werden konnen. Fiir alle Datenpunkte ergibt sich ein mittlerer
absoluter Fehler (MAE) zwischen Simulation und Messung von 0,28 N m, was
einem MAPE von 2,57 % entspricht.

Als weiteren Parameter, der sich im Betrieb der Maschine dndern kann, wird die
Einlasstemperatur ¥yyasser des Kithlmediums Wasser betrachtet. Abbildung 8.2
stellt die gemessenen und simulierten Dauermomente iiber den Drehzahlbereich
der Maschine fiir einen Volumenstrom Viy,ser von 61/min und einer maximal
zuldssigen Wicklungstemperatur 9max von 120 °C dar. Je niedriger die Einlass-
temperatur desto groBer ist die Temperaturdifferenz ausgehend vom Kiihlmantel
zur maximalen Wicklungstemperatur und entsprechend kann eine grofere Wir-
memenge abgefiihrt werden, was zu einem hoheren maximalen Dauerstrom und
damit auch gesteigertem Dauermoment fiihrt. In diesem Fall bewirkt eine Reduk-
tion von 70 °C auf 50 °C der Einlasstemperatur des Wassers eine Steigerung um
17 % des Dauermoments im Grunddrehzahlbereich von 11,6 Nm auf 13,6 N m.
Der MAPE aller Datenpunkt liegt zwischen Messung und Simulation bei 2,35 %
bei einer maximalen Abweichung von 0,55 N m.

Zuletzt wird der Einfluss des Volumenstroms des Kiihlmediums Viygeer Un-
tersucht. Dieser wird ausgehend von 41/min bis auf 8 I/min erhoht bei einer
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Abbildung 8.3: Gemessenes (x) und simuliertes Dauermoment (---) der Priiflingsma-
schine mit Wassermantelkiihlung iiber den Drehzahlbereich fiir eine
Einlasstemperatur des Kiihlmediums von 9w sser 60 °C, einer maximalen
Wicklungstemperatur 9max von 120 °C und einen variierenden Volumen-
strom Viwagser-

Eintrittstemperatur Yywasser von 60°C und einer maximal zuldssigen Wick-
lungstemperatur Imax von 120 °C. Abbildung 8.3 stellt die gemessenen und
simulierten Dauermomente der Priiflingsmaschine fiir diese Versuchsreihe dar.
Dabei ist direkt zu erkennen, dass der Volumenstrom des Kiihlmediums einen
vernachldssigbaren Einfluss auf die Dauerleistung der Maschine hat. Eine Er-
hohung des Volumenstroms resultiert nach Abschnitt 3.3 in einem verbesserten
konvektiven Warmeiibergang zwischen Kiihlmantel und Statorgehiuse, wodurch
sich der thermische Widerstand reduziert. Betrachtet man den gesamten ther-
mischen Pfad ausgehend vom Kiihimedium zur Wicklungsposition maximaler
Temperatur, so ist der Einfluss des thermischen Widerstands am Kiihlmantel
vernachldssigbar klein. Demzufolge ist kein Einfluss auf das Dauermoment zu
sehen, da dieses von der maximalen Wicklungstemperatur abhingig ist. Die si-
mulierten Momente weisen in dieser Versuchsreihe einen MAPE von 2,31 % auf,
bei einer maximalen Abweichung von 0,61 N m.

Ausgehend von den drei untersuchten Versuchsreihen kann das thermische
Modell das Dauermoment der Maschine auf Basis der Material- und Geometrie-
parameter ausreichend genau abbilden und wird daher als valide angenommen.
Demzufolge kann im niichsten Schritt die Modellierung der Ol-Spriihkiihlung an
der Priiflingsmaschine untersucht werden, da eine Abweichung aufgrund anderer
moglicher Modellierungsfehler ausgeschlossen werden kann.
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8.2 Ol-Spriihnebelkiihlung

Zur Validierung des gesamten thermischen Modells mit wellenseitiger Ol-
Spriihkiihlung wird im Folgenden das Dauermoment fiir verschiedene Betriebs-
parameter des Ols vermessen. Die Wassermantelkiihlung bleibt zusitzlich aktiv,
die Parameter werden jedoch nicht variiert und der Kiihlmantel wird bei allen
Messungen mit einer Einlasstemperatur Yyyagser von 60 °C und einem Volumen-
strom Viyagser von 6 1/min durchstromt. Die maximale zulissige Wicklungstem-
peratur Ypmax wird zu 120 °C gewihlt und nicht weiter variiert.

Je nach Volumenstrom des Ols VO] und Einlasstemperatur des Ols Y51 kann
es zu Betriebspunkten kommen, bei denen die baugleiche wassergekiihlte Last-
maschine das Drehmoment aufgrund ihrer thermischen Begrenzung des Kup-
ferlackdrahts nicht dauerhaft aufbringen kann. In diesen Fillen werden die
Ansteuerstrome der Priiflingsmaschine entlang der Drehmomenthyperbeln ver-
schoben, wobei die Stromamplitude durch eine Verringerung des d-Stroms
erhoht wird. Die Priiflingsmaschine wird somit nicht im verlustoptimalen Ar-
beitspunkt betrieben. Mit der im stationidren Zustand gemessenen Amplitude
des Phasenstroms wird das Drehmoment iiber eine Lookup-Tabelle berechnet.
Das Drehmoment wurde zuvor in Abhéngigkeit der d- und g-Strome bei den
jeweiligen Oltemperaturen vermessen. Dieses Vorgehen war moglich, da die
Lastmaschine bei der Vermessung des Drehmoments nicht in den thermischen
Beharrungszustand kommt.

Die bei diesem Vorgehen sich dndernden Eisenverluste aufgrund der Abwei-
chung zu den verlustoptimalen Ansteuerstromen in der elektrischen Maschine
wurden mittels FEM-Berechnungen in den jeweiligen Arbeitspunkten vergli-
chen. Dabei konnte gezeigt werden, dass die Anderung der Eisenverluste in den
gemessenen Arbeitspunkten gegeniiber den Arbeitspunkten mit verlustoptima-
len Ansteuerstromen < 1 % der Gesamtverluste betrigt, womit der Einfluss auf
das Dauermoment aufgrund des verhéltnisméBig kurzen thermischen Pfads zum
Kiihlmedium vernachléssigbar ist. Die Giiltigkeit der Messergebnisse wird somit
nicht beeintrichtigt.

Die Dauerleistungskurve bei einer reinen Wassermantelkiihlung mit den ange-
gebenen Parametern wird als Referenz zu der Ol-Spriihkiihlung mitgefiihrt.

8.2.1 Einfluss der Ol-Einlasstemperatur

Als Erstes wird der Einfluss der Oltemperatur ¢y, untersucht und von 70 °C bis
90 °C erhoht bei einem Volumenstrom V()l von 3 I/min. Die analysierten Oltem-
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peraturen entsprechen dabei gingigen Einsatztemperaturen eines Getriebedls.
Abbildung 8.4 zeigt die berechneten und gemessenen Dauermomente iiber den
Drehzahlbereich der Priiflingsmaschine fiir die genannten Betriebspunkte.

Das Dauermoment steigt bei einer Drehzahl n von 2000 1/min ausgehend von
16,4 N m bei einer Oltemperatur von 90 °C auf 18,7 N m bei einer Oltemperatur
7901 von 70°C an, was einem Anstieg von 14 % entspricht. Im Grunddreh-
zahlbereich der Maschine ist ein leicht sinkendes gemessenes Dauermoment
zu erkennen, was auf die steigenden Eisenverluste und Luftreibungsverluste
zuriickzufiihren ist.

Im Feldschwichbereich gleichen sich die Dauermomente bei den verschiedenen
Oltemperaturen an und verlaufen nahe der Grenzkennlinie der Maschine. Je ni-
her die Dauermomente an der Grenzkennlinie liegen, desto mehr Kupferverluste
je inkrementellem Momentenschritt fallen in der Maschine an, was zu einer
Annidherung der Dauermomente fiihrt.

Die berechneten Dauermomente weisen bei allen Datenpunkten eine maximale
Abweichung von 1,41 Nm und einen MAPE von 3,7 % auf. Die im Vergleich
zur Modellierung der Wassermantelkiihlung erhdhte Abweichung lédsst sich
durch zwei wesentliche Punkte begriinden. Zum einen konnen die aus der
Berechnungsvorschrift genommenen Wéirmeiibergangskoeffizienten zu grof3
angenommen worden sein und zum anderen fiihrt eine inhomogene Benetzung
zu einer Erhohung der maximalen Wicklungstemperatur, die das Dauermoment
der Maschine beeinflusst. Im analytischen Modell wird die Ol-Spriihkiihlung
als homogene Kiihlung angenommen, bei der alle Wicklungsoberflachen gleich-
mifBig gekiihlt werden. Im realen Fall werden gewisse Positionen, vor allem
die, die nicht direkt vom Prallstrahl getroffen werden, schlechter gekiihlt als
andere und es kommt zu einer Formation von lokalen Temperaturerhdhungen,
die das Dauermoment reduzieren. In der Simulation werden keine erhohten
Verluste durch eine Sumpfbildung beriicksichtigt und somit wird auch der
Oleintritt in den Luftspalt nicht modelliert. Daraus lésst sich schlieBen, dass
in den vorliegenden Betriebspunkten kein signifikanter Oleintrag im Luftspalt
vorliegt, der zu einer drastischen Reduktion des Dauermoments fiihren wiirde.
Im Vergleich zur Wassermantelkiihlung, die als Referenz dient, wird bei einer
Oltemperatur ¢y von 70 °C eine Steigerung des Dauermoments von 41,5 %
bei 500 1/min erzielt. Die sich einstellende Amplitude des Phasenstroms im
stationdren Betrieb konnte dabei von 24 A auf 36,6 A erhoht werden, was einer
Erhohung der Kupferverluste um ca. 130 % entspricht. Diese zusitzlichen
Verluste werden durch die Ol-Spriihkiihlung abgefiihrt. Die maximal erreichte
Stromdichte betrigt 23,1 A/mm?.
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Abbildung 8.4: Gemessenes (x) und simuliertes Dauermoment (---) der Priiflingsma-
schine mit Ol-Spriihkiihlung iiber den Drehzahlbereich fiir einen Volu-
menstrom Vi, von 3 1/min und einer variierenden Oltemperatur Vo1-

Um die aus der Korrelation genutzten Wirmeiibergangskoeffizienten bewerten
zu konnen, kann man die in der Messung vorliegenden mittleren Warme-
iibergangskoeffizienten der untersuchten Maschine abschitzen. Nimmt man die
abgefiihrte Verlustleistung der Referenzkiihlung Py wagsser und die abgefiihrte
Verlustleistung der Ol-Spriihkiihlung Py 1> so kann, unter Vernachldssigung
sich @ndernder Verlustwiarmestrome an die Umgebung, angenommen werden,
dass die Verlustleistungsdifferenz der beiden Kiihlkonzepte rein durch das Ol
abgefiihrt wird. Analog zu Abschnitt 6.3.1 kann mit der gemessenen Olein-
lasstemperatur ¢; und der gemessenen mittleren Wickelkopftemperatur WK
sowie der wirmeiibertragenden Fliche Awg der Wirmeiibergangskoeffizient
nach Gleichung (8.1) berechnet werden:

P v,01 ~ P V,Wasser

hwg = (8.1

Awk - (Ywk ~Vg5y)
Die wirmeiibertragende Flidche wird analog zum Modell der mittleren Wir-
meiibergangskoeffizienten nach Gleichung (6.17) berechnet. Abbildung 8.5
stellt den messtechnisch ermittelten und den aus dem Modell berechneten
Wirmeiibergangskoeffizienten Awyk fiir eine Variation der Einlasstemperatur
U bei einem Volumenstrom Vi, von 31/min dar. Dabei ist kein syste-
matischer Trend der gemessenen Wiarmeiibergangskoeffizienten zu erkennen,
weder in Abhingigkeit der Drehzahl noch in der Temperatur. Die aus der
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Abbildung 8.5: Messtechnisch ermittelter (x) und aus dem Modell nach Abschnitt 6.3
berechneter (---) Wirmeiibergangskoeffizient der Priiflingsmaschine mit
Ol-Spriihkiihlung iiber den Drehzahlbereich fiir einen Volumenstrom VO[
von 3 1/min und einer variierenden Oltemperatur ;.

Korrelation berechneten Wirmeiibergangskoeffizienten weisen gegeniiber den
messtechnisch ermittelten Warmeiibergangskoeffizienten eine mittlere Abwei-
chung von 30,2 W/(m2 K) und einen MAPE von 7,2% auf. Die berechne-
ten Koeflizienten libersteigen dabei im Mittel die messtechnisch ermittelten
Koeffizienten, wobei zusitzlich beachtet werden muss, dass der messtechnisch
ermittelte Wert tiberschitzt wird. Die Berechnungsvorschrift nach Gleichung
(8.1) nimmt an, dass die zusitzliche Verlustleistung alleine durch das Ol ab-
transportiert wird und sich das Temperaturfeld innerhalb der Maschine nicht
verdindert. Mit der zusétzlichen Ol-Spriihkiihlung wird der Wickelkopf besser
gekiihlt, wodurch das Temperaturniveau in der Nut bei gleichbleibender maxima-
ler Wicklungstemperatur ansteigt. Da die Geometrie und damit die thermischen
Widerstiande ausgehend von der Nut hin zum Kiihlmantel sich unter Vernachlés-
sigung der temperaturabhingigen Materialparameter nicht andern, folgt aus einer
hoheren Temperaturdifferenz zwischen Nut und Kiihlmantel ein gesteigerter
Wirmestrom, der durch den Kiihlmantel abtransportiert wird. Dieser gesteigerte
Wirmestrom wird jedoch dem Ol in der Bilanzierung zugerechnet, was zu einer
Uberschitzung des Wirmeiibergangskoeffizienten fiihrt.

Dieser Effekt wird durch eine niedrigere Oltemperatur gesteigert, da das Tem-
peraturniveau der Nut gesteigert wird. Aus diesem Grund lédsst sich in Abbil-
dung 8.5 kein systematisches Verhalten des Wirmeiibergangskoeffizienten nach
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der Oltemperatur feststellen, wobei dies modellbedingt in den Koeffizienten der
Berechnungsvorschrift zu sehen ist.

Zum einen sind die Schwankungen auf die Messunsicherheit der Thermoele-
mente zuriickzufiihren und zum anderen resultieren die stochastischen Prozesse
der Ol-Spriihkiihlung zu einer sich indernden Benetzung der Wicklungen.
Effekte einer Drehzahlabhiingigkeit der Ol-Spriihkiihlung sind in den Schwan-
kungen nicht zu erkennen, obgleich solch ein Effekt vorliegen kann.

8.2.2 Einfluss des Volumenstroms

Der zweite Parameter, den man beim Betrieb der Ol-Spriihkiihlung variieren
kann, ist der Einlassvolumenstrom VC')I' Abbildung 8.6 zeigt das gemessene
Dauermoment bei einer Oltemperatur Yy von 80 °C und einem variierenden
Einlassvolumenstrom des Ols von 2,5 1/min bis 3,5 1/min.

Die Verldufe von einem Volumenstrom von 2,51/min und 31/min sind ver-
gleichbar, wohingegen das Dauermoment bei 3,51/min ab 3500 1/min einen
signifikanten Anstieg des Moments aufweist. Die abgefiihrte Wéarme durch
das Ol steigt ab dieser Drehzahl deutlich an und verursacht somit auch eine
deutliche Steigerung der Dauerleistung. Dies fiihrt dazu, dass der Wickelkopf
in diesem Fall nicht mehr die thermisch kritische Komponente ist und die
maximale Wicklungstemperatur in der Nut vorliegt.

Die im Vergleich zur Wassermantelkiihlung erzielte Steigerung des Dauermo-
ments ist bei einer Drehzahl n von 500 1/min maximal und betriagt 47,6 %. Die
maximal erreichte Stromdichte betrigt fiir diese Messreihe 30 A/mm?.

Im Vergleich zu den analytischen Berechnungen des Modells ergibt sich der
MAPE zwischen gemessenem und simuliertem Drehmoment zu 4,4 %, bei einer
maximalen Abweichung von 1,54 N m im Grunddrehzahlbereich. Die analytisch
zu hoch berechneten Dauermomente lassen sich auf dieselben Griinde wie in
den vorherigen Betriebspunkten zuriickfiihren.

Zur besseren Beurteilung des Effekts bei einem Einlassvolumenstrom V(")l von
3,5 /min zeigt Abbildung 8.7 den Warmelibergangskoeflizienten hwy fiir eine
Oltemperatur ¢y von 80 °C und einem variierenden Volumenstrom des Ols V(')l-
Die Ursache des Anstiegs beginnend bei einer Drehzahl n von 3500 1/min kann
nicht genau quantifiziert werden. Eine mogliche Ursache kann die steigende kine-
tische Energie des Strahls sein. Zuvor unbenetzte Bereiche werden durch das Ol
getroffen, wodurch die maximale Temperatur des Wickelkopfs sinkt. Dies fiihrt
zu einer homogeneren Kiihlung des Wickelkopfs und hat insbesondere Einfluss
auf das Dauermoment, falls die Position maximaler Temperatur zuvor unbenetzt
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Abbildung 8.6: Gemessenes (x) und simuliertes Dauermoment (---) der Priiflingsma-
schine mit Ol-Spriihkiihlung iiber den Drehzahlbereich fiir eine Oltem-
peratur ¥y, von 80 °C und einen variierenden Volumenstrom Vg,

war. Des Weiteren kann aufgrund der steigenden Reynolds-Zahl ein Prozess der
Zerstdubung einsetzen, wodurch die Oberfliche der Tropfen um ein Vielfaches
vergroBert wird und der Wirmeiibergangskoeffizient signifikant ansteigt. Der
Wirmetibergangskoeffizient hwy steigert sich in diesem Fall um ca. 100 %.

Die berechneten Wirmeiibergangskoeffizienten aus dem Modell nach Ab-
schnitt 6.3.4 weichen in einem Mittel um 76,3 W/(m? K) ab und weisen einen
MAPE von 17,7 % auf. Der Anstieg bei hohen Drehzahlen und einem Volumen-
strom V()l von 3,5 1/min kann dabei nicht vom Modell beriicksichtigt werden,
wodurch zum einen die hohen Abweichungen der Koeffizienten entstehen und
zum anderen das berechnete Dauermoment in Abbildung 8.6 fiir hohe Drehzah-
len von dem gemessenen Dauermoment abweicht.

Basierend auf den gezeigten Messdaten lédsst sich sagen, dass das thermische
Modell der Ol-Spriihkiihlung als valide angenommen werden kann. Besonders
hervorzuheben ist, dass die genutzte Berechnungsvorschrift der Wirmeiiber-
gangskoeffizienten mit einer Maschine anderer Baugrof3e aufgestellt wurde, was
den Transfer auf andere Maschinen noch einmal unterstreicht.

Demnach kann das Modell im Auslegungsprozess von elektrischen Maschinen
mit einer Ol-Spriihkiihlung genutzt werden, um die Dauerleistung und das ther-
mische Verhalten der Maschine zu bestimmen.

134



Kapitel 8 Potentialanalyse

1000 : : r
X
2 800 | : x. % % .
(o]
@ 600 |- .
2 . X e mn e ecpen e nipn e gnnnns R S U SRR
g 400f::::l:::%::::g::::g::::"::::x::: ..... "::::S.C.:::X::: X
v - S S - SV g%
g 200f |
’x2,5 Vmin ¥ 3 Vmin X 3,5 Vmin ‘
0 i T T T 1 I
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000

Drehzahl » in 1/min

Abbildung 8.7: Messtechnisch ermittelter (x) und aus dem Modell nach Abschnitt 6.3
berechneter (---) Wirmeiibergangskoeffizient der Priiflingsmaschine mit
Ol-Spriihkiihlung iiber den Drehzahlbereich fiir eine Oltemperatur Vo1
von 80 °C und einen variierenden Volumenstrom VOI'
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Kapitel 9

Zusammenfassung

Im folgenden Kapitel werden die wichtigsten Erkenntnisse der Arbeit zusam-
mengefasst. Basierend auf den erzielten Ergebnissen werden Ideen zur Weiter-
entwicklung der Ol-Spriihkiihlung vorgestellt.

9.1 Ergebnisse der Arbeit

Konventionelle Kiihlmethoden stoflen aufgrund der immer weiter steigenden
Leistungsdichte von Elektromotoren an ihre Grenzen, weshalb die Entwicklung
innovativer Kiihlkonzepte notwendig ist. Die Ol-Spriihkiihlung stellt durch die
direkte Benetzung der Wicklungsenden eine Moglichkeit zur Steigerung der
Leistungsdichte dar, wobei die Vorausberechnung des Temperaturverhaltens im
Auslegungsprozess aufgrund von fehlenden Berechnungsvorschriften bisher na-
hezu unméglich war.

In der vorliegenden Arbeit wird ein thermisches Modell fiir PSMs mit wellen-
seitiger Ol-Spriihkiihlung und Runddrahtwicklung vorgestellt. Der Fokus liegt
auf der Statorwicklung mit der Ol-Spriihkiihlung und einer drehzahlabhiingigen
Modellierung der Kugellager.

Die Kugellager werden mit einem drehzahlabhidngigen Modell beschrieben, um
das thermische Verhalten der Lager im kompletten Betriebsbereich der Maschine
zu bestimmen. Dies ist notwendig, um bereits im Auslegungsprozess der Ma-
schine die Temperaturgrenzen der Lager einhalten zu kdnnen.

Die Statorwicklung wird mit einem dreidimensionalen Modell beschrieben, in
dem verschiedene Ebenen quer zur Leiterrichtung platziert werden. In diesen
Ebenen wird die Wicklung in radialer Richtung ausgerichteten Schichten unter-
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teilt. Durch die Verbindung der jeweiligen Schichten in axiale Richtung ist es
moglich, das dreidimensionale Temperaturfeld der Wicklung vorherzusagen.
Das Modell der Kugellager sowie das Modell der Statorwicklung wurde mess-
technisch validiert.

Zur Beschreibung der Spriihkiihlung werden zunidchst in einer generischen
elektrischen Maschine lokale Wirmeiibergangsmessungen durchgefiihrt, um die
lokalen Effekte der Kiihlung zu identifizieren. Ein binires Modellfluid aus wiss-
rigem Glyzerin wird genutzt, um einen breiten Bereich an Stoffdaten abzudecken
und die Ergebnisse auf eine Vielzahl von verschiedenen Kiihlmedien zu iibertra-
gen. Dabei zeigt sich im vorgestellten Aufbau, dass sich im Boden der Maschine
ein Sumpf ausbildet, der den Wérmeiibergang maf3geblich verschlechtert. Dieser
Effekt bildet sich bei steigender Drehzahl und steigendem Volumenstrom stérker
aus. Dadurch muss ein guter Fluidabfluss beziehungsweise eine aktive Fluidab-
saugung im Auslegungsprozess beriicksichtigt werden. Ohne eine Sumpfbildung
kann der Warmeiibergang iiber den Umfang als konstant angenommen werden.
Basierend auf den Erkenntnissen der lokalen Warmeiibergangsmessungen wer-
den zudem die mittleren Warmeiibergangskoeflizienten auf Basis einer Enthal-
piebilanz eines Getriebedls gemessen, um die gesamte abgefiihrte Wérme des
Wickelkopfs zu ermitteln. Ein Grof3teil der Warme wird nicht durch den direk-
ten Fliissigkeitsaufprall abgefiihrt, sondern durch die Filmstromung iiber den
Wickelkopf, wodurch keine direkte Abhéngigkeit der Drehzahl auf den Wir-
meiibergang vorliegt. Aus einer Vielzahl unterschiedlicher Parameter wird eine
dimensionslose Berechnungsvorschrift entwickelt, die auf unterschiedliche Ma-
schinen angewandt werden kann, um die Wérmeiibergangskoeffizienten an den
Wicklungsenden zu berechnen.

Zur Validierung des thermischen Modells wurde eine PSM mit wellenseiti-
ger Ol-Spriihkiihlung und einer maximalen mechanischen Ausgangsleistung
von 7 kW aufgebaut. Die zuvor aufgestellte Berechnungsvorschrift wird auf die
neu aufgebaute Maschine angewandt, um die mittleren Wirmeiibergangskoef-
fizienten der Ol-Spriihkiihlung in das Modell einzubinden. Das Dauermoment
kann mit einer maximalen Abweichung von 0,77 Nm vorausberechnet wer-
den. Dies entspricht einem MAPE von 4,4 % fiir die gegebene Messreihe.
Aufgrund des stochastischen Prozesses der Fluidverteilung und der damit ein-
hergehenden Ungenauigkeit der Modellierung kann das Modell als ausreichend
genau angenommen werden und im Auslegungsprozess fiir PSMs mit wel-
lenseitiger Ol-Spriihkiihlung eingesetzt werden. Bezogen auf eine baugleiche
Referenzmaschine mit einer Wassermantelkiihlung kann das Dauermoment mit
der zusitzlichen Ol-Spriihkiihlung um bis zu 47,6 %, bei einer maximal erreich-
ten Stromdichte von 30 A/mmz, gesteigert werden.
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9.2 Moglichkeiten der Weiterentwicklung

Die vorliegende thermische Modellierung der Statorwicklung und der Kugella-
ger kann auf verschiedene Maschinentypen, wie beispielsweise auf eine fremd-
erregte Synchronmaschine, erweitert werden. In Bezug auf die Ol-Spriihkiihlung
gibt es eine Vielzahl an Moglichkeiten der Weiterentwicklung.

Basierend auf dem Messkonzept fiir lokale Wérmeiibergiinge konnen lokale
Effekte durch eine feinere Diskretisierung, eine Nachbildung der Wicklungs-
struktur und einer groBen Anzahl von Messungen an verschiedenen Positionen
besser aufgeldst werden. Insbesondere der Wiarmeiibergang durch eine Filmstro-
mung kann besser aufgeldst werden, um einen direkten Transfer zu den mittleren
Wirmeiibergingen zu ermdglichen.

Die Berechnungsvorschrift der mittleren Wirmeiibergangsmessungen kann
durch die genaue Kenntnis der lokalen Effekte und durch eine Validierung an
verschiedenen Baugrofien sowie Konfigurationen der radialen Bohrungen in der
Welle verbessert werden. Ebenfalls gilt es den Einfluss der Rotation genauer zu
betrachten, indem ein breiter Bereich des Verhiltnisses von Radial- zu Tangen-
tialkomponente der Fluidgeschwindigkeit des Prallstrahls untersucht wird.

Mit den genannten Moglichkeiten der Weiterentwicklung kann der Anwendungs-
bereich der entwickelten Berechnungsvorschrift ausgeweitet werden.

Einsatz von Diisen

Neben der Benetzung ausgehend von der Welle ist der Einsatz von Diisen zur
Kiihlung méglich, wobei das Kiithlmedium aktiv zerstdubt wird und somit den
Wirmeiibergangskoeffizienten signifikant steigert. Die Verwendung von Diisen
ist in der Literatur bereits bekannt, jedoch existieren nur wenige dimensionslose
Modelle, wodurch der Transfer auf andere Baugréen oder andere Diisen sowie
Diisenkonfigurationen nur begrenzt méglich ist.

Wicklungstopologie

In der vorliegenden Arbeit wurde gezeigt, dass der Fluidabfluss einen ent-
scheidenden Einfluss auf den konvektiven Wirmetiibergang hat. Durch eine von
Runddrahtwicklungen abweichende Wicklungstopologie, wie zum Beispiel ei-
ner Hairpin-Wicklung, kann sich der Fluidabfluss und entsprechend auch der
konvektive Wirmeiibergang dndern. Ebenfalls kann ein variierender Kupfer-
drahtdurchmesser den konvektiven Wirmeiibergang durch die gednderte Wick-
lungsoberfliche beeinflussen.
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Demnach gilt es zu iiberpriifen, ob die entwickelten Berechnungsvorschriften fiir
eine abgewandelte Wicklung anwendbar sind oder adaptiert werden miissen.

Anwendung im Fahrzeug

Zuletzt gibt es die Moglichkeit, die elektrische Maschine mit Ol-Spriihkiihlung
im System des Fahrzeugs zu validieren. Durch zusitzliche Vibrationen,
Beschleunigungs- und Bremsvorginge sowie die im Fahrprofil existierenden
Steigungen, die zu einer Verkippung des Motors und einer gednderten Wirkung
der Gravitationskraft auf das Kiihlmedium fiihren, kann die Fluidverteilung und
die Sumpfbildung beeinflusst werden. Diesen Einfluss gilt es zu analysieren, um
den Effekt auf den konvektiven Warmeiibergang und auf die Dauer- sowie Spit-
zenleistung der Maschine beurteilen zu kdnnen.
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A.1 T-Ersatzschaltbild

Zunichst wird ein Wiirfel mit der Kantenlidnge 2d nach Abbildung A.1 betrach-
tet mit der Warmeleitfahigkeit A und einer konstanten Verlustleistungsdichte. Der
Wiirfel sei auf zwei Seiten gekiihlt, sodass angenommen wird, dass die Verlust-
leistung Q je iiber eine dieser Flichen abtransportiert wird. Bei eindimensionaler
Anderung der Temperatur in x-Richtung, kann die partielle Differentialgleichung
nach Poisson herangezogen werden

9%
A —5 =—4¢, A.l
o2 q (A.1)
wobei g = % gilt. Mit den Anfangsbedingungen 9(x = 0) = ¢; und
Y(x =d) = d(x = —d) = ¥, ergibt sich
D g d
A ﬁ(x)——q; +E-(192—191)-x+q7~x+)\-191 (A2)
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A19

P x

Abbildung A.1: Dreidimensionaler Wiirfel mit der Kantenlinge 2d zur Herleitung des
negativen Vorwiderstands des T-Ersatzschaltbilds.

Die mittlere Temperatur ¥y, folgt aus der Integration ausgehend vom Mittelpunkt
bis hin zu einer Seitenkante in x-Richtung:

d
>\~z9m:$/>\~z9(x)dx (A.3)
0
[ i A 7-d i i
q 2 q-
e . _ L - . 1
p 2/ dx+<2 (92 —9) + 5 )/xdx—&-)\ 19]/ dx
L 0 0 0
(A.4)
1 [gd XN(9p-0)-d §-d°
% + 5 +o A d (A.5)

142



Kapitel A Anhang

Entsprechend ergibt sich fiir die mittlere Temperatur:

V-9  ¢-d* §-d?

Um =11 + 2 +4.>\ 6 (A.6)
e N——
AY AV,

Wird das Ersatzschaltbild nach Abbildung 3.1 genutzt, so liegt nur die Hélfte des
Wirmestroms iiber dem Widerstand % an, wodurch sich die Temperaturdiftfe-
renz A¢| und der Widerstand Ry, folgendermafen formulieren ldsst:

Ry, ( 7 - d?
_Rn O, 0 d (A7)

2 2 0

GleichermaBen gilt fiir A, wobei der komplette Wiarmestrom iiber den Vorwi-
derstand Ryp peg flieBt

AV,

7-d*> R
1° __“a (A8)

AY, =R -Q0—>R =1 = _ ,
2 th,neg 0 th,neg 6-0 6

womit gegeben ist, dass das Modell mit einem Vorwiderstand im
T-Ersatzschaltbild von R peg = —% parametrisiert werden muss.
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A.2 Konvektive Warmeiibergadnge in
elektrischen Maschinen

Neben den bereits behandelten konvektive Warmeiibergiingen im Kiihlmantel
und zwischen Stator und Rotor gibt es noch weitere Konvektionsphinomene in
einer elektrischen Maschine, die im Vergleich zu den vorher genannten eine un-
tergeordnete Rolle spielen, jedoch fiir eine detaillierte thermische Modellierung
relevant sind.

In diesem Abschnitt werden die Berechnungsvorschriften vorgestellt, die auf die
in dieser Arbeit untersuchte Maschine angewandt werden konnen. Fiir andere
Baugroien oder Maschinentypen konnen andere Berechnungsvorschriften ge-
eigneter sein. Eine Ubersicht geben Gronwald et al. [87] in ihrer Arbeit.

A.2.1 Kiihimantel

In diesem Abschnitt wird die Berechnung der mittleren Nusselt-Zahl in Ergén-
zung zu Abschnitt 3.3 vorgestellt. Die Stromung wird dazu in drei Teilbereiche
untergliedert: die laminare Stromung, die turbulente Stromung und der Uber-
gang zwischen laminarer und turbulenter Stromung. Fiir eine Reynolds-Zahl
Regess < 2300 liegt eine laminare Stromung vor, wodurch sich die mittlere
Nusselt-Zahl Nup, q folgendermalen beschreiben lésst:

5 5 5 1B
Nitmg = [Num’q’l 414 (Numga-1)° + Num,qﬁ} , (A.9)

wobei mit der Kiihlkanalléinge Igx fiir die einzelnen Terme folgendes gilt:

Nt g1 = 4,364 (A.10)
dh 1/3
Nt g2 = 1,302 - <ReGHS . Pr- l> (A.11)
KK
dh 1/2
Nt g3 = 0,462 - Pr'/3 . (ReGHS : lKK) (A.12)
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Fiir eine Reynolds-Zahl Reg.,s > 10000 liegt eine vollstindig ausgebildete
turbulente Stromung vor, wodurch sich die mittlere Nusselt-Zahl mit Gleichung
Num’T = .

(A.13) ausdriicken lasst:
dh 2/3
1 — A.13
14+12,7- /&R (Pr23 -1) + (lKK> (A.13)

mit & = (1.8 - log;q (Regess) — 1.5) 72 (A.14)

(6/8) -ReG<_>S - Pr

Im Ubergangsbereich zwischen laminarer und voll ausgebildeter turbulenter
Stromung fiir eine Reynolds-Zahl 2300 < Reg.,s < 10000 gilt fiir die mittlere
Nusselt-Zahl:

Num = (1 =) - Num 2300 + 7 - Nup, 1104 (A.15)
mit
Regos —2300
= — d 0 1 A.16
104-2300 "¢ TS (A.16)
(—0’0308) 104 Pr g\ 23

Num,T,104 = 1T+ <lh> (A.l7)

1+12,7- % - (P23 —1) KK

5 31173
Num 12300 = {49’371 + (Num,0,2,2300 = 0,7)° + (Nutm 9,3,2300) } ,

(A.18)
wobei
d\ 3
Num,0,2,2300 = 1,615 - (2300 - Pr- l> (A.19)
9 1/6 dy \ 2
Num 93,2300 = (1+22Pr> . (2300 - Pr- lKK) (A.20)

Mithilfe der mittleren Nusselt-Zahl Nuy, des vorliegenden Turbulenzverhaltens,
lasst sich zuletzt der Warmeiibergangskoeffizient hg..5 zwischen Gehiuse und
Statorblechpaket beschreiben durch

Num - A
hGess = rjl—hF (A21)
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A.2.2 Rotorkiihlung

Durch die Rotation der Welle dndert sich das Turbulenzverhalten des Kiihlme-
diums und dadurch auch der Wirmeiibergang. Eine durchstromte Hohlwelle
entspricht dabei der vorliegenden Kiihlung bezogen auf die Stromungsverhilt-
nisse am besten. Gai et al. [137] unterteilen dabei die Reynolds-Zahl in einen
Anteil durch die axiale Fluidstromung Reg, , ,, und einen rotatorischen Anteil
Re) ,w ror- Die Berechnungsvorschrift der Nusselt-Zahl Nug, vy ergibt sich zu

Nugioow =4~ Regmw,ax Pt c Regk—)W,rot PO (A.22)
mit A = 7,438 - 1073, B = 0,09683, C = 9.183 - 10 und D = 1,358.
Der Wirmeiibergangskoeffizient hg, v berechnet sich entsprechend der
Wirmeleitfahigkeit des verwendeten Fluids Ag und dem Innendurchmesser der
Welle dyeiie,in Zu

Nug)w - AF

(A.23)
dWelle,in

heow =

A.2.3 Wickelkopf

Der Wirmeiibergangskoeffizient am Wickelkopf hidngt mafgeblich von der
Luftzirkulation im Endraum der Maschine ab [138, 139]. Ohne axiale Durch-
stromung ldsst sich die Luftgeschwindigkeit vy, in der Ndhe der Wicklung
folgendermallen approximieren:

VLuft = Wrot * Frot (A.24)

Demnach basieren in der Literatur die meisten bekannten Modelle des Wirme-
tibergangskoeflizienten vom Wickelkopf zum Endraum hwg g auf folgender
allgemeinen Form:

hwkok =A+B vl (A.25)

Basierend auf einer PSM mit verteilter Wicklung liefert die Korrelation von Ky-
lander und Lindstrém [101, 140] mit A = 15, B = 6,75%% und C = 0,65 die
am besten passende Berechnungsvorschrift.
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A.2.4 Stirnseite Statorblech

Ein weiterer konvektiver Wirmeiibergang findet von den Stirnseiten des Stator-
blechs hin zum Endraum des Motors statt. In der Literatur existieren zu der
Berechnung dieses Wirmelibergangskoeffizienten hg,,g nur wenige Modelle.
Ein geeignetes Modell liefern Cuiping et al. [141] basierend auf einer dreidimen-
sionalen FEM, das ebenfalls auf der allgemeinen Form nach Gleichung (A.25)
basiert. Die Koeffizienten ergeben sich in diesem Fall zu A = 15,5, B = 6,5 und
C=0,7.

A.2.5 Stirnseite Rotorblech

Fiir den Fall rotierender Stirnflichen des Rotors haben Howey et al. [142] eine
umfassende Berechnungsvorschrift fiir die Nusselt-Zahl Nug.,g aufgestellt, ba-
sierend auf der folgenden allgemeinen Form:

Nugesg = A -ReB (A.26)

Die Reynolds-Zahl Rer ., berechnet sich in diesem Fall zu
Wrot * 17 2t
ReR(—)E = — (A27)
VL uft

Aus den Ergebnissen der Untersuchungen ergeben sich fiir die Koeffizienten A
und B folgende Abhingigkeiten:

0,33-0,36 R 10°
- “ROE < : (A.28)
0,0151 Rerosg < 2,810
0,5 R 10°
B_ CROE < 5 (A.29)
0,8 ReRHE < 2,8 -10

Der resultierende Wirmeiibergangskoeffizient zwischen Rotorblechpaket und
Endraum AR, g ergibt sich zu

NURGE * ALuft
T'rot

hroE = (A.30)
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A.2.6 Innenseite Lagerschild

An der Innenseite der beiden Lagerschilde kommt es ebenfalls durch die Rotation
des Rotors zu einer Luftverwirbelung, die den Warmeiibergang beeinflusst. Bou-
tarfa et al. [143] beschreiben in ihrer Arbeit den konvektiven Wirmeiibergang fiir
verschiedene Distanzen zwischen dem Lagerschild und dem Rotor. Dabei ergibt
sich fiir eine laminare Stromung und einem grofen Spaltmal der dimensionslose
Wirmelibergang Nuy ., zu

1,85
Nupop = =— - G0 . Rel’2 ¢, (A31)

wobei das Spaltmall G aus dem Abstand zwischen Rotor und Lagerschild dj g
und dem Rotorradius rro folgt:

_dir
Trot

G (A.32)

Es muss jedoch beachtet werden, dass bei einem sehr groffen Spaltmal die
Luftgeschwindigkeit an dem Lagerschild nach [143] ungeféhr 0,4 - vy ¢ aus Glei-
chung (A.24) entspricht.

Der resultierende Wirmeiibergangskoeffizient /iy .,g berechnet sich analog zu
Gleichung (A.30).

A.2.7 Frei rotierende Welle

Im Fall einer rotierenden Welle im freien Raum, wie sie beispielsweise zwi-
schen den Lagern und dem Rotorblechpaket vorliegt, ldsst sich die Nusselt-Zahl
Nuw g in Abhéngigkeit der Reynolds-Zahl Rew ., g nach [81] und [104] in zwei
Fille unterscheiden:

2
(0,752 40,387 [Ra - f3(Pr)]1/6> Rewosg < 0,93 - /GriPr

Nuw g =
0,1 Red3 ¢ Rew g > 0,93 - /Gr/Pr
(A.33)

Dabei ergibt sich die Reynolds-Zahl aus der Umfangsgeschwindigkeit der Welle
aus Gleichung (A.34). Entsprechend reprisentiert der erste Fall eine stehende
Welle beziehungsweise sehr geringe Stromungsgeschwindigkeiten der Luft, die
keinen messbaren Einfluss auf den konvektiven Wirmeiibergang haben. Der
zweite Fall beschreibt ein Turbulenzverhalten, bei dem die Rotation der Welle
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den Wirmeiibergang mafigeblich beeinflusst.
Die Rayleigh-Zahl Ra kann mithilfe der Grashof-Zahl Gr mit der charakteristi-
schen Linge L und der Prandtl-Zahl Pr berechnet werden:

d d
Rewosp = w; - —velle | “Welle (A.34)
2 VL uft
-16/9
0,559 9/16
— _ &b 3
Ra = Gr-Pr==>5—" (19We11e —ﬁumg) -L° - Pr (A.36)
VL uft
71'
L= 9 - dwelle (A.37)

Der Warmeiibergangskoeffizient zwischen der Welle und dem Endraum Aw..g
ergibt sich entsprechend zu

Nuw E * ALuft

2 (A.38)

hwoE =

A.2.8 Freie Konvektion am Gehause

In der vorliegenden Maschine ldsst sich die Maschine aufgrund der glatten
Oberflache als Zylinder approximieren, wodurch in diesem Fall bei natiirlicher
Konvektion an die Umgebung ebenfalls die Gleichungen aus Abschnitt A.2.7
verwendet werden kdnnen, um den Wirmeiibergangskoeffizienten hy..g zu
berechnen.

Fiir den Fall von Kiihlfinnen an der Auflenseite des Stators sind in [144] Berech-
nungsvorschriften fiir verschiedene Arten von Kiihlrippen zu finden. Ebenfalls
werden aktiv umstromte Statoren betrachtet.
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A.3 Blechquerschnitte

A.3.1 Querschnitt KSPM80

Abbildung A.2 zeigt einen Schnitt des Blechpakets der Priiflingsmaschine
KSPMS80 von Kienle + Spiess mit dem AuBlendurchmesser 120 mm, dem Innen-
durchmesser 70 mm, der Lange 80 mm, der Nutenzahl 24 und der Polpaarzahl 2.

Blechdicke: 0,5mm

4 x 180°

Mafe und Varianten

KSPM 80/4.70

Y Do b, [N] A Tb,
( ) SB_120.13.X00 120 +0,07 70 <0037 | 24 | 895 |484
Klenle SpIeSS 2] wie_Abbildung |

|

; ; 01

Kienle + Spiess GmbH RB 069.01Y.00 dg P [ M/P ]  Magnet BxH
Bahnhofstrafie 23 d; 69 0,05 4 | 2 | 188:01x 25-01
D-74343 Sachsenheim / Germany 02] 25 40,033 2xK8x29 T
Tel +49 (7147) 29 0 | | ]
Fax: +49 (7147) 29 1488
E-mail: com These ion drawings are meant for information only. PDF or DXF data will be provided upon request.
Web: www.kienle-spiess.com Dies ist eine unverbindliche Schnittzeichnung. PDF oder DXF Daten erhalten Sie auf Anfrage.

©2003-2015 Kienle + Spiess GmbH

Abbildung A.2: Schnitt der Priiflingsmaschine KSPM80 [D7].
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A.3.2 Querschnitt SKS1136

Abbildung A.3 zeigt einen Schnitt des Blechpakets SKS//36 von
Kienle + Spiess mit dem AuBendurchmesser 180 mm, dem Innendurch-
messer 110 mm, der Linge 120 mm, der Nutenzahl 36 und der Polpaarzahl 3.

SKS 1136 { - Mafle und Varianten

D, [NT A Tb
7~ S5 00300 | 0 008 o 00 |36 | e |18
® 01] wie_Abbildung [

Klenle SpIeSS RB_110.04. 100 dg [NT A b,
Kienle + Spiess GmbH L "o [ec] 555 Tt
Bahnhofstraiie 23 o1] 30 40033 M 0z] 40 +0,039 To3] 35 40035 M
D-74343 Sachsenheim / Germany
Tel +49 (7147) 290 Blechdicke 58 und RB | 05
Fax +49 (7147) 20 1488 Schdehe oo Wb I
E-mail:  info@kienle-spiess.com These lamination drawings are meant for information only. PDF or DXF data will be provided upon request.
Web: www Kienle-spiess.com Dies i

ist eine unverbindliche Schnittzeichnung. PDF oder DXF Daten erhalten Sie auf Anfrage.
©2003.2015 Kienle + Spiss GmoH

Abbildung A.3: Schnitt SKS7136 der generischen Elektromaschine [D7].
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