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Die Leistungsfahigkeit von Werkzeugmaschinen wird primar durch die verbauten
Spindeln determiniert. Die Spindeln werden meist als Hochgeschwindigkeits-
Motorspindeln ausgefiihrt. Die hohen Drehzahlen fihren zu hohen thermischen
und kinematischen Belastungen. Die infolgedessen entstehende thermische
Verlagerung ist hauptursachlich fir die unerwiinschte Bewegung des Werkzeugs
relativ zum Werkstick (Tool-Center-Point-Verlagerung).

Kernelement der vorliegenden Arbeit ist ein neuartiger hybrider Ansatz, der das
ursachenspezifische Reduzieren der Tool-Center-Point-Verlagerung erméglicht.
Die Radialverlagerung entsteht infolge der thermischen Asymmetrie des flissig
gekuhlten Gehauses der Motorspindel. Da die Asymmetrie nur durch die
Fluidfihrungen zu Stande kommt, kann diese konstruktiv vermieden werden.
Dahingehend wird ein neuer Ansatz eingefiihrt, der das Quantifizieren thermischer
Asymmetrie und damit erstmalig deren gezielte Vermeidung ermdglicht. Die
Axialverlagerung entsteht durch eine Uberlagerung von Warmedehnung und
kinematischer Verlagerung. In der vorliegenden Arbeit werden datenbasierte
Ersatzmodelle konzipiert (Kinstliche Neuronale Netze, Entscheidungsbaum,
Random Forest), die eine steuerungsseitige Kompensation der Axialverlagerung,
ausschlieRlich auf Basis spindelinterner Daten, ermdglichen.

Die Ansatze kénnen nur auf Basis praziser simulativer Betrachtungen validiert
werden. Das Simulationsmodell muss die gesamten thermomechanischen
Zusammenhange abbilden. Als numerische Grundlage wurde eine Kopplung
aus Finite Elemente Methode und Computational Fluid Dynamics verwendet. Die
Modellentwicklung war besonders herausfordernd, da keine Referenzmodelle
vorliegen, die eine Motorspindel in einem derart hohen Drehzahlbereich
(40.000 min™") betrachten. Dahingehend mussten die Randbedingungen
erweitert werden, um z. B. die Effekte von Taylor-Wirbeln im Spindelinnenraum
zu berlcksichtigen.

Verglichen mit den Messungen der Motorspindel zeigte das Simulationsmodell
eine mittlere Temperaturabweichung von 1,09 °C. Durch den Ansatz zur
Quantifizierung thermoasymmetrischerTemperaturfelderwurde eine Optimierung
der Spindelgehdusestruktur bzw. Fluidfihrung vorgenommen. Damit konnte
die Radialverlagerung um 86,1 % reduziert werden. Mit den Methoden der
kinstlichen Intelligenz wurden datenbasierte Ersatzmodelle trainiert. Mit Blick
auf die Testdaten der Ersatzmodelle konnte die Axialverlagerung um 89,8 %
reduziert werden.
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Kurzfassung

Kurzfassung

Der Werkzeugmaschinenbau ist der starkste Sektor des deutschen Maschinenbaus. Die Leis-
tungsfahigkeit der Werkzeugmaschinen wird primar durch die verbauten Spindeln determi-
niert. Die Spindeln werden dazu mehrheitlich als Motorspindeln ausgefiihrt, bei denen der
Elektromotor direkt in der Baugruppe verbaut ist, um hochste Drehmomente und Drehzahlen
zu ermoglichen. Die hohen Drehzahlen fiihren zu hohen thermischen und kinematischen Be-
lastungen. Die infolgedessen entstehende thermische Verlagerung ist hauptursachlich fiir die
unerwiinschte Bewegung des Werkzeugs relativ zum Werkstiick. In jiingeren Arbeiten wird
diese auch als Tool-Center-Point-Verlagerung bezeichnet. Die Verlagerung bildet sich direkt
auf dem Werkstiick ab bzw. reduziert die erreichbare Arbeitsgenauigkeit der Werkzeugma-
schine.

Kernelement der vorliegenden Arbeit ist dahingehend ein neuartiger hybrider Ansatz, der
das ursachenspezifische Reduzieren der Tool-Center-Point-Verlagerung vorsieht. Die Radial-
verlagerung entsteht infolge der thermischen Asymmetrie des fliissig gekiihlten Gehauses der
Motorspindel. Nur im Stillstand iibertragt sich die Asymmetrie auch auf die Welle. Da die
Asymmetrie nur durch die Fluidfiihrungen zu Stande kommt, kann diese konstruktiv vermie-
den werden. Dahingehend wird in der vorliegenden Arbeit ein neuer mathematischer Ansatz
eingefiihrt, der das Quantifizieren thermischer Asymmetrie und damit erstmalig deren geziel-
te Vermeidung ermdoglicht. Die Axialverlagerung entsteht durch eine Uberlagerung von Wir-
medehnung und kinematischer Verlagerung der Walzlager. Beide Effekte konnen durch eine
entsprechende Datengrundlage (Temperatursensoren, Drehzahl) hinreichend genau repro-
duziert werden. In der vorliegenden Arbeit werden datenbasierte Ersatzmodelle konzipiert
(kiinstliche Neuronale Netze, Entscheidungsbaum, Random Forest), die eine steuerungssei-
tige Kompensation der Verlagerung, ausschliellich auf Basis spindelinterner Daten, ermogli-
chen.

Die Ansitze konnen nur auf Basis praziser simulativer Betrachtungen ausformuliert, verstan-
den und validiert werden. Das Simulationsmodell muss die gesamten thermomechanischen
Zusammenhinge abbilden. Als numerische Grundlage wurde eine Kopplung aus der Finite
Elemente Methode (Thermik) bzw. der Computational Fluid Dynamics (Fluiddynamik bzw.
Kiihlsystem) verwendet. Die Modellentwicklung war besonders herausfordernd, da keine
Referenzmodelle vorliegen, die eine Motorspindel in einem derart hohen Drehzahlbereich
(40.000 min—') betrachten. Dahingehend mussten die Randbedingungen grundlegend iiber-
arbeitet und erweitert werden, um z. B. die Effekte von Taylor-Wirbeln im Spindelinnenraum
zu berticksichtigen.

Verglichen mit den Messungen der Motorspindel zeigte das Simulationsmodell eine mittlere
Temperaturabweichung von 1,09 °C. Mit dem Ansatz zur Quantifizierung thermoasymmetri-
scher Temperaturfelder wurde eine Optimierung der Spindelgehdusestruktur bzw. Fluidfiih-
rung vorgenommen. Damit konnte die Radialverlagerung um 86,1 % reduziert werden. Mit
den Methoden der kiinstlichen Intelligenz wurden datenbasierte Ersatzmodelle trainiert. Ent-
scheidungsbaum und Random Forest fiihrten zu praziseren Ergebnissen als kiinstliche Neu-
ronale Netze. Bei der Betrachtung der Trainingsdaten konnte die Axialverlagerung um 99,8 %
reduziert werden. Wurden hingegen die Testdaten betrachtet, die den Ersatzmodellen nicht
bekannt waren, konnte die Axialverlagerung um 89,8 % reduziert werden.







Abstract

Abstract

Machine tool manufacturing is the mechanical engineering sector with the highest turnover
in Germany. The performance of machine tools is primarily determined by the spindles used.
The majority of spindles are designed as motorized spindles in which the electric motor is
installed directly in the assembly to enable maximum torques and speeds. The high speeds
lead to high thermal and kinematic loads. The resulting thermal displacement is the main
cause of the undesirable movement of the tool relative to the workpiece. In more recent
work, this is also referred to as tool-center-point-displacement. The displacement is directly
reflected on the workpiece and reduces the achievable working accuracy of the machine tool.

The core element of this work is a novel hybrid approach that provides a cause-specific re-
duction of the tool-center-point-displacement. The radial displacement is caused by the ther-
mal asymmetry of the liquid-cooled housing of the motorized spindle. The asymmetry is only
transferred to the shaft at standstill. Since the asymmetry is only caused by the fluid passages,
it can be avoided by design. To this end, a new mathematical approach is introduced in the
present work, which enables the quantification of thermal asymmetry and thus its targeted
avoidance for the first time. The axial displacement is caused by a superposition of thermal
expansion and kinematic displacement of the rolling bearings. Both effects can be reprodu-
ced with sufficient accuracy using an appropriate data basis (temperature sensors, speed).
In the present work, data-based substitute models are designed (artificial neural networks,
decision tree, random forest), which enable a control-side compensation of the displacement,
exclusively on the basis of internal spindle data.

The approaches can only be formulated, understood and validated on the basis of precise
simulative observations. The simulation model must represent the entire thermomechanical
cause-effect relationships. A coupling of the finite element method (thermal) and compu-
tational fluid dynamics (fluid cooling system) was used as the numerical basis. The model
development was particularly challenging, as there are no reference models that consider a
motor spindle in such a high speed range (40.000 min™'). In this respect, the boundary con-
ditions had to be fundamentally revised and extended to take into account, for example, the
effects of Taylor vortices in the spindle interior.

Compared to the measurements of the motor spindle the simulation model showed an ave-
rage temperature deviation of 1,09 °C. The approach for quantifying thermoasymmetric tem-
perature fields was used to optimize the spindle housing structure and fluid passages. This
enabled the radial displacement to be reduced by 86,1 %. Data-based models were trained
using artificial intelligence methods. Decision tree and random forest led to more precise
results than artificial neural networks. When looking at the training data, the axial displace-
ment could be reduced by 99,8 %. If, on the other hand, the test data was considered, which
was not known to the models, the axial displacement could be reduced by 89,8 %. An english
summary and outlook is available in chapter 10.
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1 Einleitung

1 Einleitung

Das Hergzstiick einer Werkzeugmaschine ist die Hauptspindel.
Ihre Antriebsleistung zusammen mit den Schneidstoffen
bestimmt ma/sgeblich die Leistungsfdhigkeit der
Werkzeugmaschine.

Butz [BUTO07, S. 27]

Deutschland hat mit 13 % direkt nach China den zweitgroten Anteil an der weltweiten
Werkzeugmaschinenproduktion [STA24a]. Mit einem Umsatz von 22,9 Mrd. € war der Werk-
zeugmaschinenbau auch der stirkste Sektor des deutschen Maschinenbaus im Jahr 2023
[STA24b]. Die Wettbewerbsfahigkeit kann nur durch die im Eingangszitat beschriebene ho-
he Leistungsfihigkeit der Maschine, die primar durch deren Hauptspindel determiniert wird,
sichergestellt werden.

Durch eine Erhohung der Schnittleistung lasst sich direkt der Hauptzeitanteil des Produk-
tionsprozesses reduzieren bzw. die Leistungsfahigkeit der Werkzeugmaschine steigern. Die
Folge dieses Bestrebens ist der Wunsch nach immer hoheren Drehzahlen und Drehmomenten
der Hauptantriebe [ABE10, S. 782]. Diese Entwicklung fiihrte dazu, dass sich direktgetriebe-
ne Spindeln ziigig als bevorzugte Antriebsart von Werkzeugmaschinen durchsetzten [GEB97,
S. 2]. Direktgetriebene Spindeln erméglichen fiinf- bis zehnmal hohere Schnittgeschwindig-
keiten und Arbeitsvorschiibe gegeniiber fremdgetriebenen Spindeln [SCH94].

Die hohe Dynamik wird durch das Integrieren des Elektromotors in die Baugruppe erreicht,
weswegen direktgetriebene Spindeln auch als Motorspindeln bezeichnet werden. Fortwéah-
rende Produktivitidtssteigerungen fithrten dazu, dass die Spindeln inzwischen an der Gren-
ze ihrer Leistungsfahigkeit betrieben werden. Motorspindeln wurden so auch zu kritischen
Komponenten, die die Maschinenverfiigbarkeiten durch deren Zuverlissigkeit determinieren
[BUTO7, S. 27]. Durch die hohen Drehzahlen entstehen sowohl signifikante fliehkraftbeding-
te als auch thermische Belastungen. Infolgedessen bestimmt die Komponente jedoch auch
die erreichbare Arbeitsgenauigkeit der Werkzeugmaschine, die durch die Relativbewegung
zwischen Werkzeug und Werkstiick bestimmt wird [GEB97, S. 2]. Etwaige Storeinfliisse, die
eine Relativbewegung zur Folge haben, bilden sich direkt auf dem Werkstiick ab.

Die Relativbewegung infolge von Storeinfliissen wird in jiingeren Arbeiten auch als Tool-Cen-
ter-Point-Verlagerung (TCP-Verlagerung) bezeichnet [BRE14, S. 491]. Die TCP-Verlagerung
von Werkzeugmaschinen hat geometrische, statische, dynamische und thermische Ursachen
[PUT19]. Der thermische Einfluss ist dominant und fiihrt, je nach Studie, zu 50 % [WEC95,
S. 5891, 57% [PUT18, S. 5] bis hin zu 75 % [MAY12, S. 771] der Gesamtverlagerung. Die Mo-
torspindel wird dabei als kritische Komponente bzw. Hauptverursacher betrachtet [BRY9O,
S. 652; CHE95, S. 1402; DEN18, S. 1]. Das kann mit der grof3en Verlustleistung von Motor-
spindeln [DEN11, S. 348] und der rdumlichen Ndhe zum TCP begriindet werden. Dariiber
hinaus kann die thermische Verlagerung der Spindel, gegeniiber den iibrigen thermisch wirk-
samen Komponenten der Werkzeugmaschine, nicht fortlaufend im Betrieb mit Glasmalf3sta-
ben iiberwacht werden.




1 Einleitung

Ziel der vorliegenden Arbeit ist die Reduktion der spindelseitigen TCP-Verlagerung. Der do-
minierende thermisch induzierte Anteil der Verlagerung liegt dabei im Fokus. Die thermische
Verlagerung wird erstmal ursachenspezifisch reduziert. Soweit moglich, soll deren Auftreten
durch Konstruktionsoptimierungsansatze vermieden werden. Der nicht vermeidbare Anteil
der Verlagerung wird im Betrieb kompensiert.

Dahingehend wird zunachst der Aufbau von Motorspindeln erldutert. Um die thermisch in-
duzierte Verlagerung vermeiden bzw. kompensieren zu kénnen, miissen die thermomechani-
schen Wirkzusammenhinge verstanden werden. Das gelingt durch das Aufzeigen der War-
metransfermechanismen und in der Literatur vorhandener thermischer Spindelmodelle. Die
Darstellung des Standes der Technik wird durch das Darlegen der unterschiedlichen Anséatze
zur TCP-Verlagerungsreduktion (vermeiden, vermindern, kompensieren) abgeschlossen.

Im Anschluss wird der im Rahmen dieser Arbeit entwickelte, hybride Ansatz zur Redukti-
on der TCP-Verlagerung vorgestellt. Die Erprobung und Umsetzung erfolgt auf Basis von
thermisch-fluidmechanisch gekoppelten Modellen. Radial- und Winkelverlagerung am TCP
konnen durch thermosymmetrisches Konstruieren vermieden werden. Ein dafiir erforderli-
cher Ansatz zur Quantifizierung thermoasymmetrischer Temperaturfelder wird dahingehend
hergeleitet. Das Kompensieren der axialen Verlagerung, die stets in Folge der Warmedehnung
auftritt, gelingt durch datenbasierte Ersatzmodelle, die mit den Methoden der kiinstlichen
Intelligenz aufgestellt werden.
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Grundsatzlich wird zwischen fremdgetriebenen und direktgetriebenen Spindeln (d. h. Mo-
torspindeln, s. 1. Kapitel) unterschieden. Fremdgetriebene Spindeln werden durch einen ex-
ternen Motor, der mit der Spindel iiber Zahnridder oder Riemen verbunden ist, angetrieben.
Direktgetriebene Spindeln erfordern keine Zusatzelemente, da der namensgebende Motor di-
rekt in die Baugruppe integriert ist. Die weiteren Ausfiihrungen werden in der vorliegenden
Arbeit auf die direktgetriebenen Motorspindeln beschrankt, da diese heutzutage die am wei-
testen verbreitete Antriebsform von Werkzeugmaschinen darstellen [ABE10, S. 781]. Gleich-
wohl sind die vorgestellten Ansétze auch auf die thermisch weniger komplexen fremdgetrie-
benen Spindeln tibertragbar. Zunachst wird im nachfolgenden Abschnitt 2.1 ein grundlegen-
des Verstdndnis der Baugruppe vermittelt. Bestehende thermische Spindelmodelle werden
daraufhin in Abschnitt 2.2 vorgestellt und Ansétze zum Verringern der thermomechanischen
Verlagerung in Abschnitt 2.3 beschrieben. Abbildung 1 zeigt exemplarisch die Motorspindel
eines 5-Achs-Bearbeitungszentumes.

Vorspannfeder

Gleitbuchse Motorspindel

Gehause Wickelkdpfe
Welle |

. T __

Werkzeug- 2
aufnahme l_l Drehverteiler
Festlagerung e Rotor Kihthiilse Loslagerung Loseeinheit
Spéneférderer . | / 2
Werkzeugmagazin L : 5
Spindelstock mit Motorspindel fs . /
Rundtisch 2 :

Aufnahme der Maschinenumhausung

Maschinenbett
Tool-Center-Point

Abb. 1: Motorspindel eines 5-Achs-Bearbeitungszentrums, Bild der Werkzeugmaschine
mit freundlicher Genehmigung der Spinner GmbH.
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Kernelement der Baugruppe (Abbildung 1) ist der aus Rotor und Stator bestehende Elek-
tromotor. Besondere Aufmerksamkeit sollte den Wickelkopfen der Statorwicklung geschenkt
werden, da dort Temperaturmaxima zu erwarten sind. Motorspindeln ermoglichen deutlich
hohere Drehzahlen als fremdgetriebene Spindeln. Dies liegt darin begriindet, dass deren
Drehzahlspektrum, entgegen der fremdgetriebenen Bauform, nicht durch die Momenteniiber-
tragung mittels Riemen oder Zahnrdder beschrankt wird [WEB13, S. 133]. Je nach Anwen-
dungsfall und Bauart erreichen Motorspindeln bis zu 300.000 min~—' [ABE10, S. 783].

Der Elektromotor wird von einer Kiihlhiilse umfasst, da er iiblicherweise die gro3te Verlust-
leistung bzw. Warmemenge in der Baugruppe generiert. Die Kiihlhiilse bildet die Hauptwar-
mesenke der Spindel und beeinflusst damit mafgeblich deren thermisches Verhalten. Eine
ndhere Betrachtung der Hiilsenkonstruktionen kann einer fritheren Arbeit des Autors ent-
nommen werden [KOC21a]. Die Kiihlhiilse umfasst den Stator zwischen Fest- und Loslage-
rung. Als Lagerung kommen unterschiedliche Konzepte zum Einsatz. Die Betrachtungen in
dieser Arbeit werden auf walzgelagerte Motorspindeln eingegrenzt, die inzwischen am wei-
testen verbreitet sind [DEN20a, S. 3275]. Die Loslager sind mit einer Kugel- oder Gleit-
buchse montiert, die eine Verspannung durch thermische oder dynamische Verdnderungen
im Betrieb verhindern. Obwohl es sich bei dem gesamten Lagerkonzept um eine angestell-
te Lagerung handelt, wird wegen der Buchsenkonstruktion von einer Fest- und Loslagerung
gesprochen [BUTO07, S. 10-13].

Spindeln erfordern eine hohe Steifigkeit bei der Bearbeitung in axialer und radialer Richtung.
Diese Steifigkeit wird durch eine definierte Vorspannung erzielt, die durch Vorspannfedern
an der Gleitbuchse in das System gebracht werden. Spindeln, die fiir Bohrbearbeitungspro-
zesse verwendet werden, benétigen Lager mit moglichst groflem Kontaktwinkel fiir eine hohe
axiale Steifigkeit. Spindeln fiir die Hochgeschwindigkeits-Frasbearbeitung erfordern dagegen
kleinere Kontaktwinkel, um den Einfluss durch die Zentrifugalkrafte auf die radiale Steifig-
keit — und damit deren Anderung — zu verringern [ABE10, S. 782 -783]. Vor dem Festlager
befindet sich die Werkzeugaufnahme, bei der es sich bei modernen Anlagen in der Regel
um eine HSK-Schnittstelle (Hohlschaftkegel; fiir eine ndhere Betrachtung vgl. bspw. [BRE19,
S. 398 -399]) handelt. Weit verbreitet in der Industrie ist das Spannen des Werkzeugs mit-
tels Spannzange, bei der eine kegelférmige Aufnahme das Werkzeug zentriert. Uber einen
Kolben in der Welle kann die Werkzeugaufnahme durch eine hydraulische Loseeinheit am
anderen Ende der Spindel wieder freigegeben werden. Der Drehverteiler dahinter ermoglicht
das Ubergeben von Medien an die rotierende Welle.

Die Wellen- bzw. Werkzeugspitze wird in Werkzeugmaschinen als Tool-Center-Point (TCP)
bezeichnet (Abbildung 1, rechts unten). Die Verlagerung des TCP relativ zum Werkstiick
bzw. dem Rundtisch im Maschinenbetrieb ist malégebend fiir die erreichbare Prizision der
Werkzeugmaschine. Hauptursachlich fiir diese Verlagerung ist die thermisch induzierte Ver-
formung der Maschinenkomponenten [MAY12, S. 771]. Die im Fokus der vorliegenden Arbeit
stehende Motorspindel hat ihrerseits den groRten Einfluss auf diese thermomechanische Ver-
lagerung [DEN18, S. 1]. Ein besseres Verstdandnis der thermischen Herausforderungen wird
mit Simulationsmodellen erreicht. Bestehende thermische Spindelmodelle aus der Literatur
werden im nachfolgenden Abschnitt 2.2 vorgestellt.
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Grundlegend werden zunéachst in Unterabschnitt 2.2.1 die Warmeiibertragungsmechanismen
erlautert, um darauf aufbauend im nachfolgenden Unterabschnitt 2.2.2 vorliegende thermi-
sche Spindelmodelle und deren Randbedingungen diskutieren zu konnen.

2.2.1 Warmeubertragungsmechanismen

Nach dem 2. Hauptsatz der Thermodynamik flie3t Warme stets von einer warmeren Region
hin zu einer kalteren Region [STE13, S. 19]. Der Warmeiibertragungsvorgang wird durch drei
unterschiedliche physikalische Phanomene bewerkstelligt. In aller Regel wird zwischen Wir-
meleitung, Konvektion und Warmestrahlung unterschieden. Diese Dreiteilung wurde von den
meisten Autoren libernommen, obgleich NUSSELT schon 1915 darauf hinwies, dass der War-
metransport bei Konvektion nur zusammen mit Warmeleitung funktioniert [NUS15; VON15,
S. 3—4]. Die drei Mechanismen werden nachfolgend in Anlehnung an das Werk von STE-
PHAN [STE13, S. 19-22] erlautert.

(1) Warmeleitung
Als Warmeleitung wird der Energietransport zwischen benachbarten Molekiilen durch me-
chanische Wechselwirkung (Stof3e zwischen den Molekiilen) bezeichnet. Dieser Vorgang ist
begriindet in der chaotischen Bewegung der Molekiile um ihre Ruhelage, die mit steigen-
der Temperatur zunimmt. Eine hohere Temperatur bedeutet demnach eine hohere kineti-
sche Energie. Die Weitergabe der kinetischen Energie erfolgt ohne Materialtransport [BAR21,
S. 3]. Molekiile mit hoherer kinetischer Energie iibertragen Energie an jene mit niedrigerer
kinetischer Energie. In Metallen erfolgt iiberdies ein Energietransport durch freie Elektronen.
Dieser zusétzliche Mechanismus, der analog zur Leitung des elektrischen Stroms betrachtet
werden kann, macht Metalle zu den Werkstoffen mit den hochsten elektrischen und thermi-
schen Leitfahigkeiten [HEROS8, S. 1]. Analytisch beschrieben wird der Warmeleitungsvorgang
durch das sogenannte Fouriersche Gesetz [FOU22, S. 611]:

: aT

qg=-X\- or (2-1)
Das Fouriersche Gesetzt besagt, dass die Warmestromdichte ¢, bedingt durch einen lokalen
Temperaturgradienten g—z in Richtung einer Ortskoordinate z, nur von der Warmeleitfahig-
keit A (Stoffwert) abhdngt. Die Warmeleitfahigkeit von Fliissigkeiten ist kleiner als die der
Metalle. Gase weisen ihrerseits meist kleinere Werte auf als Fliissigkeiten. Gleichung (2-1)
ist die Grundlage zur analytischen Berechnung samtlicher Warmeleitungsvorgange. Soll bei-
spielsweise die Warmeleitung durch einen Teil des Spindelgehduses in axialer Richtung be-
rechnet werden, kann der Vorgang vereinfacht als eindimensionale Warmeleitung durch eine
ebene Platte betrachtet werden (Abbildung 2). Der Vorgang wird als stationdr betrachtet,
d. h. die Temperaturen konnen sich mit dem Ort, nicht aber mit der Zeit &ndern [HEROS,
S. 11]. Gleichung (2-1) vereinfacht sich somit zu:

dr
=\ — 2-2
q i (2-2)
Gleichung (2-2) kann mit den Randwerten von Abbildung 2 integriert werden. Die Rand-
werte umfassen die Wandtemperatur an der Innenseite 7j,,., und Auflenseite 7z, sowie

die Starke der Wand s. Die Abhéngigkeit der Warmeleitfahigkeit A\ von der Temperatur ist
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auflen

Z Z
Abb. 2: Stationare Warmeleitung in einer ebenen Platte.
bei kleinen Temperaturunterschieden meist unbedeutend und wird in diesem Beispiel ver-

nachléssigt. Dementsprechend kann die nachfolgende Gleichung (2-3) aufgestellt werden:

S Tuuﬂen
Q/dx: Y / ar (2-3)
0

Tinn en

Die Warmestromdichte ¢ ergibt sich somit nach Gleichung (2-4). Uber die Flache der Wand

Aw wird mit der Beziehung ¢ = % in Gleichung (2-5) der vorliegende Warmestrom ()
berechnet. \
q - ; : (Tinnen - Tauj}en) (2'4)
- AA
Q - u : (Tinnen - Tauﬂen) (2'5)

Warmeleitung kann sowohl in Festkorpern als auch in Fliissigkeiten und Gasen stattfinden.
In dieser Arbeit wird der Wéarmeleitungsvorgang in den Festkorpern mit der Methode der
Finiten Elemente berechnet. Komplexere Bauteile, deren Geometrien nicht exakt im Modell
abgebildet sind sowie Festkorper-Kontaktsituationen (zwischen den einzelnen Bauteilen), er-
fordern eine separate Beschreibung der Warmeleitfahigkeit bzw. der Warmeitibertragung (vgl.
Unterabschnitt 2.2.2 ab S. 9).

(2) Konvektion

Konvektion ist der Energietransport, der in einem stromenden Medium stattfindet. Zusétzlich
zum Warmeleitungsvorgang erfolgt hier ein Energietransport durch eine (makroskopische)
Bewegung des Fluids. Die mathematische Beschreibung ist demnach deutlich schwieriger als
bei der Warmeleitung, da der Energietransport nicht nur von einem Stoffwert A\ abhingt,
sondern auch von Prozessparametern des Fluids bzw. Eigenschaften der Wand.

Diese Form der Warmeiibertragung ist fiir die vorliegende Arbeit von grof3er Bedeutung, da
die Fliissigkeitskiihlung als bedeutendste Warmesenke einen konvektiven Warmeiibergang
nutzt. Flir eine Quantifizierung des Warmetransports ist dabei eine Beschreibung des Stro-
mungsrandes von Bedeutung. Wie in Abbildung 3a ersichtlich, betragt die Geschwindigkeit
v an der Wand 0 m/s. Mit dem Wandabstand y steigt die Stromungsgeschwindigkeit bis hin
zur Geschwindigkeit des Fluids vz, wobei der Gradient der Geschwindigkeit in einem Be-
reich nahe der Wand am grolten ist. Dieser Bereich wird als thermische bzw. stromungs-
mechanische Grenzschicht ., bezeichnet. Das sich ausbildende Geschwindigkeitsprofil in der
Grenzschicht bzw. deren Breite beeinflusst die konvektive Warmeiibertragung maf3geblich.
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U A T 5
5G | U(gii— v ‘ TWand—'
% § Fluid
|
|
|
L T(y)
Oa !
— T'pruia
Y Y
(a) Betrachtung der Fluidgeschwindigkeit (b) Betrachtung der Temperatur

Abb. 3: Grenzschichtbereich zwischen einer ruhenden Wand (y = 0) und einem strémenden Fluid.

Im Fall der Fliissigkeitskiihlung liegt, wie in Abbildung 3b veranschaulicht, die Wandtempera-
tur Twanq Uber der Fliissigkeitstemperatur 7'r,;4. Demnach wird der Wand Energie entzogen.
Dieser Zusammenhang kann mit Gleichung (2-6) beschrieben werden.

q = Q- (TWand - TFluid) (2'6)

Die jeweilige Warmestromdichte ¢, mit der Warme an das Fluid iibertragen wird, ist abhangig
von der Temperaturdifferenz Ty q.q — Trwia- Zusitzlich besteht jedoch auch eine Abhangigkeit
von den jeweiligen Stoffwerten, den Oberflaicheneigenschaften der Wand, der vorliegenden
Stromungsform (laminar und/oder turbulent) und weiteren stromungsmechanischen Pro-
zessparametern wie Fluidgeschwindigkeit und -temperatur. Diese werden in Gleichung (2-6)
in Form eines sogenannten Warmeiibergangskoeffizienten « berticksichtigt. Analog zum Vor-
gehen bei der Wirmeleitung kann mit Gleichung (2-7) der Warmestrom ( iiber die Wand-
oberflache A, bestimmt werden.

Q = Q- Aoz . (TWand - TFluid) (2'7)

Wie der Warmeitibergangskoeffizient « bestimmt werden kann, héngt von der jeweiligen tech-
nischen Konfiguration bzw. den vorliegenden Randbedingungen ab. Generell wird dabei mit
der Nusselt-Zahl Nu gerechnet, die den Warmeiibergangskoeffizienten in dimensionsloser

Form darstellt: a-L

L bezeichnet die charakteristische Lidnge bzw. das Bezugsmal} des betrachteten Problems
und )\ die Warmeleitfahigkeit des Fluids. Korrelationsanalysen mit der Nusselt-Zahl zeigen,
dass grundlegend bei der Analyse der Konvektion zwischen folgenden beiden Arten unter-
schieden werden muss:

(1) Erzwungene Konvektion findet durch das Einwirken von duf3eren Kréften statt, wie bei-
spielsweise die Pumpe des Kiihlaggregates, die einen definierten Volumenstrom in den
Kiihlkreislauf einbringt. Bei erzwungener Konvektion kann die Strémungsform durch
die Reynolds-Zahl Re oder die Taylor-Zahl Ta beschrieben werden [FEN1 1, S. 2]. Zur
Beschreibung des Fluids wurde als dimensionsloser Stoffwert die Prandtl-Zahl Pr als
weitere handhabbare Grol3e eingefiihrt. Im Fall der erzwungenen Konvektion erfolgt
demnach die Ermittlung des Warmeiibergangskoeffizieten o meist iiber die Reynolds-
Zahl (oder die Taylor-Zahl) und die Prandtl-Zahl:

— Nu = f(Re, Ta, Pr) (2-9)
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(2) Freie Konvektion liegt vor, wenn das Fluid durch keine duf3eren Krafte beeinflusst wird.
Im Fall der Motorspindel liegt diese Form der Konvektion an einigen Auf3enfldchen als
Wairmeiibergang zur Umgebungsluft vor. Die Stromung wird hierbei durch das Fluid
selbst, in der Regel durch Dichteunterschiede und Konzentrationsgradienten, verur-
sacht. Quantifiziert wird dieser Zusammenhang durch die dimensionslose Grashof-Zahl
Gr. Zusatzlich wird zur Beschreibung des Fluids ebenfalls die Prandtl-Zahl verwendet.
Bei freier Konvektion erfolgt somit die Ermittlung der Nusselt-Zahl in aller Regel iiber
die Grashof- und Prandtl-Zahl:

— Nu = f(Gr, Pr) (2-10)

In allen thermischen Modellen (Kapitel 2.2.2) werden die erforderlichen Warmeiibergangs-
koeffizienten iiber die Nusselt-Zahl Nu bestimmt. Aufbauend auf dem vorliegenden techni-
schen Problem bzw. der Stromungscharakteristik, muss der Warmeiibergangskoeffizient «
nach Gleichung (2-8) bestimmt und in Form einer entsprechenden Randbedingung an das
Modell angetragen werden.

(3) Warmestrahlung

Als Warmestrahlung wird der Energietransport durch elektromagnetische Wellen bezeichnet.
Jeder Korper (mit einer Temperatur > 0K) emittiert Warmestrahlung. Warmestrahlung ist
im Gegensatz zu Warmeleitung und Konvektion nicht stoffgebunden. Der Energietransport
durch elektromagnetische Wellen kann auch im Vakuum stattfinden. Maximal kann von ei-
nem Korper eine Warmestromdichte ¢ in Form von Warmestrahlung emittiert werden:

j= a~T§ (2-11D)

In Gleichung (2-11) bezeichnet T, die Oberflachentemperatur und o = 5,67-107% W/(m? K*)
die Stefan-Boltzmann-Konstante [BAEO6, S. 26]. Gleichung (2-11) gilt ausschliel3lich fiir
einen theoretischen Korper mit maximaler Warmestromdichte, der auch als schwarzer Kor-
per bezeichnet wird. Ein schwarzer Korper kann in der Realitdt durch eine Schwéarzung der
Oberflache angenédhert werden. Bei gleicher Temperatur ist die Warmestrahlung eines realen
Korpers immer geringer als die des schwarzen Korpers. Bei einem realen Korper wird mit
nachfolgender Gleichung (2-12) die Warmestromdichte ¢ bzw. mit Gleichung (2-13) iiber die
Oberflache A, der Wiarmestrom () berechnet.

j=e-0-T) (2-12)

Q=¢c-o0-Ap-Th (2-13)

In den beiden Gleichungen bezeichnet ¢ den Emissionsgrad, fiir den gilt 0 < ¢ < 1. Der
Emissionsgrad ist wiederum eine Funktion der Temperatur und den Parametern der Strahlung
(wie z. B. der Wellenldnge). Korper bei denen naherungsweise ¢ = const. gilt, werden als
graue Korper bezeichnet. Wie bei der Konvektion muss die Warmestrahlung in Form einer
Randbedingung an das Simulationsmodell angetragen werden.
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2.2.2 Spindelmodelle

Die thermische Modellierung von Spindeln riickte Mitte der 1990er Jahre erstmals in den Fo-
kus der Werkzeugmaschinentechnik. Wesentliche Pionierarbeit wurde von GEBERT [GEB97]
bzw. BOSSMANNS & TU [BOS99; BOS00] geleistet. Damals wurde primér mit thermischen
Netzwerkmodellen gearbeitet, wohingegen die heutigen Untersuchungen fast ausschlieRlich
mit der Methode der Finiten Elemente (FEM, vgl. [MER10] oder [STE15]) durchgefiihrt wer-
den. Gleichwohl zeichnete sich bereits Ende der 1990er Jahre ab, dass einige der Randbedin-
gungen (vgl. Abbildung 4) nicht prizise ermittelt werden konnen.

(5) Kérperkontakt (lose, Beispiel) Umgebungsluft

_(9) Konvektiver (17) Elektromotor (freie Konvektion)

Ubergangsbereich (Rotor, Stator) (6) Fluidkiihlung Umgebung
Umgebungsluft ((7) mit CFD) (Warmestrahlung)
(erzw. Konvektion) [ |

e = @ =
/ P = S &
5Wellenrotatlor; T h)/lj S —— e R
Spindelstock/Priifstand @) Kor . .
perkontakt \_ 12 AuBenkiihlzufiihrung
@ Luftreibung (entlang der WeIIe) Lager (fest, Beispiel) 3 Lagerkiihlungen
Warmetransfersys. (1)-(5) = griin. (1) Lagergeometrien Absaugungen
Warmesenken (6)-16) = blau (2) Spalt Lager/Gehause » (3) Spalt (15 Sperrluftdichtung
Warmequellen @)-@ = rot (8 Lagerreibung ~ Welle/Gehause  (beispielhafte Darstellung)

Abb. 4: Schnittdarstellung einer Motorspindel mit den physikalischen Phanomenen,
die als Randbedingungen in thermischen Modellen berlcksichtigt werden missen,
eigene Darstellung einer Spindel der Innomotics GmbH mit 40.000 min—!.

Das Thema blieb daraufhin in den letzten 30 Jahren présent in der Wissenschaft bzw. findet in
der jlingeren Vergangenheit vermehrt Aufmerksamkeit. Das kann damit begriindet werden,
dass prézise Spindelmodelle bis heute aufwéndige empirische Untersuchungen erfordern.
Mit Simulationsmodellen kann ein umfassendes Verstindnis bzgl. des thermischen Verhal-
tens von Spindeln aufgebaut werden. Damit konnen nichtlineare Effekte wie das Verspannen
der Lagerungen (vgl. Abschnitt 2.1) bzw. die thermisch induzierte Verlagerung modellba-
siert beschrieben und verstanden werden. Infolgedessen konnen Lebensdauer und Arbeits-
genauigkeit der Spindeln erhéht werden. Im Folgenden wird ein Uberblick iiber existieren-
de thermische Spindelmodelle gegeben. Der Schwerpunkt der tabellarischen Betrachtungen
(Tabelle 1-2) liegt dabei auf den 20 Randbedingungen (s. erste Spalte), die in Analogie
zu Abbildung 4 in Warmetransfersysteme, Warmesenken und Warmequellen untergliedert
werden. Die Abbildungen 5 -6 visualisieren darunter das Drehzahlspektrum der Modelle.

Wirmetransfersysteme fungieren als Bindeglied zwischen den Warmequellen und Warme-
senken. Warme wird durch Wéarmeleitung, Konvektion und Strahlung iibertragen (vgl. Un-
terabschnitt 2.2.1). In technischen Systemen bzw. Spindeln liegen stets Mischformen dieser
drei grundlegenden physikalischen Warmeiibertragungsprinzipien vor.
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Tab. 1: Thermische Spindelmodelle im Drehzahlbereich 0 min~" bis 10.000 min~".

® = analytisches Modell
©® = halbempirisches Modell
O = empirische Ermittlung

[XIA14]
[SUN10]
[CUI18]
[LUO23b]
[ZHA22b]
[UDU13]
[DAI22]
[LUO23a]
[XIA22]
[HEI23]
[ZHA12]
[ZIV18]
[SYA10]
[ZHA23b]
[BRE21]
[ZAH12]
[ZHO22]
[LI23]

Wirmetransfersysteme

,
(

(2) Spalt Lager/Gehiuse ° ° °
(3) Spalt Welle/Gehéuse o0 ° ° o °
@ Korperkontakte (fest) o} ° °
(5) Kérperkontakte (lose) °
Wirmesenken

(7) Fluidkithlung (CFD)
Freie Konvektion oo o ° ° ° ° oo oo
@ Konv. Ubergangsbereich O
Erzw. Konvektion o|o|o ° o oo oo ° o e
(1) Spindelstock o
(12) AuBenkiihlzufiihrungen
(13) Lagerkiihlung o ® |0 e eo|O
Absaugungen

(15) Sperrluftdichtungen
Wiérmestrahlung ° °
Wiarmequellen

(18) Lagerreibung AN SR AR AN BN NN AN BN NK AN BN B NN RECHN BN B

Luftreibung °
Wellenrotation

} ” |

1 T 1 1 1 1
I 2.000 |3A000 4.5(l(l| 6.000 I8.000 9.000 I

2.500
10.000

Spindel-Drehzahl in min—!

Abb. 5: Drehzahlspektrum thermischer Spindelmodelle zwischen 0 min~! und 10.000 min !,

Zwischen der rotierenden Welle und dem statischen Gehduse muss der Warmedurchgang
durch die (1) Lagergeometrien betrachtet werden. Dieser wird maRgeblich durch die Kon-
taktsituation zwischen Wélzkorpern und Lagerringen begrenzt. Die recht aufwindigen ana-
lytischen Modelle von ESCHMANN ET AL. [ESC78], NAKAJIMA [NAK95] und GEBERT [GEB97,
S. 103-112] bauen auf der Hertzschen Kontakttheorie [HER82] auf.
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Tab. 2: Thermische Spindelmodelle im Drehzahlbereich 10.000 min~" bis 40.000 min~".

® = analytisches Modell
©® = halbempirisches Modell
O = empirische Ermittlung

[LIU11]

[NIK17]

[UHL12]

[ZHA18a]
[MA15]

[WAN21]

[CHE22]
[ZHA17]
[HUA16]
[KOC17]

[DEN20Db]
[SON16]
[DU15]
[JON23]
[BOS99]
[KIM10]
[GEB97]
vorl. Arbeit

Wirmetransfersysteme
(2) Spalt Lager/Gehiuse

(3) Spalt Welle/Gehéuse

(4) Korperkontakte (fest)
(5) Kérperkontakte (lose)

Q@
.
i

|
|
|
|
|
T

Wirmesenken

(7) Fluidkithlung (CFD)
Freie Konvektion

(9) Konv. Ubergangsbereich
Erzw. Konvektion

(1) Spindelstock

(12) AuRenkiihlzufiihrungen
@ Lagerkiihlung
Absaugungen

(15) Sperrluftdichtungen
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Abb. 6: Drehzahlspektrum thermischer Spindelmodelle zwischen 10.000 min~" und 40.000 min~".

Zusétzlich wird von einigen Autoren der (2) Spalt zwischen Wilzlager und Spindelgehéuse
quantifiziert. GEBERT [GEB97, S. 65-66] bzw. BOSSMANNS & Tu [BOS99, S. 1353 -1355]
verwenden Gleichungen zur Bestimmung des Wérmeiibergangskoeffizienten, die die Kennt-
nis der Rautiefen, Flachenpressungen bzw. der thermoelastischen Kontaktsituation erfordern.
Die Warmeiibertragung zwischen rotierender @ Welle und dem Gehduse muss entlang des
gesamten Luftspalts unter Beriicksichtigung der jeweiligen Luftstromungsform differenziert

11



2.2 Thermische Modellierung

modelliert werden. Zuletzt muss der Wérmetransfer in (4) festen und (5) losen fléchigen Kor-
perkontakten beziffert werden. Verschraubte Flachen konnen als feste Kontakte mit den Glei-
chungen von NEGUS ET AL. [NEG88, S. 280] und BERNHARD [BER14, S. 132-135] nihe-
rungsweise berechnet oder nach Cur ET AL. [CUI18, S. 2530-2532] empirisch bestimmt
werden. Lose Kontakte, wie jene zwischen Gleitbuchse und Gehéuse (vgl. Abschnitt 2.1),
werden mit den gleichen Ansitzen quantifiziert.

Wirmesenken ermoglichen, wie die Transfermechanismen, den Warmeiibergang zwischen
zwei Komponenten. Sie sind jedoch im Kontext der thermischen Modellierung von jenen ab-
zugrenzen, da die Warme hier die Systemgrenze iiberschreitet. Infolgedessen entsteht eine
Kiihlwirkung. Bei Motorspindeln wird darunter meist der Warmeiibergang hin zur Umge-
bungsluft, den Kiihlmedien und dem Spindelstock verstanden.

Die signifikanteste Kiihlwirkung hat dabei die Fluidkiihlung. Diese wird meist durch ent-
sprechende Warmeiibergangskoeffizienten (vgl. Gleichung 2-8 auf S. 7) beschrieben, die auf
Basis von @ Nusselt-Korrelationen berechnet werden konnen (vgl. Tabelle 1). Nach dem VDI-
Warmeatlas [STE13] konnen Warmeiibergangskoeffizienten fiir durchstrémte Rohrwendeln,
die mit der Statorkiihlung von Motorspindeln vergleichbar sind [GEB97, S. 77 —80], auf Basis
der Werke von SCHMIDT [SCH67] und GNIELINSKI [GNI86] berechnet werden. Da dadurch
lokale Fluidgeschwindigkeitsabweichungen und das sukzessive Erwérmen des Kithlmediums
ignoriert werden, wird die Komplexitét jedoch signifikant reduziert. Um diese Vereinfachun-
gen zu vermeiden, wird in zwei der jiingeren Veroffentlichungen die Fluidkiihlung als sepa-
rate Computational Fluid Dynamics (CFD) @ Simulation modelliert [HUA16; KOC17]. Die
freie Konvektion hin zur Umgebungsluft kann mit der Nusselt-Korrelation von CHURCHILL
abgebildet werden [CHU75]. Fiir das Quantifizieren der erzwungenen Konvektion an der
rotierenden Spindelnase werden héufig die Ansédtze von HARTNETT [HAR59] und DROPKIN
[DRO57] verwendet. Der @ Ubergangsbereich zwischen erzwungener und freier Konvekti-
on wird, mit Ausnahme zweier Arbeiten [GEB97; ZIV18], ignoriert. GEBERT [GEB97, S. 71]
schlagt die Gleichungen von GEROPP und BEER [GER69; BEE92] vor, wohingegen ZIVKO-
VIC [ZIV18] das Problem empirisch 16st.

Neben der Konvektion muss auch die Warmeleitung tiber die Maschinenschnittstelle hin zum
(11) Spindelstock als Wirmesenke betrachtet werden. Dieser Wérmeiibergang wird nur von
GEBERT [GEB97, S. 65-66] und BRECHER ET AL. [BRE21, S. 4293] beriicksichtigt, die das
Kontaktproblem mit den Gleichungen von WECK ET AL. [WEC90] bzw. BERNHARD [BER14,
S. 132-135] l6sen. Wobei GEBERT [GEB97, S. 66] den Warmeiibergangskoeffizienten mit
Hilfe der Formulierung von BIRKHOFER [BIR91] zur Ermittlung der Flachenpressung be-
stimmt.

Durch Bohrungen im Spindelgehduse wird eine @ Zufiihrung von Kiihlmittel hin zum Werk-
zeug ermoglicht (vgl. Abbildung 4). Mit vergleichbaren Bohrungen wird das Kiihlen der
Lager durch (13) Olnebel und auch dessen (14) Absaugung bewerkstelligt. Die Zufiihrung der
(15) Sperrluft wird ebenso durch Bohrungsnetzwerke realisiert. Mit Ausnahme der Lagerkiihl-
ung, werden die genannten Randbedingungen (12)—(15) von allen Autoren ignoriert. Wobei im
Falle der Lagerkiihlung nur die Konvektion im Lager selbst [HARO7, S. 196-198; WAN16,
S. 5], nicht jedoch die Hin- und Riickfiihrung des Kithlmediums in den Bohrungsnetzwerken,
modelliert wird. Die (16) Warmestrahlung wird wegen der relativ niedrigen Temperaturdiffe-
renzen von den meisten Autoren ignoriert.
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2.3 Umgang mit thermischer Verlagerung

Wirmequellen bringen die Warme in das System und sind dadurch meist die einflussreichs-
ten Randbedingungen fiir das sich ergebende Temperaturfeld. Der @ Elektromotor hat dabei
héufig den gréRten Einfluss. Motorspindeln werden, je nach Anwendungsspektrum, sowohl
mit Asynchron- als auch Synchronmaschinen ausgestattet. Jene Autoren in den Tabellen 1 -2,
von denen der Elektromotor nicht als Warmequelle betrachtet wurde, untersuchten fremdge-
triebene Spindeln. Asynchronmotoren konnen mit dem Werk von RICHTER [RIC67] und Syn-
chronmotoren mit den Arbeiten von ROTHENBUCHER ET AL. [ROT09] und GIERAS [GIEO2]
thermisch beschrieben werden. Da empirische Faktoren zum Losen der Gleichungen erfor-
derlich sind, konnen wirklich akkurate Ergebnisse nur schwer ermittelt werden.

Weiterhin ist die Quantifizierung der Verlustleistung von (18) Walzlagern mit noch grol3eren
Unsicherheiten behaftet [ABE10, S. 786; KOC17, S. 167]. Dies liegt darin begriindet, dass
die Anséatze zu deren Quantifizierung auf PALMGRENS empirischen Untersuchungen aus den
1940er und 1950er Jahren [PAL64] bei relativ niedrigen Drehzahlen und teilweise nicht mehr
zeitgemifBen Lagergeometrien und Werkstoffen basieren. HARRIS [HARO7] erweiterte die-
se Quantifizierungsgrundlage und KosmoL [KOS21] konzipierte darauf aufbauend eine Er-
weiterung des Ansatzes von HARRIS [KOC23, S. 250-251]. Die problematische empirische
Grundlage des Ansatzes von PALMGREN [PAL64] blieb allerdings erhalten.

Unterschiedliche Autoren legen den Schwerpunkt auf verschiedene Randbedingungen. Das
kann im Falle der (19) Luftreibung mit der untersuchten Drehzahl begriindet werden, da diese
erst bei hoheren Drehzahlen einen wesentlichen Effekt auf das Temperaturfeld hat [KOC23,
S. 246]. Die Luftreibung ist in der Arbeit von BRECHER ET AL. [BRE21] nahezu irrelevant,
da hier eine Spindel mit lediglich 10.000 min~' betrachtet wurde. BOSSMANNS & TU untersu-
chen eine Spindel mit 25.000 min~", reduziert die Analyse der Luftreibung allerdings auf den
Spalt zwischen Rotor und Stator [BOS00, S. 498 —499]. Einzig GEBERT fiihrt eine holistische
Analyse der Luftreibung entlang der ganzen Welle durch [GEB97, S. 46-56]. Letztenendes
ermittelt GEBERT die Luftreibung jedoch empirisch, da die herangezogenen Quantifizierungs-
ansatze keine prazisen Ergebnisse lieferten.

Der Einfluss der (20) Wellenrotation fand in der Literatur bislang keinerlei Beachtung, obgleich
inzwischen bekannt ist, dass diese zu einer signifikanten Anderung des Temperaturfeldes von
Welle und Gehause fiihrt [KOC21b, S. 4616]. Das physikalische Modellieren der Motorspin-
del ist ein Ansatz, mit dem die Verlagerung am TCP ermittelt werden kann. Ansitze zur
Reduktion der TCP-Verlagerung werden im ndchsten Abschnitt erlautert.

2.3 Umgang mit thermischer Verlagerung

Im Jahre 1967 wies BRYAN erstmals auf die Signifikanz thermischer Verlagerungen im Werk-
zeugmaschinenbau hin [BRY67]. In der zweiten Auflage seines Review-Artikels im Jahre 1990
stellte BRYAN fest, dass es nun einige dahingehende Innovationen gebe, gleichwohl nur weni-
ge davon Einzug in die Anwendung bzw. Industrie fanden [BRY90]. In Anlehnung an WECK
ET AL. und L1 ET AL. konnen drei unterschiedliche Ansatze zur Reduktion der TCP-Verlagerung
verfolgt werden [WEC95, S. 591 -596; LI112, S. 2319; LI15, S. 21]:

* Vermeiden der Verlagerung durch Werkstoffoptimierung und konstruktive Verbesse-
rung (Unterabschnitt 2.3.1).
* Vermindern der Verlagerung durch bessere Warmeabfuhr (Unterabschnitt 2.3.2).

* Kompensieren der Verlagerung durch modellbasierte Reproduktion, die der Maschi-
nensteuerung als Offset tibergeben wird (Unterabschnitt 2.3.3).
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2.3 Umgang mit thermischer Verlagerung

2.3.1 Vermeidung der Verlagerung

Grundsatzlich sind praventive Ansitze robust und fiir die Hersteller attraktiv, da keine stéran-
falligen Hilfsaggregate oder kostenintensive Steuerungen bzw. Regelungen erforderlich sind.
Derartige Ansitze werden in nachfolgender Tabelle 3 dargestellt.

Tab. 3: Ansétze zur Vermeidung thermischer Verlagerung.

[KOC95]
[WEC95]
[BAE22]
[MOR91]
vorl. Arbeit

Werkstoffoptimierung

@ Hybridlager
@ spindelwerkstoff oo
@ Werkzeughalter °
Konstruktionsoptimierung

@ Thermosymmetrisches Konstruieren °

|
T
|
|
|
|
I
|
|
Il
|
|

Werkstoffoptimierung ist in der Fachliteratur die gdngigste Methode zur Pravention ther-
mischer Verlagerungen. Dies gelingt durch Werkstoffe mit verbesserten tribologischen Eigen-
schaften, die zu weniger Verlustleistung fithren. Aus der Arbeit von KOCH geht hervor, dass
@ Hybridlager mit Wilzkoérpern aus Keramik weniger Reibung als gewdhnliche Wilzlager
aufweisen [KOC95]. Die zusatzliche hohere elektrische Durchschlagsfestigkeit und der breite
Drehzahlbereich etablierten diese Lagerart inzwischen im Motorspindelbau.

Werden Werkstoffe mit geringerem Warmeausdehnungskoeffizienten verwendet, wird die
Temperatursensitivitit der Spindel naturgemiR reduziert. Mit @) Spindeln aus Keramik oder
kohlenstofffaserverstarkten Kunststoffen [BOT94] kann die Axialverlagerung um Faktor 7-15
bzw. 85,7-93,3 % reduziert werden [WEC95, S. 592]. BAE ET AL. untersuchten den Effekt des
neuartigen Titancarbid-Edelstahles TiC-SUS431 als Spindelwerkstoff [BAE22]. TiC-SUS431
ist ein experimenteller Metallmatrix-Verbundwerkstoff mit verbesserter Thermostabilitat der
erstmals von LEE ET AL. beschrieben wurde [LEE19]. Die thermischen Verlagerungen konn-
ten, bei nahezu gleichbleibenden mechanischen Eigenschaften, um etwa 37 % gesenkt werden
[BAE22, S. 2517].

MORIWAKI ET AL. fertigten einen @) Werkzeughalter aus Invar [MOR91]. Die Axialverlage-
rung konnte damit um 30-50 % verringert werden [WEC95, S. 592]. An dieser Stelle sei auf
das Werk von MOHRING ET AL. verwiesen, der alle gdngigen Werkstoffe in Werkzeugmaschi-
nen aufgreift und deren Eigenschaften gegeniiberstellt [MOH15].

Aus wirtschaftlichen Griinden fanden die oben dargelegten Ansétze, mit Ausnahme der Hy-
bridlager, keinen Einzug in die Praxis. Die Ansétze unterscheiden sich signifikant von jenem
in dieser Arbeit vorgestellten Konstruktionsoptimierungsansatz. @) Thermosymmetrisches
Konstruieren kann bei Werkzeugmaschinenspindeln durch eine intelligente Fiihrung der Fluid-
kiihlung erreicht werden.

2.3.2 Vermindern der Verlagerung

Ist Warme bereits im System bzw. thermische Asymmetrie vorhanden, kann durch bessere
Kiihlsysteme noch eine Verminderung der Verlagerung vorgenommen werden. Derartige An-
sitze sind in nachfolgender Tabelle 4 dargestellt.
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2.3 Umgang mit thermischer Verlagerung

Tab. 4: Vorgehensweisen zur Reduktion der thermischen Verlagerung.

el R N e A A R R ATy =@
S22z |Z|0|82|2|%2|= |22
A EEBEBEEEEEEE
Kiihlkreisldufe verbessern
@ Lagerkithlung elelee | | | | 1 1 U | 1 1
@ Motorkiihlung o o o o
Zusatzliche Kiihlkreislaufe
@ Wellenkithlung L lelel |
@ Heat-Pipes o o oo

Mehrheitlich wird versucht, die vorhandenen Kiihlkreisldufe zu verbessern. Einerseits kann
mit einer Optimierung der Schmierung der @) Wirmeaustrag aus den Wilzlagern optimiert
werden [NAK94]. JEDRZEJEWSKI modifiziert den Warmeabfluss eines Lagers durch eine Iso-
lationsbuchse unterhalb des Innenringes der Walzlager [JED88]. Eine reduzierte Wellentem-
peratur fiihrt zu einer Verringerung der Axialverlagerung. BOTTGER entwickelte eine hydro-
statisch gelagerte Spindel, deren Ol durch einen externen Kiihlkreislauf temperiert werden
kann [BOT94].

Die axiale Dehnung kann durch eine Verbesserung der @) Motorkiihlung verringert werden.
GANESH ET AL. untersuchten wie der Warmeiibergangskoeffizient durch alternative Stator-
kiihlhiilsen gesteigert werden kann [GAN12]. XIA ET AL. konzipierten mit den Fraktalbaum-
Kanilen eine neuartige Form der Fluidfiihrung und vergleichten deren Kiihlwirkung mit der
klassischer Spiralen [XIA15]. In einer fritheren Arbeit des Autors wurde eine spiralformige
Kiihlhiilse mit einer mdanderférmigen und einer innovativen, neuentwickelten S-maander-
formigen Statorkiihlhiilse verglichen [KOC21a, S. 4623 —4627]. STOHR zeigte weiterhin, dass
durch Fluidkiihlkanéle, die in die Blechpakete des Stators integriert werden, die Kithlwirkung
signifikant verbessert werden kann [STOO07]. Fiir weitere Arbeiten, die sich mit Variationen
der Kiihlkanéle, Oberflachenparametern und der Fluidgeschwindigkeit beschéftigten, sei auf
den Review-Artikel bzgl. Spindelkiihlsysteme von DENKENA ET AL. verwiesen [DEN20a].

Weiterhin wird versucht, die @) Welle direkt fliissig zu kiihlen. Diese Mafnahme kann die
axiale Verlagerung der Spindel signifikant vermindern. Dafiir erforderlich ist allerdings ein
zusatzlicher Kiihlkreislauf, welcher die Welle iiber den Drehverteiler (vgl. Abbildung 1 auf
S. 3) mit Kithlmedium versorgt. Diese Losung findet bereits Anwendung in der Industrie
[WAL10, S. 40]. Einen Uberblick iiber Patentschriften mit vergleichbaren Losungen konnen
[DEN20a] entnommen werden.

Das Verwenden von @) Heat-Pipes in Spindeln wird seit den 1990er Jahren untersucht. Mit
Heat Pipes kann Wéarme aus kritischen Bereichen energieneutral effektiv abgefiihrt werden.
Heat-Pipes konnen zum Kiihlen der Welle und des Gehiuses verwendet werden. Die ersten
Arbeiten stammen dahingehend von ZHANG ET AL., die die axiale Verlagerung der Spindel
durch eine zusétzliche Kithlung der Wélzlager mittels Heat-Pipes verringerten [ZHA95]. Die
jlingeren Arbeiten von DENKENA ET AL. sehen das Unterbringen der Heat-Pipes in der Wel-
le der Motorspindel vor. Die Warmequellen werden dadurch zusétzlich von innen gekiihlt
und die Axialverlagerung der Spindel weiter vermindert. Ein zielgerichteter Warmefluss wird
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2.3 Umgang mit thermischer Verlagerung

durch rotierende Lamellenstrukturen (Welle) an zusatzliche Fluidkiihlkanédle (Geh&use) er-
moglicht [DEN21, S. 4698]. Weiterhin fithrten JONATH ET AL. durch Heat-Pipes Wéarme aus
der Motorspindel, die in einer zusétzlichen Kiihlrippenstruktur hinter der Spindel luftgekiihlt
werden [JON23].

2.3.3 Kompensation der Verlagerung

Obgleich der Fokus dieser Arbeit auf dem Verhalten der Motorspindel liegt, sollen im Rahmen
dieses Unterabschnitts auch Ansétze diskutiert werden, die die Verlagerung der Werkzeugma-
schine als Ganzes betrachten. Da die ganze Werkzeugmaschine ein noch komplexeres ther-
momechanisches System darstellt, wird von einer guten Ubertragbarkeit ausgegangen. Die
Literaturanalyse soll anhand der Tabellen 5-6 auf S. 18 - 19 aufgebaut werden. Die darin
dargestellten Werke hatten alle das Ziel, Modelle zu entwickeln, die dazu in der Lage sind,
die TCP-Verlagerung wahrend des Betriebes, d. h. in thermischer Echtzeit, zu reproduzie-
ren. Nach Definition der thermischen Echtzeit [THI16, S. 111], muss die Rechendauer dieser
Simulationsmodelle kleiner sein als die kleinste thermische Zeitkonstante des betrachteten
Systems. Diese liegt bei Werkzeugmaschinen iiblicherweise im Bereich weniger Minuten.

Als Endresultat bzw. Ausgangsgrof’e der Modelle soll demnach die Verlagerung am TCP
ermittelt werden. Als Eingangsgrof3en (und damit als Datengrundlage) kommen, je nach
Modellarchitektur, unterschiedliche Parameter zum Einsatz. Die Eingangsparameter sollen
eine moglichst akkurate Berechnung der Verlagerung am TCP zulassen, weswegen diese
stets der Wirkkette thermoelastischer Strukturverformung entnommen werden. Dieser Zu-
sammenhang wird anhand der ergdnzenden Abbildungen 7 -8 visualisiert. Die Wirkkette
thermoelastischer Strukturverformungen beschreibt den linearen Zusammenhang zwischen
den Vorgaben an die Maschine durch den Bediener (steuerungsinterne Daten, in der Mit-
te von Abbildung 7) und dem thermoelastischen Fehler am TCP (Abbildung 8, rechts). Die
Darstellung wurde gegeniiber dem Werk von BRECHER ET AL. [BRE14, S. 490] um die Ein-
gangsleistung erginzt (Abbildung 7, links), da diese ebenfalls haufig als Eingangsparameter
betrachtet wird.

Bis auf die schwer messbaren Warmestrome wird jeder Teil der Wirkkette als Eingangsgrof3e
fiir die Modelle genutzt. Eine Mehrheit von 28 Autoren nutzt das Temperaturfeld (Abbil-
dung 8, links) als Datengrundlage. In Abbildung 7 werden die fiinf strukturmodellbasierten
Ansétze separat ausgewiesen, da diese zwar steuerungsinterne Daten als Eingangsgrof3e nut-
zen, zusatzlich aber auch den physikalischen Hintergrund (Warmekapazitaten, Warmeaus-
dehnungskoeffizienten etc.) in den Strukturmodellen beriicksichtigen. Die Tabellen 5 -6 sind
dementsprechend aufgebaut: Zunédchst werden physikalische Modellierungen vorgestellt, ehe
im Anschluss daran die rein datenbasierten Ersatzmodelle ohne physikalische Grundlage dar-
gelegt werden.

Physikalische Modelle nutzen Strukturmodelle, um die gesamte thermoelastische Wirkkette
(ndherungsweise) reproduzieren zu konnen [IHL.24, S. 377]. Demnach handelt es sich hierbei
um Whitebox- bzw. Greybox-Modellierungsansiatze [EHM12, S. 12]. Ublicherweise werden
dazu im Werkzeugmaschinenbau FE-Modelle verwendet. Diese FE-Modelle sind aber in aller
Regel zu rechenzeitaufwendig. Zur Zeitreduktion kommen @) Modell-Ordnungs-Reduktionen
[NOO94] zum Einsatz. Das Ziel dieser Verfahren ist das Reproduzieren der Originalmodelle
durch kleinere Modelle mit weniger Rechenzeitaufwand [GRO12, S. 457].
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2.3 Umgang mit thermischer Verlagerung

Komplexe thermomechanische Modelle, die haufig aus Tausenden oder Millionen Differen-
tialgleichungen bestehen, wurden im Kontext der Werkzeugmaschinen bislang mit unter-
schiedlichen mathematischen Verfahren reduziert. HERNANDEZ-BECERRO ET AL. [HER21] so-
wie das programminterne Verfahren von Ansys [CAD24] arbeiten mit Varianten des Krylov-
Unterraum-Verfahrens (Krylov-Subspace, vgl. @ bzw. @ in Tabelle 5-6) [SOP11]. Grol3e,
diinn besetzte lineare Gleichungssysteme, wie sie bei komplexen FEM-Modellen hiufig ent-
stehen, konnen mit diesem iterativen Ansatz ndherungsweise, schnell gelost werden.

Um die Modellreduktion zu ermoglichen, sind hier allerdings nur kleinere Variationen am ur-
spriinglichen physikalischen Modell zuldssig. @ Balanciertes Abschneiden (Balanced Trun-
cation) ist dahingegen ein Verfahren, welches eine effektive Modellreduktion auch bei gro-
RBeren Variationen des urspriinglichen physikalischen Modells ermoglicht [BAUO9, S. 411 -
412]. Nach AUMANN ET AL. eignet sich das Verfahren [ANTO5, S. 211-219] besonders gut
fiir thermomechanische Problemstellungen, da die Fehlerausgabe ein effektives Hinterfragen
der Ergebnisgiite ermoglicht [AUM23, S. 134]. Aus der Gegeniiberstellung von AUMANN ET
AL. geht hervor, dass der @ Loewner Framework Ansatz [MAYO07] zur Modellreduktion im
industriellen Kontext besser geeignet ist, da dieser keine vollstandig aufgestellten Systemma-
trizen erfordert. Gleichwohl wird das balancierte Abschneiden von AUMANN ET AL. als der
akkuratere Ansatz bezeichnet [AUM23, S. 143].

Entgegen dieser Modellreduktionsverfahren gibt es noch konventionellere strukturmodell-
basierte Ansiitze. WENKLER ET AL. nutzt ein @) einfaches FE-Modell eines Maschinenbet-
tes, welches auf Basis des G-Codes mit entsprechenden Verlustleistungen beaufschlagt wird
[WEN23, S. 108]. Mit Messungen von 30 Temperatursensoren werden die Randbedingungen
des Modells (Warmetransfer, Warmesenken, Warmequellen) schrittweise mit dem COBYLA
Optimierer [POW94] an die Realitdt angepasst. Bislang wurde so nur ein Betriebspunkt op-
timiert, durch Exploration soll aber bereits jetzt das Anndhern der Ergebnisse mit anderen
Betriebsbedingungen bzw. Randbedingungen moglich sein.

Zuletzt soll der Ansatz von NAUMANN ET AL. [NAU23] Erwahnung finden. Dieser nutzt ein
Simulationsmodell, welches auf Basis der e Euler-Bernoulli Balkentheorie [SPU19, S. 17—
18] aufgebaut wurde (in Tabelle 5 bis 6). Einzig NAUMANN ET AL. nutzt als Eingangsgrol3e
Verformungen der Maschinenstruktur (vgl. Abbildung 8). Die Verformungsmessung gelingt
mit Hilfe von Stangen aus kohlenstofffaserverstarkten Thermoplasten mit niedrigem Wéarme-
ausdehnungskoeffizienten, die parallel zur Maschinenstruktur angebracht, als Messreferenz
dienen. Der Warmeausdehungskoeffizient des Materials liegt bei 1,2-1,9um/(m K) [DON18,
S. 542], wohingegen Stahl mit ca. 11,5um/(m K) einen wesentlich gro3eren Wert aufweist.

Datenbasierte Ersatzmodelle versuchen Zusammenhénge auf Basis von Messungen oder
anderen Datensitzen zu reproduzieren. Die Modelle werden anhand vorliegender Daten trai-
niert und getestet. Die Zusammenhénge werden in aller Regel nicht interpretierbar reprodu-
ziert, weswegen diese Ansitze auch als Blackbox-Modelle [EHM12, S. 12] bezeichnet wer-
den. Gleichwohl wurden sie im letzten Jahrzehnt bei der Modellierung komplexer physikali-
scher Zusammenhédnge immer populérer, insbesondere dort, wo die Physik ohnehin nur un-
zureichend verstanden bzw. modelliert werden kann. @) Regressionsanalysen sind Verfahren
zur Analyse des Zusammenhanges einer abhédngigen (Ausgangsgrof3e bzw. TCP-Verlagerung)
und einer unabhéngigen Variablen (Eingangsgrofden, vgl. Abbildung 7-8) [BAC16, S. 16].
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Tab. 5: Physikalische und datenbasierte Ansatze zur Kompensation der TCP-Verlagerung.

[AUM23]
[HER21]
[NAU23]
[WEN23]
[THI23]
[BREO4]
[MAR23]
[BRE23]
[CHEO3]
[RAMO3]
[SUN23]
[VU 22]
[LAN23]
[OTA23]
[KAF23]
[FUJ19]

Physikalische Modelle

|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
1
|
1
|
1
|
Il
|
I
|
I
|
|
|
'
|

® Krylov-Unterraum °
@® ANSYS (Krylov-Unterraum Basis) )
@® Balanciertes Abschneiden °
@ Loewner Framework o

Euler-Bernoulli-Balken-Theorie
Datenbasierte Ersatzmodelle
6 Regressionsanalysen
@® Charakteristische Diagramme )
@® Multiple Regression °
@® Multivariable Regressionsanalyse
@® Autoregressive Regressionsanalyse o
@® Autoregressive with Exogenous Inputs ) )
@ Projection Pursuit Regressionsanalyse
@® Entscheidungsbaum
@® Random Forest Regression )

@ Feed Forward Netze ) o0 °
@ Backward Propagation Netze )
@ Radiale-Basisfunktionen-Netze
@ Deep Learning Netze ° olo|o °
@ Rekurrente Netze
@ Long Short-Term Memory Netze ® ( BN
@ Kohonen-Netze

Strukturmodell

Abb. 7: Visualisierung der Modell-EingangsgréBen anhand der thermoelastischen Wirkkette (1.—3.).

Wie tiblich bei datenbasierten Ersatzmodellen, wird der Zusammenhang quantitativ auf Ba-
sis unterschiedlicher Ansidtze bzw. Funktionen beschrieben. NAUMANN ET AL. modelliert mit
sogenannten @ charakteristischen Diagrammen [NAU16] die Verlagerung eines Rundtisches
einer Werkzeugmaschine [NAU23]. Werden beispielsweise zwei Temperatursensoren (X- und
Y-Achse des Diagrammes) verwendet, um die Verlagerung am TCP (Z-Achse) ermitteln zu
konnen, so ergibt sich ein dreidimensionales, flachiges charakteristisches Diagramm.
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2.3 Umgang mit thermischer Verlagerung

Tab. 6: Datenbasierte Anséatze zur Kompensation der TCP-Verlagerung.

[NAU16]
[MIZ00]
[HOR23]
[LI12]
[CHE95]
[QIA11]
[WANO6]
[YANO5]
[YAN11]
[MIA13]
[RAMO2]
[LIN10]
[ZHO21]
[LI19]
[LI22b]
[LI22a]
Vorl. Arbeit

Physikalische Modelle

|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
|
il
|
t
|
T
|
t
|
T
|
|
!

@ Krylov-Unterraum

@® ANSYS (Krylov-Unterraum Basis)
@® Balanciertes Abschneiden

@ Loewner Framework

Euler-Bernoulli-Balken-Theorie
Datenbasierte Ersatzmodelle

@® Charakteristische Diagramme )
@® Multiple Regression ° ° °
@® Multivariable Regressionsanalyse ) )
@® Autoregressive Regressionsanalyse
@® Autoregressive with Exogenous Inputs ®
@® Projection Pursuit Regressionsanalyse ®
® Entscheidungsbaum °
@® Random Forest Regression [ )
@ Feed Forward Netze ° ° ° °
@ Backward Propagation Netze ° ]
@ Radiale-Basisfunktionen-Netze ) [ )
@ Deep Learning Netze ° ° °
@ Rekurrente Netze o0
@ Long Short-Term Memory Netze
@ Kohonen-Netze °

5. Verformungsfeld 6. Fehler a. Tool-Center-Point

Abb. 8: Visualisierung der Modell-EingangsgréBen anhand der thermoelastischen Wirkkette (4.—6.).

Eine optimale Temperatursensorpositionierung ist fiir die Préazision des Ansatzes unabding-
bar. Die Diagrammermittlung funktioniert mit Kernel-Funktionen, die auch das Konstatieren
hoherdimensionaler charakteristischer Diagramme zulassen [NAU16, S. 802]. Weiterhin sei
auf das ergdnzende Werk von NAUMANN ET AL. verwiesen, die den Ansatz der charakte-
ristischen Diagramme mit weiteren Regressionsmodellen wie B-Splines [FEN15], Radialen
Basisfunktionen [TANOO] und Waveletfunktionen [JIN15] vergleichen [NAU20].
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2.3 Umgang mit thermischer Verlagerung

Bei der @ multiplen Regression wird die TCP-Verlagerung auf Basis multipler Eingangsgro-
Ben (Temperatursensoren) ermittelt. Das Vorgehen von CHEN & Hsu [CHE03], MIAO ET
AL. [MIA13] und ZHOU & WANG [ZHO21] unterscheidet sich durch die vielféaltigen Ansét-
ze zur Fehlerreduktion der zu ermittelnden linearen Funktion. L1 & ZHAO [LI12, S. 2322]
bestimmen mit der Methode der kleinsten Quadrate eine quadratische Funktion. CHEN ET
AL. bezeichnen ihren Ansatz [CHE95, S. 1405] als @® multivariable Regressionsanalyse. Re-
gressionsanalysen werden dann als multivariabel bezeichnet, wenn nicht nur mehrere Ein-
gangsgroflen (Einflussgrofien), sondern auch mehrere Ausgangsgrofden (abhédngige GroRen)
vorliegen [TUT14, S. 2]. Das ist, je nach Definition, bei allen dreidimensionalen TCP-Verlager-
ungskompensationen der Fall. Gleichwohl ging aus der Empirik von CHEN hervor, dass zwi-
schen dem Luftschnitt und tatsdchlicher Bearbeitung unterschieden werden muss. Deshalb
stellen CHEN ET AL. fiir beide Betriebsbedingungen separate Modelle auf [CHE95, S. 1406 —
1407]. Ob hierdurch die Abgrenzung als multivariante Regression zu den multiplen Regres-
sionen gerechtfertig ist, geht aus dem Paper nicht eindeutig hervor.

Weiterhin konnen @) Autoregressive Modelle verwendet werden, da es sich bei den Mess-
daten tiblicherweise um Zeitreihen handelt. Bei diesen wird versucht, zeitliche Muster in
den Daten zu erkennen, um damit Prognosen fiir die Zukunft ableiten zu konnen [BAC16,
S. 138]. CHEN & HsuU vergleichen einen solchen Ansatz mit einer gewohnlichen Regressions-
analyse. Das Autoregressive Modell wies in diesem Vergleich meist einen geringeren Fehler
auf [CHEO3, S. 1168-1169]. Wird das Autoregressive Modell um eine zuséatzliche determi-
nistische EingangsgroRe (Exogenous Input) erweitert, wird von einem @ Autoregressive with
Exogenous Inputs Modell gesprochen [KEM15, S. 16]. Aufbauend auf den Arbeiten von BLA-
SER ET AL. [BLA17] und MAYR ET AL. [MAY18], hinterfragen LANG ET AL. [LAN23], inwieweit
die Kompensation verbessert werden kann, wenn die Eingangsleistung als zusatzliche Ein-
gangsgrolle derartiger Modelle mitberiicksichtigt wird (vgl. Abbildung 7). 1981 wurde von
FRIEDMAN & STUETZLE die @ Projection Pursuit Regressionsanalyse vorgeschlagen, die als
nichtparametrisches Vorgehen eine hohere Flexibilitdt aufweist als lineare Regressionsmo-
delle [FRI81, S. 821-823]. Bislang wurde dieser Ansatz einzig von QIANJIAN & JIANGUO auf
die thermische Verlagerung von Werkzeugmaschinen iibertragen [QIA11].

Zuletzt sollen in diesem Kontext @ Entscheidungsbdume bzw. die von KAFTAN ET AL. verwen-
dete @ Random Forest Regression diskutiert werden [KAF23]. Random Forest Regressionen
basieren auf dem Ansatz verbundener Entscheidungsbaume von Ho [HO98]. KAFTAN kom-
biniert die Random Forest Regression mit dem Autoregressive with Exogenous Inputs Modell
und erreicht damit eine Verbesserung der Ergebnisse verglichen mit reinen autoregressiven
Modellen. Das Modell wurde mit dem Ziel aufgebaut, dass damit thermische Extremsitua-
tionen, wie beispielsweise das Offnen der Maschinentiir, besser erkannt bzw. kompensiert
werden konnen.

Von den 32 vorgestellten Ansétzen basiert eine Mehrheit von insgesamt 13 Arbeiten (40,6 %)
auf @ Kiinstlichen Neuronalen Netzen, was diesen Ansatz zum derzeit weitest verbreitets-
ten macht. In physikalischen Systemen gibt es sowohl lineare als auch nichtlineare Zusam-
menhédnge. Haufig liegen beide Zusammenhinge im gleichen System vor. Diese Komplexitat
kann durch Kiinstliche Neuronale Netze besser abgebildet werden als durch Regressionsana-
lysen [BAC16, S. 603]. Neuronale Netze ermitteln die Art des jeweiligen Zusammenhanges
durch das Training selbststandig [SCHOS5, S. 53 -54]. Erganzend zu den Tabellen 5-6 wer-
den sie nachfolgend anhand von Abbildung 9 erldutert. Der populdrste Ansatz ist dabei das
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2.3 Umgang mit thermischer Verlagerung

Eingabeschicht Ausgabeschicht
(Input-Layer) (Output-Layer)
|

\
verdeckte Schicht
(Hidden-Layer)

(a) Topologie einfacher Feed Forward Netze @

(c) Rekurrentes Neuronales Netz @ (d) Long Short-Term Memory Netz @

0 Input-Neuron

Q Output-Neuron
° Hidden-Layer-Neuron

@ Rekurrentes Neuron
@ Memory Neuron

(e) Kohonen-Netz @

Abb. 9: Topologien kinstlicher Neuronaler Netze
zur datenbasierten Kompensation der TCP-Verlagerung.

@ Feed Forward Netz, welches erstmals in der Pionierarbeit von CHEN im Jahre 1995 auf
die thermische Verlagerung von Werkzeugmaschinen iibertragen wurde [CHE95]. Die Mo-
delltopologie dieses Netzes ist in Abbildung 9a dargestellt. Feed Forward bedeutet, dass die
Informationsverarbeitung hier stets von der Eingabeschicht (Input-Neuronen) hin zur Aus-
gabeschicht erfolgt (Output-Neuron) [BAC16, S. 608]. Die Veroffentlichungen in der Tabelle
folgen meist dieser Logik, mit Ausnahme von [OTA23], der auf Basis der Ergebnisse von Fu-
JISHIMA ET AL. [FUJ18] ein Convolutional Feed Forward Netzwerk nutzt. Dieses reduziert
mit Hilfe von sogenannten Faltungsschichten noch vor der Eingabeschicht die Komplexitat
der eingehenden Daten [ERT16, S. 303]. Das @) Backward Propagation Vorgehen ist modell-
topologisch identisch mit dem Feed Forward Ansatz (vgl. Abbildung 9a). Es handelt sich dabei
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2.3 Umgang mit thermischer Verlagerung

jedoch um einen Algorithmus, der eine Umkehr des Informationsflusses bzw. das Lernen von
hinten nach vorne, von der Ausgabe- zur Eingabeschicht, ermoglicht [KRA23, S. 255]. Die
@ Radiale-Basisfunktionen-Netze [EKBO2] sind topologisch identisch (Abbildung 9a). Der
wesentliche Unterschied zum Feed Forward Netz besteht darin, dass zur Aktivierung radia-
le Basisfunktionen zum Einsatz kommen. Diese erleichtern den Trainingsprozess, da sie nur
zwischen 0 und 1 unterscheiden kénnen. Gleichwohl kénnen diese Netzwerke schwerer mit
kontinuierlich variierenden Werten umgehen. @) Deep Learning bezeichnet Neuronale Net-
ze, bei denen, wie in Abbildung 9b dargestellt, mehr als nur eine verdeckte Schicht zum
Einsatz kommt [LEC15, S. 436]. MIZE & ZIEGERT [MIZ00] diskutiert mit dem Fuzzy Artmap
Ansatz [CAR92] eine spezielle Form des Deep Learning als uniiberwachte Lernmethode. Es
sei weiterhin darauf hingewiesen, dass nahezu alle jiingeren Ansétze, die im nachfolgenden
vorgestellt werden, mehrere verdeckte Schichten nutzen und demnach Deep Learning Ansét-
ze darstellen.

@ Rekurrente Netze sind in der Lage, zeitliche Zusammenhénge und Sequenzen in den Da-
ten zu erkennen. Dies gelingt mit Rekurrenten-Neuronen (Abbildung 9c¢), die zuséatzlich zum
Verarbeiten der Daten aus der vorherigen Schicht, ihren eigenen Output vom vorherigen
Zeitschritt als Eingabe betrachten [KRA23, S. 146-147]. Das macht rekurrente Netze pra-
destiniert fiir das Verarbeiten von Zeitreihendaten, wie sie in aller Regel bei Verlagerungs-
oder Temperaturmessungen vorliegen. Der von YANG & NI betrachtete Zyklus konnte mit
einem Rekurrenten Netz besser reproduziert werden als mit einem Feed Forward Netz oder
auch einer multivariablen Regressionsanalyse [YANOS5, S. 464 —465].

@ Long Short-Term Memory Netze [HOC97] sind eine Weiterentwicklung der rekurrenten
Netze. Sie verwenden Memory-Neuronen (Abbildung 9d), um Informationen iiber lange-
re Zeitraume zu speichern [KRA23, S. 273]. Dadurch konnen diese Netze sich an friihe-
re Ereignisse erinnern, auch jene, die ldnger nicht stattgefunden haben. Es entsteht dem-
nach eine Art langes Kurzzeitgeddchtnis. Die Arbeit von BRECHER ET AL. impliziert, dass
Long Short-Term Memory Netze die TCP-Verlagerung besser reproduzieren konnen als jene,
die mit dem Backward Propagation Algorithmus trainiert wurden [BRE23, S. 125-129].
@ Kohonen-Netze sind, wie aus Abbildung 9e hervorgeht, von den vorherigen abzugrenzen.
Es handelt sich um eine uniiberwachte Lernmethode nach der Formulierung von KOHONEN
[KOH95], die eine Selbstorganisation des Netzes ermdglicht. Einzig LI ET AL. nutzen diesen
Ansatz zum Clustern und Optimieren der Temperaturmessstellen [LI19, S. 1498 — 1499]. Die

eigentliche TCP-Korrektur fiihren L1 ET AL. allerdings mit einer Partikelschwarmoptimierung
durch.

Eine @ Support Vector Machine (Stiitztvektormethode) [SCH97] kann als Klassifizierer und
Regressor genutzt werden. Sie unterteilt Daten in Klassen, mit dem Ziel, moglichst breite
Bereiche dazwischen frei zu lassen. Die Pionierarbeit von RAMESH ET AL. impliziert, dass
mit der Methode akkurate Modelle schneller trainiert werden konnen als mit Neuronalen
Netzen [RAMO2, S. 119-120]. L1 ET AL. [LI22a] und SUN ET AL. [SUN23] nutzen mit der
@ Lcast Square Support Vector Machine eine Variante der Stiitzvektormethode, die das zu-
grunde liegende Minimierungsproblem mit der Methode der kleinsten Quadrate 16st. BRE-
CHER ET AL. nutzten @Ubertragungsfunktionen, um den Zusammenhang zwischen den
Messdaten und der TCP-Verlagerung zu beschreiben [NAU17, S. 223]. Zur Modellierung ver-
wenden sie PT-1 und PT-2 Verzogerungsglieder [BRE0O4, S. 301].
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3 Aufgabenstellung und hybrider Losungsansatz

Die bisherigen Untersuchungen zeigen haufig, dass steuerungsseitige Kompensationsansatze
zwar axiale Verlagerungen (Warmedehnungseffekte) sehr erfolgreich kompensieren, weni-
ger erfolgreich jedoch radiale Verlagerungen bzw. Winkelverlagerungen ausgleichen konnen
[CHE95, S. 1406-1410; BRE09; WIS14, S. 68-70; ZHA18b, S. 13-14]. Zudem muss be-
dacht werden, dass Winkelfehler nur bei Maschinen mit Rotationsachsen ausgeglichen wer-
den konnen [WIS14, S. 3]. Dariiber hinaus ist der Transfer von Kompensationsansatzen in
reale Produktionsumgebungen erfahrungsgemaf} schwierig, da datenbasierte Ansitze nur bei
dem jeweils betrachteten Maschinentypen bei bekannten Betriebsbedingungen effektiv kom-
pensieren und validiert werden konnen [GISS21, S. 4692]. Demnach sollte hinterfragt wer-
den, inwieweit eine Kompensation der Verlagerungen iiberhaupt erforderlich ist. Im Rahmen
dieser Arbeit soll die TCP-Verlagerung deshalb erstmals ursachenspezifisch reduziert, d. h.
vermieden und kompensiert, werden.

Die in Unterabschnitt 2.3.3 beschriebenen Ansitze zur Kompensation der Verlagerung ba-
sieren alle auf der Wirkkette thermoelastischer Strukturverformungen von BRECHER ET AL.
[BRE14, S. 490], die ergdnzend auch in den Abbildungen 7 -8 (S. 18 -19) dargestellt ist. Ab-
bildung 10 zeigt darauf aufbauend eine erweiterte, ursachenspezifischere Betrachtungsweise
der Wirkkette thermoelastischer Strukturverformungen.

Bearbeitungs- . .
parameter Maschinenstruktur Ergebnis

Warmestrome Temperaturfeld Verformungsfeld

-
gleichmaBig Waéarme-
verteilt dehnung
Verlustleistung,
Ach i Verlagerung

chsenposition i

thermische
Biegung

4SS

etc.
ungleichmaBig
verteilt

Abb. 10: Visualisierung der separaten Ursachen der TCP-Verlagerung (gleichmaBig und ungleichmafig
verteilte Warmestréme) anhand einer zweigeteilten Wirkkette thermoelastischer Strukturverformungen.

Kernelement der neuen Betrachtungsweise ist das Unterscheiden von gleichmél3ig und un-
gleichmaRig verteilten Warmestromen. Gleichmél3ig verteilte Warmestrome fiihren zu einem
homogenen Temperaturfeld und damit zur klassischen Warmedehnung. Dahingegen erzeu-
gen ungleichmillig verteilte Warmestrome zusatzlich thermische Asymmetrie. In der Motor-
spindel der ergdnzenden Abbildung 11a sind die Warmequellen stets symmetrisch angeord-
net. Das Kiihlmedium der Fliissigkeitskiihlung in Abbildung 11b heizt sich jedoch schrittweise
iber die Kiihlstrecke auf. Da der abgefiihrte Warmestrom durch die Differenz von Fluid- und
Wandtemperatur determiniert wird, entstehen ungleichmaf3ig verteilte Warmestrome (Abbil-
dung 10, unten).
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(a) Motorspindel

(b) Flussigkeitstemperatur

(c) Gehausetemperatur
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(d) Verlagerung durch das asymmetrische Temperaturfeld

- Fehler am TCP primére Ursache MaBnahme
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5 S o, (translatorisch) Wé&rmedehnung kompensieren

J, J, (translatorisch)

d, (translatorisch)
Thermoasymmetrie vermeiden
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e, (rotatorisch)

(e) Detailbetrachtung am TCP

Abb. 11: Die Entstehung von thermisch induzierter Axial-, Radial- und Winkelverlagerung
am TCP von Motorspindeln.
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Infolgedessen ist auch das Temperaturfeld des Gehauses in Abbildung 11c¢ asymmetrisch aus-
gepragt. Im Gehduse entsteht dadurch eine thermisch induzierte Durchbiegung (s. Abbil-
dung 10), die in Abbildung 11d vereinfacht dargestellt ist. Da die Spindel im Betrieb rotiert,
tibertragt sich das asymmetrische Temperaturfeld des Gehduses nicht auf die Welle. Die Welle
bleibt thermosymmetrisch und fiihrt ausschlief3lich zu zusitzlicher Warmedehnung.

Die beschriebene Thermomechanik fithrt demnach zu einer radialen Wellen- bzw. TCP-Verla-
gerung (Abbildung 11e), die der Bewegungsrichtung des Gehduses entgegen gerichtet ist. Die
Verlagerung am TCP ist demnach stets eine Superposition von klassischen Warmedehnungs-
effekten und thermisch induzierter Durchbiegung (Abbildung 10 rechts und Abbildung 11e).
Bei der Motorspindel entsteht die Axialverlagerung des TCP ¢, primir infolge der Warme-
dehung von Spindelgehéduse und -welle. Dahingegen werden die radialen Verlagerungen (,,
d,) und Winkelverlagerungen (¢, €,) durch die thermische Asymmetrie des Spindelgehéuses
verursacht. Die tabellarische Darstellung in Abbildung 11 (unten) gruppiert die Verlagerungs-
anteile ursachenspezifisch. Diesen Erkenntnissen folgend, sieht der im Rahmen der vorliegen-
den Arbeit vorgeschlagene hybride Losungsansatz folgende ursachenorientierte Zweiteilung
zur Reduktion der TCP-Verlagerung vor:

=> Thermische Durchbiegung (Abbildung 10 unten, bzw. §,, J,, ¢, u. , in Abbildung 11)
kann durch thermosymmetrisch ausgepréagte Spindelgehduse-Temperaturfelder verhin-
dert werden. Thermische Symmetrie wird fiir gewohnlich als wesentliches Kriterium fiir
Spindeln und Werkzeugmaschinen angefiithrt [ABE10, S. 786; HOR12, S. 67; LIU16,
S. 58; BRE18, S. 517; LAN23, S. 41; NAU23, S. 29], gleichwohl existiert keine ein-
deutige Definition des Begriffs. Die vorliegende Arbeit definiert den Begriff und eta-
bliert einen darauf aufbauenden mathematischen Quantifizierungsansatz, der thermi-
sche Asymmetrie berechenbar und damit vermeidbar macht.

= Thermische Dehnung (Abbildung 10 oben, bzw. ¢, in Abbildung 11) kann ohne Materi-
alanpassungen, die die Kosten der Spindeln um ein Vielfaches erh6hen und die mecha-
nischen Eigenschaften verschlechtern, nicht verhindert werden. Die Komplexitit der
tiberlagerten thermischen und kinematischen Verlagerungseffekte [BUT07] erfordert
das Verwenden datenbasierter Ersatzmodelle, die die jeweilige axiale Spindeldehnung
im Maschinenbetrieb reproduzieren und steuerungsseitig kompensieren konnen.

Ohne ein tiefgreifendes technisch physikalisches Verstdndnis der thermomechanischen Wirk-
zusammenhénge von Motorspindeln konnen diese Ansitze nicht ausgearbeitet bzw. validiert
werden. Die Darstellungen in Abbildung 5-6 auf S. 10-11 zeigen, dass 30 der bisherigen
Untersuchungen (85,7 %) im Drehzahlbereich zwischen 2.000 und 20.000 min~' durchgefiihrt
wurden. Nur fiinf Autoren (14,3 %) untersuchten Modelle mit mehr als 20.000 min~—!, wobei
einzig GEBERT [GEB97] eine Spindel mit mehr als 30.000 min~' betrachtete. Das macht das
thermische Modellieren einer Spindel mit 40.000 min~! (Tabelle 2 auf S. 11, letzte Spalte), die
im Rahmen dieser Arbeit betrachtet werden soll, besonders herausfordernd. Das liegt darin
begriindet, dass die Randbedingungen anderer Autoren in diesem Drehzahlbereich nicht vali-
diert sind und physikalische Phdnomene an Relevanz gewinnen, die bislang keine Beachtung
fanden. Dahingehend werden in Kapitel 4 Quantifizierungsansitze fiir die Warmequellen,
Warmesenken und Warmetransfersysteme in Motorspindeln vorgestellt, deren Ergebnisse bei
40.000 min~! gut mit den Messungen iibereinstimmen.
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Das mit den Randbedingungen erstellte thermisch-fluidmechanisch gekoppelte Simulations-
modell der Motorspindel wird im anschliel}enden Kapitel 5 vorgestellt. Weiterhin wird hier
der Priifstand eingefiihrt, der fiir die empirischen Untersuchungen im Rahmen dieser Arbeit
genutzt wurde. Fiir den Priifstand wird ein zusitzliches Simuationsmodell erstellt, um dessen
Wirken als Warmesenke quantifizieren zu konnen.

Der Ansatz, der das Vermeiden der => thermischen Durchbiegung erméglicht, wird im dar-
auf folgenden 6. Kapitel vorgestellt. Mit dem Ansatz wird das prazise Berechnen thermischer
Asymmetrie entlang der drei Raumachsen moglich. Die konstruktiven Ursachen der thermi-
schen Asymmetrie und Radialverlagerung konnen so sichtbar gemacht werden. Weiterhin
wird eine Herangehensweise vorgestellt, mit der eine zusammenfassende Berechnung ther-
mischer Asymmetrie beliebig komplexer Korper moglich wird.

Die Methode zur Kompensation der = thermischen Dehnung wird in Kapitel 7 dargelegt.
Um den Transfer des Ansatzes in die Praxis zu vereinfachen, werden ausschlieRlich bereits
vorhandene Daten bzw. Sensoren als Trainingsgrundlage genutzt. Die datenbasierten Ersatz-
modelle werden dazu mit den Methoden der kiinstlichen Intelligenz trainiert. Dabei kommen
erstmals der Entscheidungsbaum und der Random Forest als Machine Learning Methode bei
Motorspindeln zum Einsatz (vgl. Tabelle 5-6 auf S. 18-19). Das Verwenden eines Entschei-
dungsbaumes ist im Hinblick auf Frasmaschinen im Allgemeinen neu.

Die Validierung der in den vorherigen vier Kapiteln eingefithrten Methoden erfolgt im 8.
Kapitel. Zunachst werden die Ergebnisse des thermisch-fluidmechanischen Simulationsmo-
dells mit den Messungen auf dem Priifstand abgeglichen. Im Anschluss daran werden Unter-
suchungen dargelegt, die den Zusammenhang zwischen der Rechengrof3e der thermischen
Asymmetrie und der Radialverlagerung nachweisen. Das Potential des Ansatzes wird am
Beispiel der Reduktion der radialen TCP-Verlagerung von Motorspindeln dargelegt. Zuletzt
werden die Ergebnisse der datenbasierten Ersatzmodelle mit den Messergebnissen der TCP-
Verlagerung abgeglichen.

Im 9. Kapitel und 10. Kapitel wird die Arbeit in deutscher und englischer Sprache zusam-
mengefasst. Ein Ausblick zeigt abschlief3end die grof3ten Potentiale der entwickelten Metho-
den und deren denkbare Ubertragbarkeit auf andere Maschinenkomponenten bzw. Bereiche
von Wissenschaft und Technik.
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4 Thermische Modellierung von schnelldrehenden
Motorspindeln

Prézise Spindelmodelle erfordern das Betrachten aller thermischen Randbedingungen (Ab-
bildung 4 auf S. 9). In Analogie zu Tabelle 1-2 (S. 10-11) werden die nachfolgenden
Quantifizierungsansétze zum Bestimmen der Randbedingungen in Warmetransfersysteme
(Abschnitt 4.1), Warmesenken (Abschnitt 4.2) und Warmequellen (Abschnitt 4.3) unterteilt.

4.1 Warmetransfersysteme

4.1.1 Lagergeometrien

Die ellipsenformige Kontaktflache (Abbildung 12) zwischen den Walzkorpern und Lagerrin-
gen bestimmt den Warmedurchgang durch die Walzlager mal3geblich. Die Gleichungen zur
Quantifizierung der Druckellipse (e, und e, in Abbildung 12) mittels der Hertzschen Theorie
(s. Randbedingung (1) auf S. 10) sind héufig in der Praxis nicht 16sbar, da spezifische Para-
meter wie Krimmungsradien von den Herstellern als Betriebsgeheimnis geschiitzt werden.
Ebenso kénnen thermomechanisch induzierte Variationen im Betrieb nicht akkurat abgebil-
det werden. e

Innenring " Druckellipse
7 X )
Kraft < ~ < ( 2
rrrrrrrrrrr —7 €a -
; /
‘ (

Walzkorper ] ( )

(a) Schnittdarstellung (b) Draufsicht

Abb. 12: Kontaktflache zwischen Walzkdrpern und Lagerringen nach GEBERT [GEB97, S. 104].

In der vorliegenden Arbeit wird deshalb die Warmeiibertragung durch die Lagergeometrie
nach WEIDERMANN [WEIO1] beschrieben. Fiir dieses Vorgehen ist keine Berechnung der
Hertzschen Theorie bzw. der Krafte erforderlich, da dem Ansatz pauschal eine mittlere La-
gerbelastung zugrunde gelegt wird [GLEOS, S. 49]. Bei dieser Vorgehensweise wird mit einer
empirisch ermittelten Formel der Warmedurchgangskoeffizient % fiir die Kontaktsituationen
zwischen den Walzkorpern und den Lagerringen bestimmt. Errechnet wird dabei zunichst
der Warmedurchgangskoeffizient % ;. eines einzelnen Walzkorpers [WEIO1, S. 4-5]:

1
Rowit: = 500 V14 +2-In(v,) — 2 - In(dwar) - d o (4-1)
v, bezeichnet die Walzkorperumfangsgeschwindigkeit und « 3, den Walzkorperdurchmes-
ser. Die Walzkorperumfangsgeschwindigkeit v, wird dabei mit nachfolgender Gleichung (4-2)
berechnet: (d dn)
b0 T A wilz) * Mo
L = 2 -2
! 19.099 (4-2)
In der Gleichung gilt es den Lagerbohrungsdurchmesser <, , und die Drehzahl n, einzusetzen.
Wird der Warmedurchgangskoeffizient % ;,, mit der Anzahl der Wélzkorper =z multipliziert,
kann der Gesamtwarmedurchgangskoeffizient des Lagers % bestimmt werden (Gleichung 4-

3):

k =FRwar - = (4-3)
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4.1 Warmetransfersysteme

Der Warmedurchgangskoeffizient des Lagers #% ist in Reihe geschaltet mit jenem des Spal-
tes zwischen LagerauRenring und Gehiuse % ;. Der Warmedurchgangskoeffizient %, kann
mangels Kenntnis der thermoelastischen Kontaktsituation (s. Randbedingung @ auf S. 11)
ohne zusitzliche Sensorik in der Praxis nicht akkurat ermittelt werden. Aus den Untersu-
chungen von BOSSMANNS & TuU geht jedoch hervor, dass der Warmedurchgangskoeffizient
des Spaltes % 1 bis zu zwei Zehnerpotenzen grof3er ist als jener der Walzkontakte (Ao > %)
[BOS99, S. 1353-1355]. Da der Gesamtwert einer Reihenschaltung von Warmeiibergangs-
koeffizienten iiber die Summe ihrer Kehrwerte ermittelt wird, kann der Einfluss des Spaltes
zwischen Lagerauf3enring und Gehéduse vernachlassigt werden [VON15, S. 17 -35].

4.1.2 Spalt zwischen Welle und Gehause
Aus der Arbeit von GEBERT ist bekannt, dass der Hauptteil der Rotorwarme {iber den Spalt

zwischen Welle und Gehiduse abgefiihrt wird [GEB97, S. 143]. Deshalb ist eine detaillierte
Modellierung dieses Warmeiibertragungsvorganges unerlasslich (s. Randbedingung @ auf
S. 11). Der Durchmesser der Welle variiert, weswegen grundsétzlich zwischen zylinderformi-
gen und scheibenformigen Teilbereichen unterschieden werden muss (Abbildung 13).

d

— et

)| Gehause (1) #‘Strémungsform Quantifizierung als

- Genause :
(1)— Welle
Al ] (2

Abb. 13: Teilbereiche fir die Modellierung des Warmeulbertragungsvorganges Utber den Luftspalt 4.

~

drehzahlabhangig |rotierender Zylinder in Umhausung

~

drehzahlabhé&ngig |rotierende Scheibe in Umhausung

(1) Rotierende Zylinder in Umhausung

Wodurch die Warmetibertragung im hohlzylinderférmigen Ringspalt zwischen Welle und Ge-
héduse stattfindet, hdngt von der jeweiligen Stromungsform ab. Diese ergibt sich aus der
Drehzahl der Welle, der jeweiligen Spaltbreite und den Oberflaichenparametern. Im Luftspalt
entsteht zunichst eine laminare Stréomung. Nach dem Uberschreiten einer Grenzdrehzahl
geht die Stromung in eine Taylor-Wirbelstromung iiber. Wird die Erh6hung der Umfangsge-
schwindigkeit fortgesetzt, weist die Stromung schliel3lich vollkommen turbulenten Charakter
auf [GEB97, S. 83-84]. Dieses Verstandnis ist fiir das Quantifizieren des Spaltes als War-
meiibertrager nach jetzigem Kenntnisstand ausreichend, muss jedoch zum Quantifizieren der
Luftreibung im Spalt um einen zuséitzlichen Stromungsbereich erweitert werden. Die Stro-
mungsformen werden dahingehend in Unterabschnitt 4.3.3 ab S. 50 im Detail erlautert.

Fiir die Beschreibung des Warmetransfers gibt es eine Vielzahl an Quantifizierungsansat-
zen. Meist wird dabei anstelle der Reynolds-Zahl Re die Taylor-Zahl Ta berechnet. Dies liegt
darin begriindet, dass sich die Taylor-Zahl, neben dem Radius des umlaufenden Zylinders,
zusatzlich auf ein Mal3 fiir das Gehduse bzw. den Spalt bezieht (beispielsweise die Spaltbreite
oder den hydraulischen Durchmesser). Fiir die Taylor-Zahl liegen ihrerseits unterschiedliche
Quantifizierungsansétze vor. Am weitesten verbreitet ist Gleichung (4-4) zu deren Bestim-

mung [FENll, S. 1140]: 5 dy,

o (%)’
Tadh = 2 (4-4)

V2

w bezeichnet die Winkelgeschwindigkeit der Welle (w = 27n), ri den Wellenradius und v die
kinematische Viskositét der Luft im Spindelinnenraum. Das Bezugsmaf3 der Taylor-Zahl 7a,,
ist der hydraulische Durchmesser ;, der im Falle eines Ringspalts zwischen zwei Zylindern
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4.1 Warmetransfersysteme

folgendermalen bestimmt werden kann [FEN11, S. 1138]:

2. (7r- (Té —r%))
n = - (rg+rw) (4-5)

Neben dem Wellenradius 7y gilt es dabei den Gehauseradius ¢ zu beriicksichtigen. Mit dem
Werk von TACHIBANA ET AL. [TAC59] lasst sich anhand von Gleichung (4-6) iiber die Prandtl-
Zahl und die Taylor-Zahl die Nusselt-Zahl Nu,, berechnen:

Nug, = 0,42 (Tag, - Pr) (4-6)

(4-7)

Die Prandtl-Zahl Pr kann iiber die spezifische Warmekapazitit ¢, der Luft im Spindelinnen-
raum mit Gleichung (4-7) berechnet oder direkt entsprechenden Tabellenwerken entnommen
werden [STE13]. Dieser von FENOT ET AL. [FEN1 1, S. 1143] vorgeschlagene Ansatz ist auf
eine direktgetriebene Spindel gut iibertragbar. Dies liegt darin begriindet, dass der Ansatz an
einer analogen Konfiguration (erhitzter Rotor sowie gekiihlter Stator) ermittelt wurde und
fiir ein breites Verhaltnis 0,522 < 7% < 0,971 bei gleichzeitig breitem Anwendungsbereich
0 < Tag, < 10° gilt. Somit lasst sich der Warmeiibergangskoeffizient bestimmen (vgl. Glei-
chung 2-8 auf S. 7), wobei hier der hydraulische Durchmesser ;, als charakteristische Gro3e

eingesetzt wird:
Nudh - A
— __h -8

o 4, (4-8)
(2) Rotierende Scheiben im Gehause
Wellenabsitze miissen separat als rotierende Scheiben in Gehdusen quantifiziert werden (vgl.
Abbildung 13). CALY & SCHULZ-GRUNOW [CAL66] leitete einen Quantifizierungsansatz fiir
die Nusselt-Zahl her, der in nachfolgender Gleichung (4-9) dargestellt ist:

0,4405-(1—€)-Pr 0.4, 0,1012-(1—€)-Pr
0,240,1333-+0,1381-(1—¢&)- Pr » ™" 0,240,1333-€40,3452-(1—¢€)- Pr

2:(6-£)
3+2£ 7643 \/_

0 bezeichnet dabei den Spalt zwischen Welle und Geh&use (Abbildung 13) und £ einen Faktor,
der mit nachfolgender Gleichung (4-10) iterativ bestimmt oder der tabellarischen Darstellung
von CALY & SCHULZ-GRUNOW entnommen werden kann [CAL66, S. 23 bzw. Tabelle 1 auf S.

24].
6
€ )
N
/ C— -10
2—|—— 2 Tw (4 )

ry stellt dabei den AuBenradius des jeweiligen Wellenabsatzes dar. Die Ermittlung des War-
meiibergangskoeffizienten « erfolgt dann in Analogie zum Vorgehen bei rotierenden Zylin-
dern in Gehdusen, wobei hier der Spalt ¢ als charakteristische Grof3e eingesetzt wird. Ge-
nerell gilt, dass der Warmeiibergangskoeffizient mit Verringerung des Spaltes steigt. Um die
Warmeiibertragung im Innenraum préazise quantifizieren zu konnen, wird deshalb von Mit-
telwertbildungen mehrerer Welle-Gehduse-Kombinationen abgeraten.

w - 02

NU5 = (4'9)
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4.1 Warmetransfersysteme

4.1.3 Festkorperkontaktstellen

Die Tatsache, dass der thermische Einfluss von Kontaktstellen in den Modellen haufig ver-
nachléssigt wird (s. Randbedingung (4)-(5) in Tabelle 1 -2), sollte nicht auf deren Irrelevanz,
sondern deren schwierige prazise Quantifizierung zuriickgefiihrt werden. Verschraubte Kon-
taktstellen die ignoriert bzw. als verschweil3t modelliert wurden, fiihrten in der vorliegenden
Arbeit (im thermischen Gleichgewicht) nahe den Kontaktstellen zu Temperaturabweichungen
zwischen 2 K und 7 K. Ignorierte lose Kontakte (Spielpassungen) fithrten schnell zu zweistel-
ligen Temperaturabweichungen. Eine Modellierung der Kontakte ist demnach unerlésslich.

Das Kontaktmodell wird im Rahmen dieser Arbeit auf der Theorie von COOPER ET AL. aufge-
baut, der den Kontakt zweier rauer Oberflichen (vgl. Abbildung 14), unter Annahme einer
Gausschen Verteilung der Unebenheiten, analytisch beschreibt [COO69]. Die darauf folgen-
den Arbeiten von YOVANOVICH und NEGUS & YOVANOVICH etablierten eine praktikable Lo-
sung zur Ermittlung des Warmeiibergangskoeffizienten von Kontaktstellen [YOV81; NEG88].

-

Material 1

. Verschraubter Kontakt (fest)
m, = -3 ﬁ Al = 3000 6. 000N/ miK
X Schiebebuchsen-Kontakt

7 ke~ 200 ... 1.500 W/m2K
/\ /\lRl

,,,,, - Stator-Gehause-Kontakt
S | Ae ag =~ 1.000 ... 3.000 W/m*K

N LN B S - - Wickelkopf-Gehause-Kontakt
ar ~ 200 ... 3.000 W/m?K

Rotor-Welle-Kontakt

—ET
<

)
>~
Do
3
ala
NS

Spindelstock ax ~ 1.000 ... 4.000 W/m?K
= Motorspindel L 2
S = effektive Spaltbreite R,, R, = quadratische Rauheit m,, m, = Flankenneigung

A = Warmeleitféhigkeit des Gases A, A\, = Warmeleitfdhigkeiten der Festkdrper

Abb. 14: Kontaktstellen in einer Motorspindel.

Durch stets vorliegende Unebenheiten wird Warme sowohl iiber die verdichteten Festkorper-
kontaktstellen als auch dem Gas im Spalt iibertragen (Abbildung 14). Mit diesem Grund-
verstandnis errechnet sich der Warmeiibergangskoeffizient einer Kontaktstelle ax nach Glei-
chung (4-11):

Qg = agfF+ Qo 4-11)

ag r bezeichnet darin den Warmetibergangskoeffizient der Festorperkontakte und ax ¢ den
Warmeiibergangskoeffizienten des den Spalt fiillenden Gases bzw. Mediums. Fiir das Quan-
tifizieren des Festkorperkontaktes hat sich die Korrelationsbeziehung von NEGUS & YOVANO-
VICH in nachfolgender Gleichung (4-12) bewéahrt [NEG8S, S. 280]:

1,25 -mgp-Agp [P\
H

(4-12)

Qg F =
’ Ri r

P bezeichnet darin den Druck auf der Oberflache und H die Mikrohéarte [COO69, S. 279]
des weicheren der beiden Materialien mit den Indizes 1 und 2 (Abbildung 14). A\ r ist die
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4.1 Warmetransfersysteme

mittlere harmonische Warmeleitfahigkeit des Verbundes, die mit Gleichung (4-13) nach Ab-
bildung 14 bestimmt werden kann:
2-A1 Xy
Akp=—"+— 4-13
KF = S (4-13)
Ry r bezeichnet in Gleichung (4-12) die quadratische Rauheit des Verbundes der Materialien
1 und 2, die mit nachfolgender Beziehung ermittelt werden kann:

Rir = /R + R2 (4-14)

R; und R, sind darin die quadratischen Rauheiten (rms-roughness, im Deutschen héaufig als
R, angeben) der Materialien 1 und 2. m g stellt in Gleichung (4-12) die gemittelte absolute
Neigung der Flanken des Verbundes (s. Abbildung 14) dar, die folgendermalien (Gleichung 4-

15) bestimmt wird:
my r = \/m3+m} (4-15)

Insofern die Flankenneigung m; und m, nicht bekannt ist, kann ein dem Werk von ANTONET-
TI ET AL. [ANT93] entnommener Zusammenhang verwendet werden. Da eine Verbindung
zwischen Flankenneigung m und quadratischer Rauheit R, besteht (Abbildung 14), kann
die Ndherungsgleichung (4-16) genutzt werden, um m zu ermitteln. Die Gleichung gilt im
Rauheitsbereich 0,216 um < R, < 9,6 um.

m=0,125- (R, - 10%)**"

(4-16)

Fiir das Bestimmen des Warmeiibergangskoeffizienten des Gases ak ¢ in Gleichung (4-11)
kann die Beziehung von YOVANOVICH [YOV81, S. 3] genutzt werden:

oYe

— ¢ -1
S+dG (4-17)

aK.G

Aq ist dabei die Warmeleitfahigkeit des Gases im Spalt, S die effektive Spaltbreite (Abbil-

dung 14) und G der sogenannte Gas-Oberflichenparameter. Die effektive Spaltbreite .S 14sst

sich mit dem Potenzgesetz von ANTONETTI ET AL. [ANT84, S. 141] in Abhéangigkeit von

der quadratischen Rauheit des Verbundes Ry r und dem Druckverhéltnis % ermitteln (Glei-
chung 4-18):

p\ 0007

S=1,53 Ry - (E) (4-18)

Gleichung (4-18) ist im Bereich 107° < £ < 2.107? giiltig. Der zusétzliche Gas-Oberfléchen-

parameter G ist erforderlich, um Luftverdiinnungseffekte bei hohen Temperaturen und nied-

rigen Gasdriicken abbilden zu konnen. Er kann mit Gleichung (4-19) aus Referenzwerten

ermittelt werden:
T Pap

Ty FPo
Worin G, den Gasparameter bei Referenztemperatur 7 und Referenzdruck P, bezeichnet.
G wird dann durch Einsetzen der vorliegenden Parameter fiir Temperatur 7" und Druck Py
bestimmt. Referenzwerte konnen dem Werk von YOVANOVICH [YOV81, S. 4] entnommen
oder nach SONG & YOVANOVICH [SON87] funktionsbasiert bestimmt werden.

G =G - (4-19)
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4.2 Warmesenken

Wertebereiche fiir die Parameter in den Gleichungen (4-12) —(4-19) konnen YOVANOVICHS
Arbeit entnommen werden [YOV81, S. 4]. Zusiatzlich werden in Abbildung 14 (rechts) An-
haltswerte fiir die Wirmeiibergangskoeffizienten o ausgewiesen, die in guter Ubereinstim-
mung mit den vorliegenden empirischen Untersuchungen und den tabellarischen Angaben
von NEGUS & YOVANOVICH [NEG88, S. 281] sind. Verallgemeinernde Aussagen konnen nicht
getroffen werden, da Werkstoffparameter, Oberflichenparameter und die (Motor-)Fiigever-
fahren je nach Spindeltyp variieren. Warmeiibergangskoeffizienten fiir das Modell des im
Rahmen dieser Arbeit validierten Spindeltyps (Abschnitt 8.1 ab S. 101) kénnen einer friihe-
ren Arbeit des Autors entnommen werden [KOC23, S. 253].

Es sei weiterhin auf die Ergebnisse von ATTIA & KOPsS verwiesen, aus denen hervorgeht, dass
das Warmeiibertragungsverhalten von Kontakten durch die Thermoelastik als nichtlinear an-
gesehen werden muss [ATT79, S. 355]. Diese Herausforderung ist im Falle einer Motorspindel
besonders fiir die Schiebebuchsen-Kontakte von Bedeutung. Durch die Spielpassung entsteht
eine relativ grof3e Temperaturdifferenz zwischen Buchse und Gehause, die zur Variation der
Spaltbreite S bzw. des Druckverhéltnisses £ im Kontakt fiihrt, wodurch eine wechselseitige
Beeinflussung zwischen Thermoelastik und Temperaturdifferenz entsteht.

4.2 Warmesenken

4.2.1 Fluidkihlung

Die thermische Asymmetrie des Gehauses ist die Hauptursache der radialen Verlagerung von
Motorspindeln (s. Kapitel 3). Um diesen Sachverhalt modellbasiert abbilden zu kénnen, kann
die Fluidkiihlung nicht als einfache Konvektionsrandbedingung mit konstantem Warmeiiber-
gangskoeffizienten o modelliert werden (s. Randbedingung (6) — (7) in Tabelle 1-2). Statt-
dessen muss eine stromungsmechanische Simulation vorgenommen werden, was nachfol-
gend erlautert wird.

Die Fluidkiihlung von Motorspindeln erfolgt durch Hohlrdume im Spindelgehause (vgl. Ab-
bildung 15a). Werden die Hohlraume ausgefiillt, entsteht die sogenannte Fluiddoméne (Ab-
bildung 15b). Nach dem Zulauf wird haufig erst die Lagerkiihlung vorgenommen. Parallel zur
Statorkiihlung laufende Lagerkiihlungen sind aber ebenso verbreitet. Zusatzlich muss auch
die Kithlwirkung der Bohrungsnetzwerke betrachtet werden, die durch ihre asymmetrischen
Anordnungen einen signifikanten Einfluss auf die sich ergebende Thermoasymmetrie haben
konnen. Durchliuft das Kithlmedium einmal diesen Kreislauf, kann die Kithlwirkung ) nach
Gleichung (4-20) berechnet werden [GEB97, S. 153]:

Q =Cp-p- V : (TRﬁcklauf - TZulauf) (4-20)

¢, bezeichnet darin die spezifische Wirmekapazitit und p die Dichte des Kithimediums. V'
ist dessen Volumenstrom. Gleichung (4-20) kann sowohl bei messtechnischen Untersuchun-
gen als auch bei numerischen Simulationen genutzt werden, um Anhand von Riick- und
Zulauftemperatur die Kiihlwirkung zu quantifizieren. Die Stellgro3en zur Verbesserung der
Kithlwirkung sollen anhand von Gleichung (4-21) erldutert werden (vgl. Gleichung 2-7 auf
S.7):

Q=a- Ay (Tise — Triia) (4-21)
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Lagerkihlung -

Statorkihlung

(a) Fluidkiihlung einer Motorspindel in der Schnittdarstellung

Bohrungsnetzwerke

Stator

Rotor /

L L ™rteliel
ol l : A IUT LU R Lkl
("‘)-’" &= *.nnnnlw *.nmmmlw
"l_ ' LU LU
(c) Spiralférmige Klhlhilse (d) Maanderférmige Kiihlhilse (e) S-maanderférmige Kiihlhilse

Abb. 15: Fluidkihlung von Motorspindeln.
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4.2 Warmesenken

A, ist die warmeabgebende Oberflache und Ty, die Wandtemperatur der Kiihlhiilse. Die
Kiihlwirkung des Fluids lasst sich demnach nicht nur durch eine Erh6hung des Forderdruckes
bzw. des Volumenstromes V, sondern auch durch gréBere Oberflichen A, bzw. Wirmeiiber-
gangskoeffizienten « erreichen. « selbst kann durch hohere Fluidgeschwindigkeiten v g4,
entweder als Folge eines groReren Volumenstromes V oder durch Reduktion der durchstrém-
ten Querschnittsfliche A erhoht werden (vppiq = %). Der Warmeiibergangskoeffizient ist
jedoch auch von der vorliegenden Stromungsform abhingig. Turbulente Stromungen fiihren
zu hoheren Koeffizienten als laminare Stromungen. Infolge hoher Fluidgeschwindigkeiten
entstehen, insbesondere im Zusammenhang mit hohen Stromungswiderstanden, turbulente
Stromungen [GEB97, S. 154].

Eine dahingehend effektive Kithlung kann durch unterschiedliche Kiihlhiilsen-Konzepte er-
reicht werden. Am weitesten verbreitet ist das in Abbildung 15c dargestellte spiralférmige
Konzept. Die im Rahmen dieser Arbeit modellierte Spindel verfiigt {iber ebenjene spiralfor-
mige Auspragung (s. Abschnitt 5.1.1 ab S. 59). Inzwischen finden aber auch méaanderfor-
mige Kiihlhiilsen (Abbildung 15d) breitflaichig Anwendung in der Industrie. Sie erreichen
eine nahezu thermosymmetrische Kiihlung mit abwechselnd links- bzw. rechtsdurchstromten
Halbringen. Durch die parallele Fluidfiihrung sinkt allerdings die Fluidgeschwindigkeit. Ab-
bildung 15e zeigt die Eigenentwicklung einer S-maanderformigen Kiihlhiilse, die die Vorteile
der hohen Fluidgeschwindigkeit der spiralférmigen Kiihlhiilse (gute Kiihlwirkung) mit den
thermosymmetrischen Kiihleigenschaften der maanderférmigen Kiihlhiilse (geringe Radial-
verlagerung) kombiniert [KOC21a, S. 4624].

Um die Kithlwirkung prazise abbilden zu konnen, miissen die Warmeiibergangskoeffizien-
ten individuell, der lokalen Fluidgeschwindigkeit entsprechend, prazise ermittelt werden.
Die sukzessive Erwdarmung des Kithlmediums und der gegeniiberliegenden Wand muss eben-
falls berticksichtigt werden, um die Thermoasymmetrie-Problematik iiberhaupt modellbasiert
abbilden zu konnen. Ein solches Problem muss numerisch gelost werden. Im Rahmen die-
ser Arbeit wird dazu die Computational Fluid Dynamics (CFD) Methode verwendet (s. Ab-
schnitt 5.1.2 ab S. 66).

4.2.2 Umgebungsluft

Die umgebende Luft muss als freie Konvektion (s. Randbedingung e auf S. 12) und er-
zwungene Konvektion (s. Randbedingung auf S. 12) beriicksichtigt werden. Wie sie als
Randbedingung quantifiziert werden kann, hdngt von der lokalen geometrischen Auspragung
und der Stromungssituation an der Oberflache der betrachteten Bauteile ab. Entsprechend
Abbildung 16 werden die Konvektionsphédnomene in fiinf Teilbereiche untergliedert. Die Ab-
bildung zeigt die Spindel mit rotierender Welle. Links im Bild, unter bzw. hinter dem Spindel-
stock, kann von freier Konvektion ausgegangen werden (1). An der rotierenden Welle liegt
erzwungene Konvektion vor. Wobei die Betrachtung hier zwischen erzwungener Konvektion
an Oberflachen mit Zylinder- (4) und Scheibenform (5) differenziert werden muss.

In Analogie zu den Warmetransfermechanismen wird fiir die Bereiche (1), (4) und (5) der
Warmeiibergangskoeffizient « errechnet. Entsprechend der Gleichung (4-22) erfolgt deren
Quantifizierung (vgl. Gleichung 2-8 auf S. 7).

(4-22)
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freie L Ubergangsbereich . _erzwungene
Konvektion Konvektion
(1) Spindelstock
L
(1) 2)
Gehause |® 2) 4 .
@ @ (5)
s
\
Welle (l
# ‘ Konvektionsform ‘ Quantifizierung als ab S.
(1) | freie Konvektion vertikaler oder horizontaler Zylinder 35
(2) | Ubergangsbereich umstrémter Zylinder, log. Interpolation | 36
(3) | (erzw. Konvektion) umstrémte Scheibe, log. Interpolation | 36
(4) | erzwungene Konvektion | frei rotierender Zylinder 40
(5) | erzwungene Konvektion | frei rotierende Scheibe 40

Abb. 16: Ubersichtsdarstellung zur Quantifizierung der Umgebungsluft als Warmesenke,
eigene Darstellung anhand einer Motorspindel der Innomotics GmbH mit 40.000 min~!.

Durch die Komplexitit der Konvektionsphdnomene muss auch hier mit individuellen Korre-
lationsbeziehungen die Nusseltzahl Nu bestimmt und durch die jeweilige charakteristische
Grofde L geteilt werden. )\, ist dabei stets die Warmeleitfahigkeit der Umgebungsluft. Im
Falle der Ubergangsbereiche (2) und (3) in Abbildung 16 konnen keine Nusselt-Beziehungen
gelost werden, da die Randbedingungen dort nicht bekannt sind. Dementsprechend wird
dieser in der Literatur in aller Regel ignoriert bzw. als Bereich mit freier Konvektion quanti-
fiziert (s. Randbedingung (9) in Tabelle 1-2). Im Rahmen dieser Arbeit wird ein logarithmi-
sches Interpolationsmodell fiir den Ubergangsbereich anhand der empirischen Untersuchun-
gen hergeleitet. Im Nachfolgenden werden die Ansatze zur Beschreibung der Umgebungsluft
als Warmesenke, Abbildung 16 entsprechend, nacheinander vorgestellt.

(1) Freie Konvektion an einem vertikalen oder horizontalen Zylinder

Die Aullenseite des Spindelgehduses kann vereinfacht als Zylinder betrachtet werden, an
dem freie Konvektion stattfindet. Fiir die Quantifizierung der Nusselt-Zahl wird zunéchst
die Grashof-Zahl Gr, bestimmt, die nach Gleichung (4-23) berechnet werden kann [STE13,

s. 22]: g AT

2
Vo

Gry (4-23)

Darin bezeichnet g die Erdbeschleunigung. Als charakteristische Grol3e wird der Gehduseau-
Bendurchmesser « der Spindel eingesetzt. Weiterhin bezeichnet 5 den rdumlichen Warme-
ausdehnungskoeffizienten, der bei Gasen nidherungsweise iiber die Beziehung § = ﬁ be-
stimmt werden kann. T, entspricht der Temperatur der Umgebungsluft. Dariiber hinaus ist
AT die Differenz aus Wand- und Lufttemperatur (AT = Tyyana — Tno). Voo bezeichnet die kine-
matische Viskositat der Umgebungsluft. Fiir die Bestimmung der Nusselt-Zahl ist {iberdies die
Prandtl-Zahl Pr erforderlich, die nach Gleichung (4-7) auf S. 29 berechnet werden kann. Die
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Nusselt-Zahl kann anschliel3end fiir eine senkrecht angeordnete Spindel {iber die Beziehung
von CHURCHILL & CHU [CHU75, S. 1324 -1326] bestimmt werden:

_16

9 9
4 2 16
Nuy = | 0,825+ 0,387 | Gry - Pr (1 + (O’PE ) > (4-24)

Gleichung (4-24) gilt fiir den Bereich 0 < Gry - Pr < 10'? und alle Prandtl-Zahlen Pr.
Mit Gleichung (4-22) kann somit der Warmeiibergangskoeffizient berechnet werden. Eben-
so gibt es auch Werkzeugmaschinen mit horizontal angeordneten Spindeln. In diesem Fall
kann die freie Konvektion an der zylinderformigen Oberflache auf Basis der Arbeit von MiI-
CHEJEW [MIC68] quantifiziert werden. Die Nusselt-Zahl wird dabei mit Gleichung (4-25)
errechnet:

Nug = g1 - (Grg - Pr)® (4-25)
Zur Bestimmen der Grashof- und Prandtl-Zahl quantifiziert MICHEJEW eine Bezugstempera-
tur T, die sich nach Gleichung (4-26) als Mittelwert zwischen Umgebungstemperatur 7.,
und Oberflachentemperatur 7, der Spindel berechnet:

_Too+TO

Tg 5

(4-26)
Dahingegen werden die Konstanten ¢, und - in Gleichung (4-25), dem Produkt von Grashof-
und Prandtl-Zahl Gr, - Pr entsprechend, Tabelle 7 entnommen.

Tab. 7: Bestimmung der Konstanten ¢ und g» in Gleichung (4-25).

Gra-Pr | a1 | 4

<1073 0,500 | 0O
11073 ..5-10% | 1,180 | 1/8
5-102...2-107 | 0,540 | 1/4
2.107 .. 1-10° | 0,135 | 1/3

(2)-(3) Ubergangsbereich zwischen freier und erzwungener Konvektion

Zunichst muss geklirt werden, welcher Teilbereich der Spindel als Ubergangsbereich be-
trachtet werden sollte. Die Definition erfolgt in der vorliegenden Arbeit in Analogie zu Ab-
bildung 16 (mittig). Rechts davon findet durch die Wellenrotation erzwungene Konvektion
statt. Die Abgrenzung hin zur freien Konvektion gelingt durch den Spindelstock, der als stro-
mungsmechanische Barrikade fungiert.

Der Warmeiibergangskoeffizient « steigt mit der Luftgeschwindigkeit v. Die Geschwindig-
keitsverteilung der Luft ist im Ubergangsbereich nicht bekannt und kann ohne aufwindi-
ge messtechnische Untersuchungen nicht bestimmt werden. Im Rahmen dieser Arbeit soll
deshalb ein Ansatz entwickelt werden, mit dem die Abnahme der Luftgeschwindigkeit bzw.
des Warmeitibergangskoeffizienten hin zur freien Konvektion ndherungsweise bestimmt wer-
den kann. Von vergleichbaren stromungsmechanischen Betrachtungen ist bekannt, dass die
Luftgeschwindigkeit nichtlinear abnimmt, was am Beispiel einer frei rotierenden Scheibe in
nachfolgender Abbildung 17a veranschaulicht wird. Im Grunde erscheint die Abnahme der
Geschwindigkeit mit dem natiirlichen Logarithmus y = In(x) in Abbildung 17b vergleichbar.

36



4.2 Warmesenken

8
7
6
)
) . y = In(a) = log, (2
B
3
2
1
0
-1
xr
(a) Luftgeschwindigkeitsverteilung v an einer frei (b) Naturlicher Logarithmus

rotierenden Scheibe nach GEBERT [GEB97, S. 48 —49]

Abb. 17: Vergleichsbetrachtung zwischen Geschwindigkeitsverteilung und Logarithmusfunktion.

Mit der Luftgeschwindigkeit ldsst sich die Reynolds-Zahl berechnen, welche zur Bestimmung
der Nusselt-Zahl genutzt wird. Mit der Nusselt-Zahl wird der Warmeiibergangskoeffizient
berechnet. Die Zusammenhénge sind nicht immer linear. Die Luftgeschwindigkeit am rotie-
renden Bauteil mit erzwungener Konvektion ist bekannt (v.., = r - w). Dagegen ist jene im
Bereich mit freier Konvektion unbekannt (vs.; — 0). Der Logarithmus von 0 ist nicht defi-
niert [WIL77, S. 97-98]. Demnach ist fiir die Luftgeschwindigkeit als Interpolationsgrof3e
eine Annahme erforderlich (v;.; > 0), die zu signifikanten Anderungen der Ergebnisse im
Ubergangs- bzw. Interpolationsbereich fiihrt.

Wird dagegen der Zusammenhang zwischen Luftgeschwindigkeit v und Warmeiibergangsko-
effizient « als linear betrachtet, gilt der ndherungsweise logarithmische Verlauf auch fiir den
Warmeiibergangskoeffizienten. Da die Randwerte der Warmeiibergangskoeffizienten von den
Teilbereichen mit freier Konvektion (ay.; mit Gleichung 4-24 bzw. 4-25) und erzwungener
Konvektion (a.,, mit Gleichung 4-34 und 4-35) bekannt sind, konnen jene als Randwerte fiir
den Interpolationsvorgang im Ubergangsbereich genutzt werden. Die Wirmeiibergangskoef-
fizienten fiir die erzwungene Konvektion in Teilbereichen mit Scheibenform und Zylinderform
unterscheiden sich signifikant. Dementsprechend werden fiir die Interpolation im Ubergangs-
bereich auch separate Gleichungen fiir Teilbereiche mit Scheiben- bzw. Zylinderform aufge-
stellt. Der Wirmeiibergangskoeffizient zylinderférmiger Ubergangsbereiche ., ; errechnet
sich nach logarithmischer Interpolation wie folgt:

Cihers = Oters.7 * €XP <(liiber - lerz) . (1H<Oéfrei) - ln(Oéerz,Z))> (4_27)

lfrei - lerz

Qers, 7z 1st darin der Warmeiibergangskoeffizient des Randbereichs mit erzwungener Konvek-
tion bei Zylinderform (Gleichung 4-34) und «y,.; jener mit freier Konvektion (Gleichung 4-24
oder 4-25). exp bezeichnet die Eulersche Zahl. {3, ist die Position im Ubergangsbereich (s.
Abbildung 18), fiir die der Warmeiibergangskoeffizient o, » bestimmt werden soll. [.,, be-
zeichnet den Abstand hin zur erzwungenen Konvektion. /., ist der Abstand von der Seite mit
erzwungener Konvektion hin zur freien Konvektion und kann fiir die Variablendeklaration in
Abbildung 18 (links) nach Gleichung (4-28) berechnet werden.
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Lsper = LANge bis zur Position im Ubergangsbereich fiir die Warmeiibergangskoeffizient-Berechnung

Abb. 18: Quantifizierung der Position im Ubergangsbereich 1;;.,. Links die klassische einfache
Betrachtungsweise. Rechts der eingefiihrte Ansatz zum Bertiicksichtigen des disproportionalen
Geschwindigkeitsabfalls in axialen Teilbereichen.

Lrei = l31 + lo1 + l32 + 122 (4-28)

Da die Seite mit erzwungener Konvektion als Referenz betrachtet wird, gilt fiir diese Betrach-
tungsweise [.,, = 0. Gleichung (4-27) vereinfacht sich damit zu Gleichung (4-29):

lii er ° 1 rei) 1 erz
Qiiber,z = Uerz,z * €EXP < b (n(af ) H(Oé ,Z))) (4‘29)

l frei

Die Herleitung der Interpolationsgleichung des Warmeiibergangskoeffizienten fiir scheiben-
formige Teilbereiche ;. s erfolgt analog (Gleichung 4-30). Als Referenzwert ist nun der
Warmeiibergangskoeffizient des scheibenformigen Teilbereichs mit erzwungener Konvektion
Qerz,s, der mit Gleichung (4-35) bestimmt wird, einzusetzen.

l'[i er In(a ret) T In Kery
Qgiper,S = Qerz,§ * €XP ( " ( ( flf) ( ’S))) (4'30)

Das Quantifizieren der Warmeiibergangskoeffizienten wird dadurch erschwert, dass die Welle
im betreffenden Bereich (Abbildung 18) sowohl radiale (I3, I32) als auch axiale Teilbereiche
(l21, lo2) aufweist. Der logarithmische Verlauf bzw. auch GEBERTs Alternativansatz [GEB97,
S. 71] ignorieren axial ausgeprégte Flachen bzw. deren Einfluss auf die Strémungssituation
an der Oberflache. Stattdessen werden alle Abstdnde als radial ausgeprégt betrachtet, wie
in Abbildung 18 (links) dargestellt. Die Position [, fiir die Warmeiibergangskoeffizienten
(Gleichung 4-29-4-30) an der betreffenden Stelle wiare demnach, Abbildung 18 (links, bis
zur Mitte von [5,) entsprechend, mit Gleichung (4-31) durch aufaddieren zu ermitteln:

1
Liver = l31 + lo1 + l32 + 3 loo (4-31)
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Vergleiche mit den empirischen Untersuchungen zeigten jedoch, dass ein solches Modell zu
stark kiihlt. Die Fluidgeschwindigkeitsrichtung der Luft ist nahe der rotierenden Welle zu-
nachst primér tangential und bekommt mit steigender Entfernung von der rotierenden Welle
einen immer grofler werdenden Radialanteil. Die Luft stromt jedoch nur indirekt in axia-
ler Richtung, weswegen hier von einem Geschwindigkeitsverlust ausgegangen werden muss,
der groRer ist als vom logarithmischen Verlauf impliziert. Die disproportionale Geschwindig-
keitsreduktion in axial ausgepragten Teilbereichen wird im Rahmen dieser Arbeit durch einen
zusatzlichen Faktor f,.;, berticksichtigt. Axial ausgepriagte Abstinde werden zur Ermittlung
der Ersatzposition im Ubergangsbereich 1;,, in Gleichung (4-32) mit f,,;, multipliziert. Das
Prinzip ist in Abbildung 18 (rechts) visualisiert.

f azxial
2

Der Faktor f,.,;,, konnte im Rahmen der empirischen Untersuchungen fiir den vorliegenden
Spindeltyp auf 2 beziffert werden. Falls die Kalkulation der Ersatzlange l;;.. zu grofseren
Werten fiithrt als der Abstand zur freien Konvektion (lj., > lf.;), wird ab dieser Position
von freier Konvektion ausgegangen (Iy.e; = liper DZW. afrei = per). Die mit diesem Ansatz
ermittelten Wirmeiibergangskoeffizienten im Ubergangsbereich ag,., des Versuchstrigers,
sind in nachfolgender Abbildung 19 beispielhaft dargestellt.

< lag (4-32)

Liver = l31 + fagiar - lo1 + 32 +

freie Ubergangsbereich | erzwungene |

> >

Konvektion ' Konvektion
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Abb. 19: Warmeiibergangskoeffizienten im Ubergangsbereich des Versuchstragers bei 40.000 min~!.
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Die Unterbrechungen werden durch die unterschiedlichen Teilbereiche mit Zylinder- bzw.
Scheibenform verursacht. Weiterhin ist die disproportionale Reduktion im axial ausgeprag-
ten Teilbereich [,; erkenntlich. Der Ansatz ist so formuliert, dass er auf andere Spindeltypen
{ibertragbar ist. Der empirische Faktor f,.» = 2 kann angesetzt werden, um den Ubergangs-
bereich hinreichend genau zu beschreiben. Im Hinblick auf hochprazise Simulationsmodelle
ist der Faktor anhand empirischer Untersuchungen versuchsbasiert anzupassen.

(4) Erzwungene Konvektion an einem frei rotierenden Zylinder
Die Teile der Welle bzw. Werkzeugaufnahme am vorderen Teil der Spindel, die ndherungs-
weise als frei rotierender Zylinder (4) betrachtet werden kénnen (Abbildung 16 auf S. 16),
miissen separat beschrieben werden. Wie bei erzwungener Konvektion iiblich, wird diese
Randbedingung iiber eine Reynolds-Zahl quantifiziert (Gleichung 4-33). Die auf den Durch-
messer bezogene Reynolds-Zahl Re, wird hierbei mit dem Durchmesser « und der Drehzahl
n berechnet: )

Rey = d'# (4-33)
Mit der Reynolds-Zahl Re, kann im Fall des frei rotierenden Zylinders nach DROPKIN &
CARMI [DRO57, S. 387] die Nusselt-Beziehung nach Gleichung (4-34) angesetzt werden:

Nugy = 0,073 - Rel’ (4-34)

Die Gleichung ist fiir Reynolds-Zahlen Re, > 15 - 10? giiltig. Die damit ermittelten Warme-
tibergangskoeffizienten (o = N“T“) sind beim Versuchstrager (Abschnitt 5.1.1) groler als
jene der frei rotierenden Scheibe mit gleichem Durchmesser.

(5) Erzwungene Konvektion an einer frei rotierenden Scheibe

Eine frei rotierende Scheibe ist in Abbildung 17a auf S. 37 dargestellt. Zentrifugalkréfte sor-
gen fiir ein Mitreil3en der Fluidteilchen, wodurch eine dreidimensionale, spiralférmige Stro-
mungsstruktur entsteht. Uber den Durchmesser der Scheibe liegen somit unterschiedliche
Stromungsformen bzw. Reynolds-Zahlen vor [GEB97, S. 48 —49].

Mit der Reynolds-Zahl Re,, (Gleichung 4-33) kann die Nusselt-Zahl fiir eine frei rotieren-
de Scheibe, iiber die Korrelationsbeziehung von HARTNETT [HARS59, S. 673] mit Gleichung
(4-35) berechnet werden. Fiir die Berechnungen der Reynolds- bzw. Nusselt-Zahl wird als
charakteristische Grof3e immer der jeweilige Aufdendurchmesser «, eingesetzt.

Nugy, =0,33- /2" Req, (4-35)

4.2.3 Spindelstock

Der Spindelstock nimmt als Warmesenke eine Sonderrolle ein, da ein Warmeiibergang hin zu
einem Festkérper aulerhalb der Systemgrenze stattfindet (s. Randbedingung (11) auf S. 12).
Der Kontakt zwischen Spindel und Spindelstock ist fest verschraubt, dementsprechend kon-
nen hier die Ansédtze zum Beziffern eines Warmeiibergangskoeffizienten im Kontaktbereich
ax aus Unterabschnitt 4.1.3 angesetzt werden (s. Abbildung 14 auf S. 30).

Die Temperatur der Umgebungsluft kann in gro3eren Rdumen als nahezu konstant betrach-
tet werden T, =~ const. Diese Vereinfachung ist beim Spindelstock nicht zuléssig. Der Un-
terschied soll anhand einer Vergleichsbetrachtung des tibertragenen Warmestromes hin zur

40



4.2 Warmesenken

Umgebungsluft Q.. (Gleichung 4-36) und hin zum Spindelstock Qg.x (Gleichung 4-37) ver-
deutlicht werden (vgl. Gleichung 2-7 auf S. 7):

Qoo = O Aa : (TSpindel - Too) (4'36)

QStock = Qg - Aa : (TSp'mdel - TStock) (4'37)

Die abgefithrte Wiarme an die Umgebungsluft Q. ist in aller Regel relativ gering (Glei-
chung 4-36), da die breitflachige freie Konvektion zu einstelligen Warmeiibergangskoeffizi-
enten o, < 10W/(m?K) fiihrt. Eine geringfiigige Anderung der Umgebungstemperatur 7,
variiert die ohnehin geringe Kiihlleistung ) nicht signifikant. Insofern die Raumtemperatur
als konstant betrachtet wird 7, ~ const., hat nur die Spindeloberflichentemperatur T, ;.
einen Einfluss auf die Temperaturdifferenz in Gleichung (4-36). T'spin4e Wird durch das Simu-
lationsmodell bzw. die thermische FEM prazise numerisch ermittelt (vgl. Abschnitt 5.1.2 ab
S. 60). Die Konvektion zur Umgebungsluft ist damit gut modellbasiert abbildbar.

Die Warmeiibergangskoeffizienten verschraubter Kontakte hingegen (Gleichung 4-37) sind
um Faktor 103 grofer als jene hin zur Umgebung ax >> a. (vgl. Unterabschnitt 4.1.3).
Durch den hohen Warmeiibergangskoeffizienten flie3t viel Warme an den gegeniiberliegen-
den Spindelstock, dessen Temperatur 7T's;..; sich dadurch ebenfalls erhoht. Dementsprechend
entsteht in Gleichung (4-37) eine wechselseitige Beeinflussung zwischen Kiihlleistung und
Temperatur des Spindelstocks Qs = Tstoek. Dieser Effekt kann nur durch ein zusitzliches
Modell des Spindelstocks mit allen Konvektionsrandbedingungen oder mit zusatzlichen Tem-
peraturmessungen auf dem Spindelstock zur Erfassung von T, akkurat abgebildet werden.
Etwaige Annahmen (7’s;,.c = const.) flihren schnell zu signifikanten Temperaturabweichun-
gen am Modell, insofern der Wert nicht messtechnisch mit dem Priifstand abgeglichen ist.
Der Wert fiir T's;,.. wére fiir jeden Betriebszustand einzeln messtechnisch zu erfassen.

Fiir ein prazises Simulationsmodell stellt dieser Umstand eine Herausforderung dar. Ohne
das zuséatzliche Modellieren des Spindelstocks als Warmesenke, kann nicht beurteilt wer-
den, inwieweit dadurch das Temperaturfeld der Spindel beeinflusst wird. Im Hinblick auf
Abschnitt 5.2.2 (ab S. 68) muss demnach auch der Spindelstock als Warmesenke model-
liert werden, um die Kiihlleistung auf Basis von Messungen ermitteln zu konnen (Unterab-
schnitt 8.1.1 ab S. 101). Das Quantifizieren der Konvektionsphdnomene erfolgt anhand der
in Abbildung 20 definierten Teilbereiche.

# ‘Konvektionsform Quantifizierung als

(1) | freie Konvektion vertikale Flache

(2) | freie Konvektion horizontale Flache (oben)

Spindelstock (3) | freie Konvektion horizontale Flache (unten)

Spindel i
Abb. 20: Konvektionsphdnomene am Spindelstock.

Fiir das Berechnen der Nusselt-Beziehungen flachiger Teilbereiche (1) — (3) muss die Rayleigh-
Zahl Ray,,, als zusitzliche dimensionslose Kenngrof3e quantifiziert werden [STE13, S. 757]:
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Ray, = (4-38)

Vso " Koo

koo Dezeichnet die Temperaturleitfahigkeit der Luft. Die Temperaturdifferenz AT wird in Ana-
logie zur Grashof-Zahl auf S. 35 berechnet. Als Bezugsgrofde wird die Anstromliange L 4,
gewahlt, die anhand der jeweiligen Flachenhohe h und -breite b nach Gleichung (4-39) er-

rechnet werden kann: hb

Lan = m (4-39)

(1) Freie Konvektion an vertikalen Flachen

Mit der Rayleigh Zahl kann die Nusselt-Zahl Nuj,, fiir vertikale Flachen nach STEPHAN ET
AL. [STE13, S. 757] quantifiziert werden (Gleichung 4-40). Wobei die Gleichung in den Wer-
tebereichen 10™! < Ray,, < 10 und 0,001 < Pr < oo validiert ist [CHU75, S. 1326]:

2
16

9\ T 9o 6
0,492 16
Nup,, = {0,825 +0,387- | Rar,, - <1 ! ( | ) ) (4-40)

Pr

(2) Freie Konvektion an horizontalen Flachen (Oberseite)

Bei der Betrachtung horizontaler Flachen miissen Ober- und Unterseiten getrennt betrachtet
werden, da durch die Schwerkraft unterschiedliche Stromungsmuster entstehen. Fiir Flachen
auf der Oberseite kann nach CHURCHILL die Nusselt-Zahl mit nachfolgender Gleichung (4-41)
bestimmt werden [CHUS82]:

0,322\%) "\
Nuy,, = 0,766 - | Rag,, - <1+( - ) ) (4-41)
T

Die Gleichung gilt fiir laminare Strémungen bis zu Ray,, - (1 + (232)%)~1 < 7-10% Fir
turbulente Stromungen wird nach CHURCHILL eine leicht modifizierte Form genutzt (Glei-
chung 4-42). Beide Gleichungen gelten fiir alle Prandtl-Zahlen 0 < Pr < oo:

0,322 ~20
T

1
20 3

0.322\ 2\
Nug, =0,150- | Ray, - (1 4 ( ’ ) ) (4-42)

Pr

(3) Freie Konvektion an horizontalen Flachen (Unterseite)
Bei der Betrachtung der Unterseite horizontaler Flachen kann nach SCHLUNDER ET AL. Glei-
chung (4-43) angesetzt werden [SCH83, Unterabschnitt 2.5.7-13 -2.5.7-15]:

TN ARAY
NU’LAn 20,6 RCLLA” . <1+< 7P7’ ) > (4-43)

20

Die Gleichung ist fiir laminare Strémungen im Bereich 10* < Ray,, - (1 + (232)%)"% <
10'° und alle Prandtl-Zahlen 0 < Pr < oo zugelassen. Bei allen Gleichungen wird dann der
Wairmeiibergangskoeffizient mit der Anstromlange L 4, als charakteristische Gro3e errechnet.

D=
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4.2.4 AuBenkihlzufithrung, Lagerkiihlung, Absaugung und Sperrluftdichtung

Das Gehduse von Motorspindeln ist von einer Vielzahl von Bohrungen durchsetzt. Die Boh-
rungen eignen sich einerseits zum Zufiihren elektrischer Anschliisse ins Spindelinnere (Elek-
tromotor, Sensorik etc.). Andererseits werden durch die Bohrungen die thermisch wirksamen
Aufenkiihlzufithrungen, Sperrluftdichtungen sowie die Lagerkiihlung und deren Absaugung
ermoglicht (s. Randbedingung (12)-(15) auf S. 12). Abbildung 21 zeigt exemplarisch die Boh-
rungsnetzwerke der Sperrluft auf der Festlagerseite und die Zufiihrung des Lagerkiihl- und
Schmiermittels auf der Loslagerseite.

_7 Sperrluft
= Lagerkihlung

Abb. 21: Bohrungskanéle der Sperrluft (links) und des Lagerkihl- und Schmiersystems (rechts).

Infolge der Durchstromung der Bohrungen entsteht in aller Regel eine zuséatzliche Kiihlwir-
kung. Die Stromungen in den Bohrungen sind mit Rohrstromungen vergleichbar. Die War-
meiibertragung in Rohren ist auf Basis entsprechender Nusselt-Beziehungen quantifizerbar.
Zunachst wird dazu eine auf den Innendurchmesser «,; der Rohre bzw. Bohrungen bezogene

Reynolds-Zahl Re,, berechnet:
(N ‘d/z

Req, = (4-44)

Die Stromungsgeschwindigkeit im Rohr v ldsst sich dabei mit Hilfe des Volumenstromes 1%
und der Querschnittsfliche A berechnen (v = %). Die Nusselt-Zahl der Bohrungsnetzwerke
in Motorspindeln kénnen dann mit hinreichender Genauigkeit nach Gleichung (4-45) quan-

tifiziert werden [GNI75, S. 15]:
T 0,45
A\ (4-45)
) <TWand)

t, bezeichnet darin die Lange des durchstromten Bohrungskanals. 7}, ist die mittlere Tem-
peratur des Fluids und T'y,,q die mittlere Wandtemperatur. Die Temperaturen sind in K ein-
zusetzen. Die Gleichung gilt im Bereich 0,6 < Pr < 1,5. Dariiber hinaus kann fiir Prandtl-
Zahlen 1,5 < Pr < 500 die modifizierte Form in Gleichung (4-46) genutzt werden:

AL pr\*"
Nug, =0,0012 - (Re(> — 280) - Pro*- (1 + (—) ) : ( ) (4-46)

wln

d;
Nug, = 0,0214 - (ReY}® — 100) - Pro* - (1 + (—)

143

fb PT’W

Wobei hier zwischen der Prandtl-Zahl bei Wandtemperatur Pry, und Fluidtemperatur Pr
unterschieden wird. Die Gleichungen (4-45) — (4-46) konnen zum Quantifizieren laminarer
Stromungen Re,, < 2300 und Stromungen im Ubergangsbreich 2300 < Re,, < 10* genutzt
werden. Bei kleinen Verhiltnissen ;‘—: wird jedoch im Ubergangsbereich das Verwenden des
wesentlich aufwandigeren Gleichungssystems von GNIELINSKI [GNI95, S. 240 —244] empfoh-
len. Liegt eine vollstandig turbulente Stromung 10* < Re,, vor, kann nach STEPHAN ET AL.
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folgende préazisere Korrelationsbeziehung genutzt werden [STE13, S. 788]. Das Verwenden
von Gleichung (4-47) ist fiir die Giiltigkeitsbereiche 10* < Rey, < 10° bzw. 0,1 < Pr < 1000
zulassig.

2

(1,810g10(Req;)—1,5) 2
4 -Rey. - P d;\3
Nug, = - = ' (1 + ( > ) A7

‘ 2
14+12.7- \/(1’8'1‘)&0(388%)1’5) (Pri—1)

4.2.5 Warmestrahlung

Das Quantifizieren der Warmestrahlung der Spindel (s. Randbedingung (16) auf S. 12) wird
auf dem Stefan-Bolzmann-Gesetz (Gleichung 2-13, S. 8) aufgebaut. Spindelwerkstoff und
-oberflache entsprechend, wird stets ein grauer Korper mit einem Emissionsgrad 0 < e < 1
betrachtet. Zundchst wird die Warmestrahlung im Inneren der Spindel zwischen Welle (Indi-
zes 1) und Gehéuse (Indizes 2) untersucht. Der abgegebene Warmestrom kann in diesem Fall
nach Gleichung (4-48) quantifiziert werden [STE13, S. 1089-1099]:

Q=0Cu- A - (T =T5 (4-48)

Die Wellentemperatur 77 und Gehdusetemperatur 75 werden von der thermischen FEM pra-
zise ermittelt. Als Flache wird hierbei jene der Welle A, eingesetzt. Die Strahlungsaustausch-
zahl C}, der grauen Korper wird mit nachfolgender Gleichung (4-49) errechnet:

012 - (4-49)

Wobei ¢; und ¢, die Emissionsgrade von Welle und Gehduse darstellen. Bei der Betrachtung
der Spindelauflenseite in einem groflen Raum A, >> A; vereinfacht sich Gleichung (4-49)
wie folgt:

Cio=¢€¢-0 (4-50)

GEBERT gibt die Emissionsgrade spindeltypischer Werkstoffe an [GEB97, S. 82]. Der Uber-
sichtsdarstellung von STEPHAN ET AL. konnen Emissionsgrade weiterer Werkstoffe entnom-
men werden [STE13, S. 1087 -1088].

4.3 Warmequellen

4.3.1 Motorverluste

In Motorspindeln werden Synchron- und Asynchronmotoren verbaut (s. Randbedingung @
auf S. 13). Ein auf dem Werk von HERING ET AL. [HER12] basierender Ansatz zur Quanti-
fizierung eines Asynchronmotors als Warmequelle kann einer fritheren Veroffentlichung des
Autors entnommen werden [KOC17, S. 163]. Der im Rahmen dieser Arbeit betrachtete Ver-
suchstrager (Abschnitt 5.1.1 ab S. 59) wird von einer permanentmagneterregten Synchron-
maschine angetrieben. Die Ausfiihrungen in diesem Unterabschnitt beziehen sich auf diesen
Motorentyp.
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Wie in Abbildung 22 dargestellt, kommen bei diesen Synchronmaschinen Permanentmagne-
te anstelle zuséatzlicher rotorseitiger Wicklungen zur Erzeugung des Rotorfeldes zum Ein-
satz. Die Magnete werden iiblicherweise auf die Rotoroberflache geklebt. Eine die Magne-
te umschliefende Bandage sorgt fiir zusitzlichen Halt [BIN17, S. 617-618]. Die Verluste
permanentmagneterregter Synchronmaschinen Py .., konnen folgendermallen gruppiert
bzw. nach Gleichung (4-51) berechnet werden:

* Kupferverluste P, in den Wicklungen des Stators
* Eisenverluste P, im Stator- und Rotorblech

* Wirbelstromverluste Py, ), in den Permanentmagneten des Rotors

PV,Motor = PCu + Ppe + PW,Mag (4-51)

Statorblech Magnet
Rotorblech Bandage
) Statorwicklung
Gehause (ausgeblendet)

Abb. 22: Schnittdarstellung eines permanentmagneterregten
Synchronmotors nach BINDER [BIN17, S. 618].

(1) Kupferverluste in den Wicklungen des Stators

Wird die Kupferdraht-Wicklung des Stators von einem Strom I durchflossen, entstehen darin
Stromwarme- bzw. Kupferverluste P,. Nachfolgende Gleichung (4-52) zeigt den quadrati-
schen Zusammenhang zwischen Strom [ und Verlustleistung Pg, [OEC17, S. 11]:

Poy = Re - I? - kg (4-52)

kg stellt einen Faktor dar, der die Stromverdrdngung bei hohen Frequenzen in Strom durch-
flossenen Leitern beriicksichtigt (Skin- und Proximity-Effekte). Ndhere Angaben zum Hin-
tergrund und Herleitung des Faktors konnen bspw. der Arbeit von JUNGINGER entnommen
werden [JUN17, S. 13-20]. Der elektrische Widerstand der Wicklung R., kann anhand der
Lange des Wickeldrahts ¢y, und der Leiterquerschnittsfliche A; ermittelt werden:

tw
R, = -53
'S4 (4-53)

Weiterhin bezeichnet s in Gleichung (4-53) die elektrische Leitfahigkeit des Werkstoffs. Die
elektrische Leitfahigkeit von Kupfer ist stark temperaturabhingig. Anhaltswerte konnen z. B.
dem Werk von GEBERT entnommen werden [GEB97, S. 39].
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(2) Eisenverluste im Stator- und Rotorblech

Ferromagnetische Eisensiliziumbleche (vgl. Abbildung 22) ermoéglichen das Fithren der ma-
gnetischen Felder im Rotor und Stator der Synchronmaschine. Die Blechstapel-Konstruktion
verringert den Durchflutungsbedarf und reduziert somit die erforderlichen Abmessungen der
elektrischen Maschine. Durchdringt ein sich zeitlich veranderndes Magnetfeld den ferroma-
gnetischen Eisenkern, entstehen infolge der Ummagnetisierungseffekte Hysterese- und Wir-
belstromverluste. [GEB97, S. 39]

Das akkurate Quantifizieren der Eisenverluste ist Gegenstand derzeitiger Forschungstatigkei-
ten. Ublicherweise werden wie bei den Kupferverlusten analytische Gleichungen verwendet.
Ohne empirischen Abgleich sind die Ergebnisse jedoch meist realitdtsfern. Jiingere Ansitze
versuchen deshalb, die Eisenverluste, aufbauend auf numerischen Berechnungen des Ma-
gnetsfeldes mittels FEM, praziser zu ermitteln. Als Zielgrof3e der FE-Analyse wird das ma-
gnetische Vektorpotential ermittelt, von dem sich dann die gesuchten Gréf3en wie die ma-
gnetische Flussdichte B und die Verlustleistung Py, ableiten lassen. Eisenverluste setzen sich
nach BERTOTTI aus Hystereseverlusten Py, Wirbelstromverlusten Py, und Zusatzverlusten
P7 zusammen [BERS8S, S. 621]:

Pp. = Py + Py + Py (4-54)

Die Berechnung der Einzelanteile erfolgt entsprechend nachfolgender Gleichung (4-55). Dar-
in sind ky, ¢, ky und k; materialspezifische, empirisch zu ermittelnde Verlustkoeffizienten.
Der empirische Abgleich ist erforderlich, um individuelle Einfliisse durch die jeweiligen Fer-
tigungsverfahren auf das Gefiige der Bleche beriicksichtigen zu kénnen [BOU19, S. 11. B,uu
bezeichnet die Amplitude der magnetischen Flussdichte und f die Frequenz der Magnetisie-
rung.

= = 2 = 1,5
PFe = kH : f : B:rjmg; + kW . <f : Bmaw) + kZ : <f : Bmax) (4'55)
%’_/ N —~— , -~ J
P Py Pz

Da FE-Modelle zur Ermittlung des Vektorpotentials im Zeitbereich berechnet werden, muss
Gleichung (4-55) vom Frequenzbereich in den Zeitbereich iiberfiihrt werden [GAN23, S. 5].
Diesbeziiglich wurden unterschiedliche Ansétze entwickelt, die jedoch das Erfassen zahlrei-
cher zusétzlicher empirischer Parameter erfordern [REIO1]. Um zusatzliche Parameter zu
vermeiden, wird im Rahmen dieser Arbeit der Ansatz von LIN ET AL. verwendet, dessen Vor-
gehen keine weiteren empirischen Parameter als die bereits eingefiihrten (ky, 6, ky und k)
erfordert [LINO4, S. 1318].

Hystereseverluste Py entsprechen dem Flacheninhalt der Hysteresekurve. Das Quantifizieren
dieser Flache gelingt im Zeitbereich durch Definition einer dquivalenten Ellipse mit gleichem
Flacheninhalt [LINO4, S. 1319]. Durch Gleichsetzen mit der stationdren Losung fiir Py in
Gleichung (4-55), leiteten LIN ET AL. folgende Gleichung zum Quantifizieren der augenblick-
lichen Hystereseverluste Py (t) her:

6-1 dB
dt

1
a 4 - fO%7r cos? AdO

—

B oz - COS 0‘

Py (t) kg - (4-56)

Wobei 6 den Winkel der Hystereseschleife bezeichnet. Die empirisch zu ermittelnden Verlust-
koeffizienten ky und ¢ entsprechen jenen in Term Py in Gleichung (4-55). Durch eine ver-
gleichbare Herleitung mittels Gleichsetzen werden die augenblicklichen Wirbelstromverluste
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Py (t) und Zusatzverluste P,(t) mit nachfolgenden Gleichungen (4-57) — (4-58) ermittelt:

-\ 2
1 dB
Py (t) = 5.2 Ky - (E) (4-57)
1 aB|"”
Pa(t) = 8763363 2 |dt (4-58)

Die Quantifizierung der Eisenverlustterme Py (t), Py (¢t) und Py(t) erfolgte mit einer separa-
ten 2D FEM-Berechnung. Details zur Simulations- und Rechenmethode konnen den parallel
erarbeiteten Ergebnissen von GANSER ET AL. entnommen werden [GAN23].

(3) Wirbelstromverluste in den Permanentmagneten des Rotors

Wie in den Blechpaketen entstehen auch in den Permanentmagneten Wirbelstrom- und Hys-
tereseverluste. Das Rotorfeld stellt gegeniiber dem Statorfeld kein Drehfeld dar. Demzufolge
wird die Hystereseschleife im Rotorblech und den Magneten nicht vollstindig durchlaufen,
womit die entstehenden Hystereseverluste als vernachlédssigbar angesehen werden konnen.

Der Wirbelstromverlustanteil in den Magneten Py, muss jedoch berticksichtigt werden.
Entgegen dem numerischen Ansatz bei den Eisenverlusten kann hier eine analytische Her-
angehensweise verfolgt werden. Die Formulierung in Gleichung (4-59), aufbauend auf dem
Werk von BECKERT ET AL. [BEC09], fiihrte zu guten Ubereinstimmungen mit den Messungen:

1 — — —
Pw.aag = 5 / Re [E X H*] -dA (4-59)
AMtLg

Die Magnetverluste Py, 5., werden demnach tiber die Oberfldche des Magnets A,,,,, anhand
des Kreuzproduktes der Realteile aus elektrischer Feldstarke E und konjugierter magneti-
scher Feldstirke H*, berechnet. Elektrische und magnetische Feldstirke werden dabei in ei-
ner komplexen, augenblicklichen Formulierung eingesetzt. Eine Losung der Integralgleichung
kann der Arbeit von BECKERT ET AL. entnommen werden [BEC09, S. 11].

4.3.2 Walzlagerreibungsverluste

Das akkurate Quantifizieren von Walzlagern als Warmequelle ist insbesondere bei hohen
Drehzahlen mit dem derzeitigen Stand der Technik nicht méglich (s. Randbedingung
auf S. 13). Um dennoch eine moglichst prazise Quantifizierung zu ermoglichen, wurde eine
halbempirische Herangehensweise mit folgenden Schritten entwickelt:

(1) Analytische Bestimmung der Lagerverlustverteilung
(2) Empirische Ermittlung der Summe der Lagerverluste
(3) Halbempirische Quantifizierung der Einzellagerverluste

(1) Analytische Bestimmung der Lagerverlustverteilung

Obgleich die Ergebnisse der Gleichungen zur Ermittlung der Lagerverlustleistung zu hohe
Ergebnisse liefern, sollen sie hier dennoch als Grundlage genutzt werden. Das ist auf die
Erkenntnis zuriickzufiihren, dass die Ergebnisse der Einzellagerverluste in einem realitéts-
nahem Verhéltnis zueinander stehen. Demnach kann die Lagerverlustverteilung hinreichend
genau ermittelt werden. PALMGRENs Ansatz [PAL64] fullt auf der Grundannahme, dass das
Verlustmoment eines Wélzlagers aus zwei Einzelanteilen besteht:
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Myp,q = Mo+ M, (4-60)

Das analytisch errechnete Reibmoment Ay, , wird in einen lastunabhédngigen Anteil M, und
einen lastabhédngigen Anteil M, aufgeteilt. Der lastunabhéngige Anteil M, ist das Reibmo-
ment, das durch die Viskositdt des Schmierstoffs entsteht. Es wird mit nachfolgender Glei-
chung (4-61) berechnet:

Mo=fo-d2y- (1-n)s -107" (4-61)

fo bezeichnet einen Lagerbeiwertfaktor, der basierend auf der Schmierungsform entsprechen-
den Quellwerken [HARO1, S. 543] entnommen werden kann. In Motorspindeln kommen héu-
fig Ol-Nebel-Schmierungen zum Einsatz, womit der Faktor bei Schriagkugellagern zu f, = 1,7
beziffert wird. Die Variable «,, o bezeichnet den mittleren Durchmesser des Lagers (vgl. Glei-
chung 4-62) bezogen auf den Bohrungsdurchmesser d;, und den Auffendurchmesser @y:
dy o= dbp + D
’ 2
Daneben ist 1 die kinematische Viskositit des Schmierstoffs und n, die Drehzahl. Das last-
abhingige Reibmoment M; aus Gleichung (4-60) wird nach Gleichung (4-63) berechnet.
Dieses errechnet sich aus einem weiteren Lagerbeiwert f;, dem mittleren Lagerdurchmesser
., und einer flir das Reibmoment maligebenden Belastung F,,,:

(4-62)

Ml = fl : dm,O : Fma (4'63)

Der Lagerbeiwert f; bestimmt sich je nach Lagerbauform. Einerseits konnen HARRIS Arbeit
Referenzwerte fiir f; entnommen werden [HARO1, S. 541]. Andererseits kann bei den hier
verbauten Schragkugellagern der Beiwert mit nachfolgender Gleichung (4-64) bestimmt wer-
den [SCH13, S. 42]: 1

J1=10,001- (%) ' (4-64)
0

Die statische Tragzahl C, des Lagers kann iiblicherweise den Herstellerkatalogen entnommen
werden. Daneben bezeichnet Fj die statische dquivalente Lagerbelastung, die bei Spindella-
gern mit einem Anstellwinkel von 15° mit Gleichung (4-65) berechnet werden kann [SCH24,
S. 41]:

Fy=0,5-F.+0,46 - F, (4-65)

Dabei bezeichnet F, die Radiallast und F, die Axiallast. Gleichung (4-65) gilt nur fiir den Fall
?—‘: > 1,09, was bei den vorliegenden empirischen Vergleichsuntersuchungen auf dem Priif-
stand ohne Bearbeitungsprozess immer erfiillt war (F, ~ 0). Die maldgebende Lagerbelas-
tung F},, in Gleichung (4-63) wird bei Schrigkugellagern in der vorliegenden Konfiguration

mit nachfolgender Gleichung (4-66) berechnet [SCH13, S. 42]:
Frn.=1,4-F,+0,1-F, (4-66)

Mit dieser Vorgehensweise kann das Gesamtreibmoment der Lager nach Gleichung (4-60)
berechnet werden. Darauf aufbauend kann im letzten Schritt iber die Winkelgeschwindigkeit
w die Reibleistung Py, , bestimmt werden:

Pyro=Myp, w=(My+ M) w (4-67)
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ZAHEDI ET AL. [ZAH12, S. 285] und MA ET AL. [MA15, S. 255] addieren zu M, und M; noch
das zusétzliches Reibmoment Mg,;,, welches durch das gyroskopische Moment der Walz-
korper entsteht [HARO1, S. 504; HARO7, S. 90-91]. Dieser Anteil wird in der vorliegen-
den Arbeit nicht bertiicksichtigt, da er in den empirisch ermittelten Gleichungen von PALM-
GREN [PAL64] ohnehin enthalten ist bzw. eine Abgrenzung zu diesen nicht stattfindet (vgl.
die Ausfithrungen in [KOC23, S. 250-251]). Der analytisch ermittelte Gesamtverlust Py, ss 4
einer Motorspindel mit drei Lagern Py, ,— Pyis,, lasst sich somit nach Gleichung (4-68) be-
rechnen:

Pvi ges.a = Pviia + Pviz.a + Pyis.a (4-68)

(2) Empirische Ermittlung der Summe der Lagerverluste

Die Reibverluste von Motorspindeln mit Asynchronmotor konnen durch Auslaufversuche rela-
tiv prazise ermittelt werden. Wird die Energiezufuhr bei einem gewiinschten Betriebszustand
schlagartig unterbrochen, kann eine Auslaufkurve aufgenommen werden. Ist das Massen-
tragsheitsmoment der Spindelwelle bekannt, kann tiber eine Betrachtung der Rotationsener-
gie die Reibleistung empirisch ermittelt werden. Allerdings wird immer auch die Luftreibung
mitgemessen. Ein nachtragliches Aufteilen von Luft- und Lagerreibung ist nur mit zusatzli-
chen Néaherungen und Annahmen moglich. [GEB97, S. 52-56]

Auslaufversuche fiihren bei der betrachteten Spindel mit Synchronmotor zu keinen belast-
baren Ergebnissen, da die Permanentmagnete die Ergebnisse auch ohne Eingangsleistung
beeinflussen. Stattdessen erfolgte eine Messung der Eingangsleistung mit einem Priifstand
(vgl. Abschnitt 5.2.1 ab S. 67). Bei einem Leerlaufversuch entspricht die Eingangsleistung
P, der Gesamtverlustleistung der Spindel (P, = Py ,s). Wenn die Motorverlustleistung
Py motor (Gleichung 4-51) und die Luftreibungsverluste Py 1, (Gleichung 4-72) prazise er-
rechnet werden konnen, kann mit folgender Bilanzgleichung (4-69) der Gesamtverlust der
Lager quantifiziert werden:

PVL,ges = Pin - PV,Motor - PV,Luft (4'69)

(3) Halbempirische Quantifizierung der Einzellagerverluste

Wird Gleichung (4-68) durch die analytisch ermittelte Gesamtverlustleistung Pyy, ,es . geteilt,
kénnen wie in nachfolgender Gleichung (4-70) dargestellt, die analytisch ermittelten Anteile
anhand prozentualer Faktoren f; o — f5¢ ausgedriickt werden (fy = 0% ... 100 %):

Pyria Pyrs.a Pyrs.a

100 % = = fio+ fon+ fon (4-70)

PVL,ges,a PVL,ges,a PVL,ges,a

Anhand dieser analytisch determinierten Faktoren f;¢ — f35 und der empirisch ermittelten
Gesamtverlustleistung der Lager Pyy, ,., (Gleichung 4-69) lassen sich nun die Einzellagerver-
luste Py;,; — Py realititsnah errechnen:

Pyri = f19% - Pviges Pyrs = fou - Py ges Pyrs = fso - Py ges (4-71)

An dieser Stelle muss abschliel3end darauf hingewiesen werden, dass in jlingster Vergangen-
heit drei ganzlich neuartige analytische Ansatze zur Quantifizierung der Lagerreibleistung
formuliert wurden. ZHANG ET AL. [ZHA22a] testeten ihren Ansatz bis 18.000 min~!, ZHAO ET
AL. [ZHA23a] iiberpriiften bis 20.000 min~! und YU ET AL. [YU23] betrachteten ihr Modell bis
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25.000 min~'. Die Formulierungen erfordern die Kenntnis samtlicher Lagerparameter, die teil-
weise von den Herstellern nicht herausgegeben werden, was deren Uberpriifung im Rahmen
dieser Arbeit unméglich machte. Weiterhin sei darauf hingewiesen, dass aus einer verglei-
chenden Analyse [ZHA23a, S. 9] hervorgeht, dass die Ergebnisse von ZHANG ET AL. [ZHA22a]
und ZHAO ET AL. [ZHA23a] bei 18.000 min~! bereits um Faktor 4 bzw. 5,4 grofer sind als je-
ne von HARRIS [HARO1, S. 540 -544]. Nach den bislang gesammelten Erfahrungen sind die
Werte von HARRIS [HARO1] sowie PALMGREN [PAL64], verglichen mit den Messergebnissen,
bereits um Faktor 2 bis 5 zu gro3 [KOC23, S. 251].

Da die Ergebnisse dieser Ansitze noch groRer sind, wird von keiner guten Ubertragbarkeit der
Ansétze, zumindest auf die hier untersuchten Spindellager, ausgegangen. Die neuen Model-
le [ZHA22a; YU23; ZHA23a] sollten dennoch durch weitere Arbeiten bei unterschiedlichen
Betriebsbedingungen gelost und mit den bislang vorliegenden Ansitzen [PAL64; HAROI,;
KOS21] und empirischen Untersuchungen der Lagerverluste (vgl. den Priifstand von BRE-
CHER ET AL. [BRE21, S. 4292 -4293]) verglichen und validiert werden.

4.3.3 Luftreibungsverluste

Die Luftreibung steigt iiberproportional mit der Rotationsgeschwindigkeit. Demnach ist ein
akkurates Verstindnis des Phdnomens unerlésslich, insbesondere bei der betrachteten Mo-
torspindel mit 40.000min~" (Abschnitt 5.1.1 ab S. 59). Die im Rahmen dieser Arbeit durch-
gefithrten Untersuchungen mit GEBERTs Ansidtzen [GEB97, S. 46-56] (s. Randbedingung
auf S. 13) ergaben zu geringe Reibungsverluste, insbesondere in Bereichen mit groReren
Hohlraumen zwischen Welle und Gehduse. Grundsatzlich wird die Luftreibleistung Py, 1.z
anhand des Luftreibmoments M, quantifiziert:

Py pupp = Mpyp - w (4-72)

Das analytische Quantifizieren des Luftreibmoments M, ist kein triviales Problem. Insofern
laminare Stromungen vorliegen, konnen Luftreibungsphdnomene einfacher Geometrien auf
Basis exakter Losungen der Navier-Stokes-Gleichungen berechnet werden. Im Hochdrehzahl-
bereich werden die Stromungen jedoch zunehmend turbulent, was das Losen der Gleichun-
gen unmoglich macht [GEB97, S. 46]. Um derartige Probleme quantifizierbar zu machen,
wurden empirisch basierte dimensionslose Reibkoeffizienten C; (friction coefficients) einge-
fithrt. Diese basieren auf der Schubspannung der Luft 7,4, die fiir rotierende Zylinder mit
nachfolgender Gleichung (4-73) berechnet werden kann [SAA98, S. 12]:

Trupp =p- (V+Zw) -7~ % . (%) (4-73)
p bezeichnet die Luftdichte, =y, die Wirbeldiffusion, » den Radius und v die Umfangsge-
schwindigkeit (v = r - w). Gleichung (4-73) ist nicht 16sbar, da die Wirbeldiffusion und die
Geschwindigkeitsverteilung bei turbulenten Strémungen nicht bestimmt werden kann. Als
Losungsalternative wird in Anlehnung an die Formulierung der dimensionslose Reibkoeffizi-
ent Cy nach Gleichung (4-74) definiert:

Tr

1 2
§.p.fUT

Cp = (4-74)
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Darin bezeichnet 7, die Schubspannung an der Oberflaiche A des rotierenden Korpers und
v, die Umfangeschwindigkeit an der Wellenoberflache (v, = ry - w). Mit der Schubspan-
nung 7, und der Oberfldche A lasst sich die Widerstandskraft £, an der Oberflache bestim-
men (£, = 7, - A). Mittels Fj,x und r kann das Luftreibmoment M, errechnet werden
(Mpyu = Frup - 7). Durch Einsetzen von 7, bzw. Gleichung (4-74) kann das Luftreibmoment
M.z an der Wellenoberfliche A mit dem dimensionslosen Reibkoeffizienten C} berechnet
werden:
MLuft:TT'A'T

MLuft:Cﬁ pv?Afr

N =D —

Mpys=Cp-=-p-1*-w* A (4-75)
Gleichung (4-75) ist allgemeingiiltig. Die Welle von Motorspindeln ist geometrisch komplex.
Um die Luftreibung fiir einen derartigen Korper berechenbar zu machen, muss die Welle in
einzelne rotierende Zylinder und Scheiben zerlegt werden. Bei der Betrachtung eines Zy-
linders wird die Zylindermantelflaiche A = 27 - r - €4 eingesetzt (Gleichung 4-76). Wobei
¢, die Zylinderldange bezeichnet. Soll eine rotierende Scheibe betrachtet werden, kann diese
als Kreisring mit dem Innen- und AulRenradius (r;, r,) nach Gleichung (4-77) quantifiziert
werden:

MLuft,Z:Cﬁ'p‘TA‘wQ'ﬂ"gZ (4_76)
Mipupis =Cp-p-w?- (7"2 — rf’) 4-77)

Als einzige Unbekannte bleibt C, welche empirisch als Funktion der Reynolds-Zahl Re quan-
tifiziert wird. Um die unterschiedlichen Phdnomene beriicksichtigen zu konnen, miissen nach
SAARI zunichst die nachfolgenden drei Reynolds-Zahlen eingefiihrt werden [SAA9S, S. 9—
10]. Gleichung (4-78) bezeichnet eine auf den Radius bezogene Reynolds-Zahl Re,, Glei-
chung (4-79) ist die sogenannte Couette-Reynolds-Zahl Re; und die Reynolds-Zahl Re,s in
Gleichung (4-80) wird fiir Betrachtungen mit zusatzlicher Axialstromung im Ringspalt zwi-
schen zwei konzentrischen Zylindern verwendet.

Re, = prT (4-78)
1
T
Res = 2Y (4-79)
7
L 20 (4-80)

v, bezeichnet die Umfangsgeschwindigkeit der rotierenden Welle. y ist die dynamische Vis-
kositét, § der Ringspalt zwischen Welle und Gehéduse und v, die Axialgeschwindigkeit in
der Ringspaltflache. Alle im Rahmen dieser Arbeit betrachteten Luftreibungsphédnomene sind
in nachfolgender Abbildung 23 dargestellt.
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4.3 Warmequellen

Sperrluftdichtung

ﬁ <« Sperrluft # | Quantifizierung als

Gehause

| Taylor-Wirbel (1) | frei rotierende Scheibe

Zentrifugal- (2) | frei rotierender Zylinder

.......... p_ur.nE(?neffekt 3) konzentrischer Zylinder mit

definierter Axialstrémung

(4) rotierende Scheibe in Um-

§ ) / = > hausung
s

(5) rotierender Zylinder in Um-
(5) hausung (axial durchstrémt)

Abb. 23: Untergliederung der Luftreibungsphdnomene.

(1) Frei rotierende Scheibe

Auf der Arbeitsseite der Spindel konnen Bereiche der Welle bzw. Werkzeugaufnahme als frei
rotierende Scheibe betrachtet werden (Abbildung 23, links). Die dimensionslosen Reibkoeffi-
zienten konnen in diesem Fall auf Basis der Arbeit von KREITH ermittelt werden [KRE69].
Im Bereich kleiner Reynolds-Zahlen Re, < 3 -10° kann der Reibkoeffizient C; nach Glei-

chung (4-81) errechnet werden:
3,870
Cr = Reg’5

Im Reynolds-Zahl-Bereich dariiber Re, > 3 -10° kommt eine leicht modifizierte Form der
Gleichung (4-82) zum Einsatz:

(4-81)

0,146
Cy = Re02 (4-82)

(2) Frei rotierender Zylinder
Bereiche der Welle, die als frei rotierende Zylinder betrachteten werden, konnen nach THEO-
DORSEN & REGIER [THE44, S. 373] quantifiziert werden. Bei niedrigen Reynoldszahlen Re, <

80 gilt folgende Gleichung (4-83):
4

- Re,
Bei hoheren Reynolds-Zahlen (Re, > 80) muss folgende iterativ zu 16sende Gleichung (4-84)
genutzt werden, um den Reibkoeffizienten C} zu bestimmen:

Cy

(4-83)

L 407 T0g,, (ReT - \/F,g) —0,6 (4-84)

VG

(3) Konzentrischer Zylinder mit definierter Axialstrémung

Zur Quantifizierung von Reibkoeffizienten in Bereichen der Sperrluftdichtungen wird mit
deren Volumenstrom V und der Kreisringfliche des Luftspalts A die Axialgeschwindigkeit
berechnet (vgi0 = %). Entsprechend kann die Reynolds-Zahl Re,s nach Gleichung (4-80)
ermittelt werden. YAMADA leitete fiir diesen Fall folgende Beziehung her [YAM62, S. 635]:
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0,0152 8 2 4-R 2\ %

) * Li€qs

Ch=— .11 + | = . 4-85
f Reg724 < (7) ( Eeg ) > ( )

(4) Rotierende Scheibe in Umhausung

Scheiben im Inneren der Spindel (Abbildung 23) miissen durch separate Korrelationsbezie-
hungen beschrieben werden. Aufbauend auf den Grundlagenarbeiten von SCHULTZ-GRUNOW
[SCH35] gibt GEBERT [GEB97, S. 50] fiir den Bereich Re, < 5,54 - (%)? folgende Beziehun-
gen (4-86) an:

T 1
C, =921 2.
f i 0 Re,

Im Bereich 5,54 - (%2)? < Re, < 2,8 - 10° kann folgende Gleichung (4-88) genutzt werden:

(4-86)

2.67
Cp == 4-87
¢ e ( )

Bei noch groReren Reynolds-Zahlen (2,8 - 10° < Re,) wird Gleichung (4-88) angesetzt:

Cy = 0,0622 - Re;%? (4-88)

(5) Rotierender Zylinder in Umhausung (axial durchstromt)

Die prazise Quantifizierung von Teilen der Spindel, die als rotierende Zylinder im Gehéause
betrachtet werden konnen, war mit dem bisherigen Stand der Technik nicht moglich. Bislang
wurde nach GEBERT im Luftspalt zwischen drei aufeinanderfolgenden Stromungsbereichen
differenziert, die mit der Taylor-Zahl Tu beziffert werden [GEB97, S. 52]:

* laminare bzw. Couette-Stromung Ta < 41,3
* Taylor-Wirbelstromung 41,3 < Ta < 400,0
* vollstindig turbulente Stromung 400,0 < Ta

Die entsprechenden Quantifizierungsansitze [GEB97, S. 51 —53] nach STUART [STU58], ge-
nerierten insbesondere in Bereichen groferer Abstdande 0, zu geringe Ergebnisse fiir C; bzw.
M .p.z. Der Grund hierfiir ist, nach den im Rahmen dieser Arbeit erarbeiteten Erkenntnis-
sen, das Auftreten von Taylor-Wirbeln. Insofern eine zusatzliche Axialstromung im Ringspalt
vorliegt, entstehen diese auch bei hohen Drehzahlen (400 < 7&) und erhohten den Reibkoef-
fizienten C; bzw. das Reibmoment M, » signifikant.

GEBERT beriicksichtigt diesen Umstand nicht, da an den einzelnen Zylinderbereichen der
Welle, idealisiert bzw. separiert von der Umgebung betrachtet, keine Axialstrémung vorliegt.
Die Spindelwelle ist durch unterschiedliche Durchmesser charakterisiert. Diese erzeugen un-
terschiedliche Umfangs- bzw. Luftgeschwindigkeiten an der Wellenoberflache, welche Druck-
differenzen im Luftspalt in axialer Richtung zur Folge haben. Dieser Umstand erzeugt eine
Axialstromung. Der als Zentrifugalpumpeneffekt (Abbildung 23) bezeichnete Umstand wur-
de von DAILY & NECE bei der Untersuchung rotierender Scheiben beobachtet [DAI60]. Die
Luft stromt an der rotierenden Scheibe (4) links in Abbildung 23 nach auf3en, danach axi-
al durch den Hohlraum und an der statischen Wand am hinteren Ende wieder nach innen.
Der zylinderformige Wellenbereich (5) wird axial iiberstromt und der Kreislauf beginnt von
neuem.
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Die ortsfesten Taylor-Wirbel sind abwechselnd links- bzw. rechtsdrehend ausgebildet. Dieses
Phdnomen und die zusétzliche axiale Umlaufstromung fiihren zu mehreren entgegengesetz-
ten Stromungen und entsprechend erhohter Luftreibung. Eine tiefere Betrachtung der Pro-
blemstellung kann einer fritheren Arbeit des Autors entnommen werden [KOC23, S. 246 -
250]. Die von GEBERT [GEB97, S. 52] vorgenommene Dreigliederung der Stromungsberei-
che auf Grundlage der Taylor-Zahl Ta ist damit nicht mehr anwendbar. Aus den Grundla-
genuntersuchungen von KAYE & ELGAR [KAY58, S. 758-760] geht hervor, dass in einem
axial durchstromten Luftspalt, zwischen einem rotierenden Zylinder und einem statischen
Hohlzylinder, vier Stromungsbereiche vorliegen (s. Abbildung 24a, zentral ausgerichtet in
Abbildung 24). Die umliegenden vier Abbildungen 24b, 24c, 24d und 24e visualisieren die
Stromungsformen der in Abbildung 24a dargelegten vier Stromungsbereiche.

Bei geringen Drehzahlen liegt meist eine laminare Couette-Stromung vor (Abbildung 24c).
Wairme wird in diesem Bereich nur durch Warmeleitung und -strahlung iibertragen. Bei ho-
herer Drehzahl bzw. geringer Axialgeschwindigkeit entstehen Taylor-Wirbel (Abbildung 24e).
Bei gleichzeitig hohen Drehzahlen und Axialgeschwindigkeiten entsteht die in Abbildung 24d
dargestellte Mischform aus Taylor-Wirbeln und turbulenter Strémung. Diese Strémungsform
ist mit hoher Wahrscheinlichkeit in den gro3eren Hohlraiumen der Motorspindel bei hohen
Drehzahlen priasent. Nur bei relativ niedriger Drehzahl und hoher Axialgeschwindigkeit wird
die Stromung vollstdndig turbulent (Abbildung 24b). Die eingezeichneten Grenzlinien in Ab-
bildung 24a sind qualitativ dargestellt. Strukturell bleiben diese zwar immer erhalten, doch
sie verschieben sich je nach Priifstandkonfiguration bzw. gewéhlten Randbedingungen ge-
ringfiigig [KAY58, S. 760].

SAARI [SAA98, S. 15] konzipierte, aufbauend auf der Arbeit von BILGEN & BouLos [BIL73],
entsprechende Korrelationsbeziehungen fiir die Koeffizienten C}, die den Effekt der Taylor-
Wirbel bei hohen Drehzahlen beriicksichtigen. Das Verwenden von Gleichung (4-89) ist im
Bereich 500 < Res < 10* zuléssig:

(5)"
Cp=0,5150 - 255 (4-89)
é

Bei hoheren Couette-Reynolds-Zahlen 10* < Re; wird folgende Variante der Gleichung ver-
wendet:

(é) 0,3
Cp = 10,0325~/ (4-90)
J

Groldere Hohlraume zwischen Welle und Gehéduse reduzieren nach dem klassischen Verstand-
nis [STUS58] die Luftreibungsverluste. Werden die Effekte der Taylor-Wirbel bei hohen Dreh-
zahlen beriicksichtigt, steigen die Luftreibungsverluste in ebenjenen Bereichen signifikant.
Nahe der Endgeschwindigkeit — 40.000 min~! waren die Ergebnisse des Versuchstrigers mit
diesem Ansatz (Gleichung 4-89—-4-90) bis zu 4-mal hoher als mit dem konventionellen Vor-
gehen.
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Abb. 24: Die vier Strémungsbereiche (Abbildung 24a, mittig) mit den jeweiligen
Strémungsformen (Abbildung 24b, 24c, 24d und 24e) in einem axial durchstrémten Luftspalt.

4.4 Wellenrotation

Ein iibergeordnetes Ziel der thermischen Modellierung ist ein besseres Verstandnis der ther-
momechanischen Verlagerungen. Eine akkurate Modellierung gelingt vornehmlich durch das
prazise Bestimmen der thermischen Randbedingungen (Unterabschnitte 4.1.1 -4.3.3). Gleich-
wohl zeigte die vorliegende Arbeit bzw. die vorangegangene Arbeit hinsichtlich thermome-
chanischer Modellierung der Spindelverlagerung [KOC21b], dass die Wellenrotation schon
wahrend der thermischen Modellierung berticksichtigt werden muss.
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4.4 Wellenrotation

Die Wellenrotation hat, wie anhand der qualitativen Betrachtung in Abbildung 25 verdeut-
licht, einen signifikanten Effekt auf das sich ergebende Temperaturfeld. Alle vorangegangen
Arbeiten ignorieren diesen Effekt (s. Randbedingung (20) in Tabelle 1-2), was zu dem in Ab-
bildung 25a dargestellten Temperaturfeld fiihrt. Die thermische Asymmetrie kommt iiblicher-
weise durch die Fluidkiihlung im Gehause in die Spindel. Wird die Wellenrotation ignoriert,
ibertrdgt sich das asymmetrische Temperaturfeld auch auf die Welle. In Realitat liegt diese
Temperaturauspragung nur im Stillstand vor (n = 0). Sobald die Welle rotiert, bildet sich
ein mit Abbildung 25b vergleichbares Temperaturfeld. Die Rotation homogenisiert das Tem-
peraturfeld der Welle. Auch der Warmeeintrag des auf der Welle montierten Rotors kann als
symmetrisch betrachtet werden.

Der Unterschied ist insbesondere dann relevant, wenn mit den Temperaturfeldern die TCP-
Verlagerung, anhand einer nachgelagerten thermomechanischen Simulation, ermittelt wer-
den soll. Im Falle eines Temperaturfeldes wie in Abbildung 25a, dehnt sich die Welle axial
und radial. Die Radialverlagerung der Welle wirkt der durch das Gehause eingebrachten
Radialverlagerung entgegen und reduziert damit die in Summe vorliegende radiale TCP-
Verlagerung. Diese Problematik kann schnell zu Fehlinterpretationen der Simulationsergeb-
nisse fiihren. Wird stattdessen das Temperaturfeld der Welle unter Beriicksichtigung der Ro-
tation berechnet (Abbildung 25b), fithrt das Temperaturfeld der Welle nur zu einer axialen
Dehnung. Damit kann die durch das Gehéause eingebrachte radiale TCP-Verlagerung korrekt
ermittelt werden. Die thermomechanische Wirkkette wird im Rahmen einer fritheren Verof-
fentlichung des Autors im Detail erlautert [KOC21b, S. 4616-4617].

warm

<

(a) ohne Wellenrotation (b) mit Wellenrotation

Welle
Luftspalt
Gehéuse

Abb. 25: Qualitative Betrachtung des Effekts der Wellenrotation auf das
Temperaturfeld von Motorspindeln.

In modernen Simulationsprogrammen existieren geeignete Randbedingungen, die das Be-
riicksichtigen derartiger kinematischer Effekte wahrend der thermischen Modellierung er-
moglichen. Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein sogenannter Solid-Motion-Effekt [SIE24]
genutzt, dem die rotierenden Bauteile zugeordnet werden konnen. Der thermische Solver
l16st das Problem daraufhin in einer Reihe von Rotationsschritten. Die Warmeiibertragung
zwischen Welle und Gehéause (s. Unterabschnitt 4.1.2 ab S. 28) wird damit mit einer in Um-
fangsrichtung gemittelten Gehdusetemperatur quantifiziert, was zu der realistischen Tempe-
raturverteilung in Abbildung 25b fiihrt.
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4.4 Wellenrotation

Im nachfolgenden Kapitel 5 wird das zugehorige Simulationsmodell der Motorspindel vor-
gestellt. Die im Rahmen dieses Kapitels dargelegten Randbedingungen werden in Unterab-
schnitt 5.1.2 ab S. 62 an die modellierte Motorspindel angetragen. Welche Gleichungen dabei
verwendet werden und auf welche Flache bzw. welchen Volumenkorper des Modells deren
Ergebnisse angetragen werden, kann der Ubersichtsdarstellung in Tabelle 8 auf S. 63 ent-
nommen werden.

57






5 Physikalische Modellbildung

5 Physikalische Modellbildung

Im Fokus des nachfolgenden Abschnitts 5.1 steht die modellierte Motorspindel. Zusétzlich
soll aber auch der Priifstand betrachtet werden (Abschnitt 5.2), dessen Struktur sowohl fiir
die Anbringung der Randbedingungen im Unterabschnitt 5.1.2 als auch fiir die Modellvali-
dierung im Abschnitt 8.1 von Bedeutung ist.

5.1 Motorspindel

5.1.1 Vorstellung der modellierten Motorspindel

Die im Rahmen dieser Arbeit modellierte Motorspindel ist in Abbildung 26 dargestellt. Die
Welle wird durch drei Wilzlager gefiihrt. Lager 2 und 3 sind in einer Gleitbuchse montiert, um
Verspannungen infolge von Warmedehnungen zu vermeiden und die Lagervorspannung wei-
testgehend konstant zu halten. Die Walzkorper bestehen aus Keramik, um hohere Drehzahlen
zu ermoglichen (s. @) Hybridlager auf S. 14). Das Festlager (Lager 1), welches konstruktions-
bedingt die hochste Belastung erfahrt, wird zusatzlich fliissig gekiihlt. Der Bohrungsdurch-
messer von Lager 1 und 2 betridgt 45 mm. Lager 3 weist einen Bohrungsdurchmesser von
40 mm auf. Die Schmierung der Wilzlager erfolgt durch Ol-Luft.

Synchronmotor
Gleitbuchse 1 (Stator, Rotor) Gleitbuchse 2
Sperrluftdichtung NANNSANSNNNZ N7

N TSNNSO
Lager N\ S NN

Lager 2
Arbeitsseite Kuhlhdlse Lager 3 Geberraum

Abb. 26: Die betrachtete Motorspindel, eigene Darstellung
1

einer Spindel der Innomotics GmbH mit 40.000 min~".
Die Spindel wird von einem permanentmagneterregten Synchronmotor angetrieben, der mit-
tig in der Baugruppe angeordnet ist. Die Maximaldrehzahl betrigt in dieser Konfiguration
40.000 min~!. Die Leistung des Synchronmotors wird im S1 bzw. Dauerbetrieb mit 10 kW an-
gegeben. Die Aulendurchmesser von Rotor und Stator betragen 66 mm bzw. 106 mm. Die
hohe Leistungsdichte wird durch die Kiihlhiilse ermoglicht, die den Stator umschliel3t. Die
Kiihlhiilse ist spiralférmig ausgefiihrt (vgl. Abbildung 15c auf S. 33), wodurch eine hohe
Fluidgeschwindigkeit bzw. gute Kiihlwirkung erzielt wird.

Die Lange der Spindelwelle betragt 386,8 mm und die gesamte Baugruppe, inklusive Gehéause,
umfasst 585 mm. Das Gehduse besteht aus mehreren miteinander verschraubten Flanschbau-
teilen. Die Flanschbauteile sind mit Bohrungen fiir die Kiithlung, die Schmierung und die
Sperrluft durchsetzt. Auf der Arbeitsseite (links in Abbildung 26) verhindert eine Sperrluft-
dichtung das Eindringen von Fremdkorpern. Der Geberraum (rechts in Abbildung 26) stellt
einen grof3en luftgefiillten Raum mit signifikantem Abstand zur Fluidkiihlung dar, weswegen
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5.1 Motorspindel

etwaige unprazise Luftreibungsberechnungen schnell zu grol3en Temperaturabweichungen
fiihren. Gleiches gilt fiir die Verlustleistung von Lager 3. Konstruktionsbedingt eignet sich
diese Motorspindel damit als Versuchstrager zur Prazisierung der Randbedingungen bzw. der
Warmequellen (Kapitel 4 ab S. 27), deren Anbringung an das Modell im nachfolgenden Un-
terabschnitt (ab S. 62) diskutiert wird.

5.1.2 Simulationsmodell der Motorspindel

Die Erstellung des Simulationsmodells soll anhand von Abbildung 27 erlautert werden. CAD
(Computer-Aided Design) Modelle, die zur Konstruktion der Bauteile genutzt werden, sind in
aller Regel geometrisch dulerst komplex. Ohne Modifikationen konnen diese nicht vernetzt
bzw. zur Erstellung von Simulationsmodellen genutzt werden.

CAD-Geometrie s. Unterabschnitt 5.1.1

(1) Idealisierung

Preprozessor bzw. Modellerstellung,

GBS ST vorliegender Unterabschnitt 5.1.2

(3) Anbringung der Randbedingungen

Solver, vorliegender Unterabschnitt 5.1.2

Visualisierung und Auswertung der Ergebnisse Postprozessor, s. Unterabschnitt 8.1.3
Abb. 27: Workflow zur Simulationsmodellerstellung (1) — (4) und Ergebnisauswertung.

Zunachst gilt es die Bauteile zu vereinfachen bzw. zu (1) idealisieren (s. Abbildung 27).
Erst im Anschluss daran kann die Geometrie vernetzt bzw. (2) diskretisiert werden. An das
vernetzte Modell werden die (3) Randbedingungen angetragen und das damit aufgestellte
(4) Gleichungssystem kann gelost werden, um die gewiinschten Simulationsergebnisse zu
ermitteln.

(1) Idealisierung

Ziel der Idealisierung ist das Ermdglichen der (2) Diskretisierung. Dahingehend wurde im
Rahmen dieser Arbeit das Ziel verfolgt, nur Teile zu vereinfachen, bei denen dies auch zwin-
gend erforderlich ist.

Zunachst wurde die Hohlwelle mit dem darin befindlichen Spannsystem verschmolzen. Exak-
te Geometrien der Wilzlager liegen den Spindelherstellern in aller Regel nicht vor. Aullerdem
sind die Warmetransfer und -erzeugungsmechanismen von Wélzlagern derart komplex, dass
diese ohnehin durch mathematische Ersatzmodelle vereinfacht abgebildet werden miissen.
Die Wilzlagergeometrien zwischen Welle und Gehduse wurden demnach entfernt, um sie
am Simulationsmodell mit entsprechenden Randbedingungen ersetzen zu konnen (Unterab-
schnitt 4.1.1 und 4.3.2 ab S. 27 bzw. 47).

Die Gehausestruktur wurde nur dahingehend vereinfacht, dass spitze Kanten oder kleine Ab-
sitze entfernt wurden. Die einzelnen Flanschbauteile (Abbildung 26) bleiben erhalten, um
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die Warmetibertragung iiber die Kontakte dazwischen (Unterabschnitt 4.1.3 ab S. 30) an das
Simulationsmodell antragen zu konnen. Es sei an dieser Stelle ausdriicklich darauf hingewie-
sen, dass die zahlreichen Bohrungskanile im Gehduse (Unterabschnitt 4.2.4 ab S. 43) nicht
entfernt wurden. Die Bohrungskanile werden im Hinblick auf das Antragen der Randbedin-
gungen und den thermoasymmetrieinitiierenden Verlagerungsprozess als essentiell erachtet.

Der Teil der Spindel, der von Kiihlfliissigkeit durchstromt wird, muss mit einer Geometrie
ausgefiillt werden. Die dabei erstellte Negativ-Geometrie wird als Fluiddoméane bezeichnet
(Unterabschnitt 4.2.1 ab S. 32). An die Ein- und Auslassflache dieser Geometrie konnen die
Randbedingungen fiir die CFD-Simulation angetragen werden.

(2) Diskretisierung

Die Vernetzung der Motorspindel erfolgt durch Elemente mit quadratischem Verschiebungs-
ansatz (vgl. NASDALAs Arbeit [NAS10, S. 114-115]). Die Geometrie sollte bevorzugt mit
Hexaederelementen vernetzt werden, da diese bei gleichem numerischen Aufwand, eine ho-
here Ergebnisqualitat als Tetraederelemente aufweisen [NAS10, S. 216; AND14, S. 137]. Das
gelingt allerdings nur bei den einfacheren Teilgeometrien wie dem hohlzylinderformigen Ro-
tor (vgl. Abbildung 28a-28b). Alle anderen Festkorper-Teilgeometrien, insbesondere auch
das komplexe Gehduse mit den Bohrungskanélen, miissen mit Tetraederelementen vernetzt
werden.

(a) Halbschnitt der Spindel (b) Detailansicht des Motors (c) Detailansicht der Fluiddoméane

Abb. 28: FE-Netz des Modells der Motorspindel mit 40.000 min~!,
Modelldarstellung mit freundlicher Genehmigung der Innomotics GmbH.

Der Warmeiibergang zwischen Fluid und Festkorper kann nur durch einen hinreichend akku-
rat modellierten Ubergangs- bzw. Grenzschichtbereich modelliert werden (vgl. Abbildung 3
auf S. 7). Die Fluiddoméne kann in geometrisch weniger komplexen Bereichen mit Hexaede-
relementen vernetzt werden. Essentieller ist allerdings das Verwenden eines Randbereichs-
vernetzers (Abbildung 28c). Die Randbereichsvernetzung ermoglicht ein schichtweises, kon-
tinuierliches Wachstum der Elemente im Grenzschichtbereich. Die damit erreichte Netzgiite
kann mit dem Y+ Wert gepriift werden [AND14, S. 307 u. 317-318].
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5.1 Motorspindel

(3) Anbringung der Randbedingungen

Im néchsten Schritt gilt es die Randbedingungen an das in Abbildung 29 dargestellte Simu-
lationsmodell der Motorspindel anzutragen. Die Randbedingungen werden auf Oberflachen
und Volumenkorpern des Simulationsmodells aufgebracht. Welche Randbedingung mit wel-
cher Gleichung bestimmt wird, ist in der ergédnzenden Tabelle 8 ersichtlich.

Y

Fluidkthlung
(CFD)

Bohrungsnetzwerke

Stator

Kérperkontakt, fest
(Beispiel)

Abb. 29: Das Simulationsmodell einer Motorspindel mit 40.000 min~—*,
Modelldarstellung mit freundlicher Genehmigung der Innomotics GmbH.

An das Simulationsmodell werden bei den Wéarmetransfersystemen und den Warmesenken
meist Warmetibergangskoeffizienten « angetragen (o = %2, s. Gleichung 2-8 auf S. 7). Statt
auf die stets identische Gleichung (2-8) zu verweisen, wird in Tabelle 8 auf die jeweils indi-
viduelle Gleichung zur Bestimmung der Nusselt-Zahl Nu verwiesen, die in Gleichung (2-8)
eingesetzt wird. Die Gleichungen in der Tabelle sind nur fiir den im Rahmen der Validie-
rung (Unterabschnitt 8.1.3) betrachteten Betriebszustand mit 40.000 min~' zuléssig. Insofern
andere Drehzahlen betrachtet werden, miissen die Gleichungen durch entsprechende Alter-
nativen fiir die dann vorliegenden Reynolds-Zahlen ersetzt werden (s. die Variationen der

Gleichungen in Kapitel 4 ab S. 27).

Die Warmedurchgangs- und Warmeiibergangskoeffizienten der Warmetransfersysteme (Ta-
belle 8) werden durch Definition der angrenzenden Flichen an das Modell angetragen. Im
Falle der (1) Lagergeometrien werden die an den Innenring anliegenden Wellenfléchen und
die an den AuRRenring anliegenden Gehéauseflachen zur Anbringung der Randbedingung ge-
nutzt. Die Wirmeiibergangskoeffizienten zwischen (3) Welle und Gehiuse werden auf die
gleiche Art angebracht. Die Anbringung erfolgt Bereichsweise fiir separate Welle-Gehause-
Kombinationen. Die (4) festen und (5) losen Korperkontakte werden an die Kontaktfldchen
der jeweils betrachteten Korperpaarungen angetragen.
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5.1 Motorspindel

Tab. 8: Randbedingungen und deren Anbringung an das Spindelmodell bei 40.000 min~!.

® = analytisches Modell
©® = halbempirisches Modell
O = empirische Ermittlung Modell||Gleichung|S. || Anbringung der Randbedingung an
Wirmetransfersysteme
(1) Lagergeometrien ° (4-3) |27||angrenzende Welle- u. Gehauseflachen
Spalt Lager/Gehéause - - - -
Spalt Welle/Gehéause
Zylinder in Umhausung ° (4-6) |29|angrenzende Welle- u. Gehauseflachen
Scheibe in Umhausung ° (4-9) |29|angrenzende Welle- u. Gehauseflachen
(4) Korperkontakte (fest) ° (4-11) |30||Kontaktflichen
e Korperkontakte (lose) ° (4-11) |30|/Kontaktflachen
Warmesenken
(6) Fluidkiihlung (analyt.) - - - -
@ Fluidkiihlung (CFD) ° (4-20) |32|/Fluidein- und Fluidauslassflache
(8) Freie Konvektion
vertikaler Zylinder ° (4-24) |36||Flachen der SpindelaufRenseite
horizontaler Zylinder ° (4-25) |36||Flachen der Spindelauf3enseite
@ Konv. Ubergangsbereich
Zylinder ° (4-29) |38|/Flachen in Ndhe der rotierenden Welle
Scheibe ° (4-30) |38||Flachen in Nihe der rotierenden Welle
Erzw. Konvektion
rotierender Zylinder ° (4-34) |40| Flachen der rotierenden Welle
rotierende Scheibe ° (4-35) |40||Flachen der rotierenden Welle
(11) Spindelstock
vertikale Flache ° (4-40) |42| Flachen des Priifstandes
horiz. Flache (oben) ° (4-41) |42|/Flachen des Priifstandes
horiz. Fldche (unten) ° (4-43) |42||Flachen des Priifstandes
Korperkontakt (fest) (0) (4-11) |30||Kontaktfliche Spindel/Priifstand
@ Auldenkiihlzufiihrungen ° (4-45) |43||Innenflachen des Bohrungskanals
@ Lagerkiihlung ° (4-45) |43|/Innenflachen des Bohrungskanals
(14) Absaugungen ° (4-45) |43|/Innenflachen des Bohrungskanals
(15) Sperrluftdichtungen ° (4-45) |43|/Innenflachen des Bohrungskanals
(16) Warmestrahlung
Welle/Gehéause ° (4-49) |44|Welle- und Gehiuseoberflachen
Gehause/Umgebung ° (4-50) |44| Gehauseoberflachen
Wirmequellen
(17) Synchronmotor
Kupferverluste ° (4-52) |45|/Statorvolumen
Eisenverluste ° (4-54) |46| Statorvolumen, Rotorvolumen
Magnetverluste ° (4-59) |47| Rotorvolumen
(18) Lagerreibung ® (4-71) |49||angrenzende Welle- u. Gehauseflachen
(19) Luftreibung
frei rotierende Scheibe ° (4-82) |52||Wellenoberfldache
frei rotierender Zylinder| e (4-84) |52||Wellenoberfldache
Sperrluftdichtung ° (4-85) |53| Wellen- und Gehéauseoberflache
Scheibe in Umhausung ° (4-88) |53|Wellen- und Gehauseoberflache
Zylinder in Umhausung ° (4-90) |54||Wellen- und Gehauseoberflache
Wellenrotation | e || - [55|Wellenvolumen
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5.1 Motorspindel

Die Wiarmesenken werden durch Vorgabe der warmeabgebenden Flichen definiert. Die
(7) Fluidkiihlung (CFD-Simulation) ist dahingehend ein Sonderfall, da die wirmeabgebende
Flache die gesamte Kontaktflache zwischen Fluiddoméne (s. Abbildung 29) und dem umlie-
genden Gehduse darstellt. Die jeweiligen Warmeiibergangskoeffizienten in der Kontaktflache
werden durch die CFD-Methode numerisch ermittelt. Dazu miissen nur die Ein- und Auslass-
flachen des Fluids definiert werden (s. Pfeildarstellung in Abbildung 29). Der Konfiguration
des Priifstandes entsprechend, wird am Einlass ein Volumenstrom von 101/min angetragen.
Als Material der Fluiddoméne wird Wasser mit 43 % Ethylenglycol verwendet.

Die Konvektion hin zur Umgebungsluft wird an der Oberflache der Spindel definiert. Bei der
freien Konvektion wird zwischen horizontal und vertikal verbauten Spindeln unterschie-
den. Im (9) konvektiven Ubergangsbereich bzw. im Bereich mit (10) erzwungener Konvektion
wird stets zwischen Bereichen mit Zylinder- und Scheibenform unterschieden. Der Einfluss
des (11) Spindelstocks wird durch den Effekt des Priifstandes ersetzt, fiir den ein separates
Simulationsmodell erstellt wird (s. Unterabschnitt 5.2 ab S. 67). Soll die Spindel ohne den
Priifstand modelliert werden, gilt es einen Warmeiibergangskoeffizienten im Kontaktbereich
anzutragen, dessen Temperatur-Randbedingung (Gleichung 4-37 auf S. 41) empirisch ermit-
telt werden muss. Wie aus Abschnitt 8.1.1 ab S. 101 hervorgeht, kann diese sehr zeitintensiv
zu ermittelnde Randbedingung ohne signifikanten Genauigkeitsverlust ignoriert werden.

Die Randbedingungen in den (12)-(15) Bohrungskanilen kénnen durch Antragen der Wérme-
tibergangskoeffizienten an die Innenflichen der Bohrungskanile erfolgen. Dies fiihrte aller-
dings nur stellenweise zu akkurateren Temperaturfeldern, was darin begriindet liegt, dass
die Erwdrmung des Mediums in den Bohrungskanélen nicht beriicksichtigt wird. Alternativ
miissten demnach auch hier CFD-Simulationen durchgefiihrt werden. Im Hinblick auf das
Aufstellen eines Simulationsmodells mit weniger als 1,5 K Temperaturabweichung war die
Modellierung nicht erforderlich (s. Unterabschnitt 8.1.3 ab S. 104). Die (16) Warmestrahlung
wird einerseits zwischen Welle und Gehduse und dem Gehéduse und der Umgebung an die
jeweiligen Oberfldchen angetragen.

Die Warmequellen werden entweder auf angrenzende Oberflachen oder die jeweiligen Vo-
lumina selbst appliziert. Beim (17) Synchronmotor muss zwischen rotor- und statorseitigen
Verlusten unterschieden werden. Die Verlustanteile werden entsprechend auf die hohlzylin-
derformigen Stator- und Rotorvolumen angetragen. Da das Motorspindelmodell ohne die La-
gergeometrien simuliert wird, werden die (18) Lagerverluste auf die an die Lager angrenzen-
den Oberflachen von Welle und Gehéuse angetragen. Die (19) Luftreibung wird fiir gewohnlich
auf die Wellenoberfldche angetragen. Dieser Ansatz kann im Falle der frei rotierenden Spin-
delnase als legitim erachtet werden. Er ist auf die erforderliche Gleichungsvereinfachung
(4-73) = (4-74) auf S. 50 zuriickzufiihren, um die Luftreibung iiber die Schubspannung an
der Wellenoberflache 7, berechenbar zu machen. Die Messergebnisse zeigten allerdings, dass
dadurch die Welle im Spindelinneren um bis zu 7 K zu warm wird und das Gehause zu kalt
bleibt. Das im Rahmen einer fritheren Arbeit des Autors veroffentlichte Motorspindelmodell
zeigte mit dieser Vereinfachung eine mittlere Temperaturabweichung von 3,12 K [KOC23,
S. 253]. Die physikalisch prazisere Formulierung in Gleichung (4-73) berechnet die Schub-
spannung in der gesamten Luft zwischen Welle und Gehéause. Gleichung (4-74) reduziert das
Luftreibungsphdnomen auf ein Oberflaichenproblem der Welle.
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5.1 Motorspindel

Die Luftreibung ist proportional zur Luftgeschwindigkeit v im gesamten Luftspaltvolumen
(Gleichung 4-73). Das Problem der Vereinfachung (Gleichung 4-73 = 4-74) kann anhand
einer modellbasierten Betrachtung der Luftgeschwindigkeit visualisiert werden. Dazu wird
das Simulationsmodell auf den hinteren Teilbereich bzw. den Geberraum der Motorspindel
(Abbildung 26 auf S. 59) reduziert. Zur Ermittlung der Luftgeschwindigkeit wird ein me-
chanisch/fluidmechanisch gekoppeltes Simulationsmodell erstellt, welches in Abbildung 30
dargestellt ist. Zunichst muss, wie in Abbildung 30a dargestellt, die Luft als geometrischer
Korper modelliert werden. Das Modell wird dann auf die Luftdoméne selbst und die Welle
reduziert (Abbildung 30b). Als Randbedingungen sind einerseits eine feste Einspannung der
Welle und andererseits eine Offnung der Luftdoméne erforderlich. Die Drehzahl der Spindel-
welle (40.000 min~') wird auf die Strémungsfliche-Randbedingung auf der Wellenoberfliche
appliziert.

Gehause

— |l \

Luftdoméane

# M
\‘v

(a) Erstellung und Integration der Luftdoméne.

\ . 52,9
Offnung I
Luftdoméne 5485
44,1 —

39,7
35,3
30,9
i 26,5
e —— 22,1
3 mmns 17,6
13,2
8,8
4.4

_ feste Welle 0,0
Einspannung

Gehausewand

in m/s

(b) Randbedingungen des (c) Darstellung des Geschwindigkeitsfeldes
Simulationsmodells. der Luft bei 40.000 min~!.

Abb. 30: Mechanisch/fluidmechanisch gekoppelte Betrachtung zur Ermittlung der Luftgeschwindigkeit im
Geberraum im hinteren Teil einer Motorspindel, Modelldarstellung mit freundlicher Genehmigung der
Innomotics GmbH.
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5.1 Motorspindel

Dementsprechend kann das Luftgeschwindigkeitsfeld als Simulationsergebnis ermittelt wer-
den, welches in Abbildung 30c dargestellt ist. Die Luftgeschwindigkeit in Wellennédhe betragt
ca. 35m/s. Die Abbildung zeigt weiterhin, dass in Nédhe der Gehdusewand immer noch eine
Luftgeschwindkeit von ca. 17,5 m/s vorliegt. Mit dem Wissen um die Luftgeschwindigkeitsver-
teilung erscheint das Antragen der Luftreibung sowohl auf die Welle als auch auf das Gehause
sinnvoller. Die exakte Verteilung ist nicht bekannt. Nach den Ergebnissen aus Abbildung 30c
ist die Geschwindigkeit an der Welle ca. doppelt so grof3 wie an der Gehdusewand. Dahinge-
gen ist die gegeniiberliegende Gehéduseoberfldche ca. zwei mal grolder als die Wellenoberfla-
che. Darauf aufbauend wurde im Rahmen dieser Arbeit der Ansatz verfolgt, die Luftreibung
jeder Welle-Gehéduse-Kombination zu jeweils gleichen Anteilen auf die Welle und das Gehau-
se aufzuteilen. In der vorliegenden Arbeit wird zwischen 43 Welle-Gehause-Kombinationen
unterschieden. Von Vereinfachungen bzw. Mittelwertbildungen der Wellen-Radien r wird ab-
geraten. Dies ist darauf zuriickzufiihren, dass die Radien r in vierter bzw. fiinfter Potenz in
die Luftreibmoment-Berechnung eingehen und so grol3e Abweichungen entstehen (s. Glei-
chung 4-76-4-77 auf S. 51).

Zuletzt gilt es die (20) Wellenrotation an das Simulationsmodell anzutragen. Die Rotation wird
dahingehend auf das gesamte Wellenvolumen appliziert. Eine Drehzahlvorgabe ist nicht er-
forderlich, da der Effekt der Rotation auf das Temperaturfeld nur prinzipiell abgebildet wer-
den muss.

(4) Lésung des Gleichungssystems

Nun gilt es, das jeweilige Gleichungssystem nach der FE- bzw. der CFD-Methode zu 16sen.
Das mathematische Vorgehen zum Aufstellen eines Gleichungssystems einer thermischen FE-
Simulation ist im Wesentlichen identisch mit der mechanischen FEM. Grundlegend gilt es da-
bei anstelle der Verschiebungen, die Temperatur der Knotenpunkte zu bestimmen [GLEOS8].
Bei thermischen Untersuchungen besitzen die Knotenpunkte jeweils nur einen Freiheitsgrad
(die Temperatur) verglichen mit den sechs bei mechanischen FE-Simulationen (drei Verschie-
bungen und drei Verkippungen). Daraus resultieren bei gleicher Knotenanzahl kiirzere Re-
chenzeiten. Analog zur Gesamtsteifigkeitsbeziehung ergibt sich demnach bei der thermischen
FE-Simulation folgendes Gleichungssystem [GLEOS, S. 24]:

—O=A-T (5-1)

() bezeichnet darin den Lastvektor der Wirmestréme, der auch als Warmestromvektor be-
zeichnet wird. Dariiber hinaus ist A die Gesamtleitfahigkeitsmatrix und T der Temperatur-
vektor (mit den einzelnen Knotentemperaturen), den es zu bestimmen gilt. Das Losen des
Gleichungssystems erfolgt numerisch. Dazu gibt es eine Vielzahl an direkten und iterativen
Solver-Algorithmen. Welcher Algorithmus am besten geeignet ist, bestimmt die numerische
Konditionierung des Gleichungssystems [AND14, S. 127].

Das thermische FE-Modell wird im Rahmen dieser Arbeit an ein (stromungsmechanisches)
CFD-Modell gekoppelt. Mit der CFD-Methode konnen die Navier-Stokes-Gleichungen und
weitere stromungsmechanische Transportgleichungen numerisch gel6st werden. Das Ziel ist
dabei das Ermitteln des Stromungsverhaltens an jedem Knotenpunkt, um darauf aufbauen-
de Warmetransportvorginge akkurat quantifizieren zu konnen. Zur Losungsermittlung muss
bei der Solverparametrierung ein passendes Turbulenzmodell ausgewahlt werden. Fiir die
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5.2 Spindelprifstand

Berechnung in dieser Arbeit wird das sogenannte K-Epsilon-Turbulenmodell angesetzt. Die-
ses berechnet die Viskositdt an jedem einzelnen Knotenpunkt. Die Kalkulation der Viskosi-
tat wird auf Basis der kinetischen Energie (K) und der Dissipationsrate (Epsilon) durchge-
fiihrt [AND14, S. 302]. Die Grundlagen der CFD-Methode konnen entsprechenden Quellwer-
ken entnommen werden [WENO09; KAJ17].

5.2 Spindelprufstand
5.2.1 Vorstellung des Spindelprifstandes

Der Spindelpriifstand ist in nachfolgender Abbildung 31 dargestellt. Der Priifstand besteht
aus einem Gestell, auf welches eine gekiihlte Deckplatte verschraubt wird. Mit der Deckplatte
wird ein individueller Zentrierring verschraubt, der das Montieren der jeweiligen Motorspin-
del erméglicht.

Tool-Center-Point, HSK-Dummy  Motorspindel

Temperatursensoren

Sensornest mit drei ; X '
Wegmesssensoren . \ ; S L i

EinlassAuslass
Abb. 31: Spindelprifstand mit Temperatur- und Wegmessung,
Bild und Modelldarstellung mit freundlicher Genehmigung der Innomotics GmbH.

Der Priifstand verfiigt iiber 21 Pt100 Sensoren, die das Messen der Temperaturen an der
Spindeloberflache ermoglichen. Die Sensoren sind in regelmif3igen Abstdnden in Umfangs-
richtung auf der Motorspindel angeordnet, um das Temperaturfeld fiir die Validierung mog-
lichst umfanglich erfassen zu konnen (vgl. Unterabschnitt 8.1.3 ab S. 104). Die Temperaturen
der Spindelwelle werden durch ein separates, beriihrendes Messsystem mit Taster erfasst. Die
Spindel muss dafiir gestoppt werden, weshalb diese Messergebnisse als weniger zuverléssig
betrachtet werden miissen.

Im Zentrum des Gestells ist ein Sensornest montiert (Abbbildung 31), welches das Messen
der X-, Y- und Z-Verlagerung mittels dreier kapazitiver Sensoren ermoglicht. Die Sensoren
sind auf einen HSK-E40 Dummy in der Spindelwelle gerichtet, der den TCP des Priifstan-
des reprasentiert. Die Temperatur- und Wegmessungen werden unter einem Zeitstempel im

67




5.2 Spindelprifstand

Betrieb durchgefiihrt. Nur dadurch kann eine geeignete Datengrundlage fiir das maschinelle
Lernen bzw. fiir datenbasierte Ersatzmodelle zur Kompensation der TCP-Verlagerung geschaf-
fen werden (vgl. Kapitel 7 ab S. 87).

Das Berechnen der (18) Lagerverluste (s. Tabelle 8 bzw. Gleichung 4-69 auf S. 49) erfordert das
Messen der Eingangsleistung der Motorspindel. Die Messung erfolgt durch eine Betrachtung
der Leistungsaufnahme des Elektromotors. Die Leistungsaufnahme wird mittels Strommess-
zangen hinter dem Frequenzumrichter bzw. direkt vor der Spindel gemessen.

5.2.2 Simulationsmodell des Spindelpriufstandes

Die an den (11) Spindelstock bzw. Spindelpriifstand abflieRende Wirme kann nur durch eine
eigene thermische Modellbetrachtung der Struktur quantifiziert werden (vgl. die Ausfiihrun-
gen zu Gleichung 4-37 auf S. 41). Die Erstellung des Simulationsmodells erfolgt in Analogie
zum Motorspindelmodell (Abbildung 27 auf S. 60). Der Idealisierungsprozess ist beim Spin-
delpriifstand konstruktionsbedingt signifikant weniger aufwendig. Die Vernetzung des Priif-
standes gelingt, nachdem einige Verschraubungen bzw. Uberlappungen vereinfacht wurden,
iiberwiegend durch Hexaederelemente mit quadratischem Verschiebungsansatz.

Die Warmesenken am Priifstand werden aufbauend auf Unterabschnitt 4.2.3 ab S. 40 an-
getragen. Obgleich in Unterabschnitt 4.2.3 der Spindelstock als Werkzeugmaschinenkompo-
nente betrachtet wurde, konnen die Randbedingungen auch zur Quantifizierung der War-
meiibergangskoeffizienten der Priifstandsstruktur genutzt werden. Insgesamt wird, wie in
Abbildung 32 dargestellt, zwischen drei natiirlichen Konvektionsformen unterschieden (s.
@ Spindelstock in Tabelle 8 auf S. 63). Die jeweils verwendeten Gleichungen zur Berech-
nung der Warmeiibergangskoeffizienten sind den Abbildungsunterschriften 32a—32c zu ent-
nehmen. Als einzige Wirmequelle wird die Kontaktfliche zur Motorspindel beziffert (vgl. (11)
Spindelstock in Abbildung 4 auf S. 9).

- 7

(a) Vertikale Flachen, (b) Horizontale Flache (oben), (¢) Horizontale Flachen (unten),
Gleichung (4-40) auf S. 42 Gleichung (4-41) auf S. 42 Gleichung (4-43) auf S. 42

Abb. 32: Anbringung der Konvektionsrandbedingungen an das Simulationsmodell des Priifstandes,
Modelldarstellung mit freundlicher Genehmigung der Innomotics GmbH.

Die im vorherigen 4. Kapitel vorgestellten Randbedingungen wurden im Rahmen des vorlie-
genden Kapitels an das Spindel- bzw. Priifstandsmodell angetragen. Die Modellvalidierungen
werden in Kapitel 8.1 ab S. 101 vorgestellt. Mit prazisen Simulationsmodellen kann der Her-
gang der Radial- und Axialverlagerung analysiert werden (vgl. Kapitel 3). Das Reduzieren der
Radialverlagerung gelingt durch das Vermeiden thermischer Asymmetrie, deren analytische
Grundlage im nachfolgenden Kapitel 6 vorgestellt wird.
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6 Vermeiden der Winkel- und Radialverlagerung durch
thermosymmetrische Konstruktion

Das Vermeiden thermisch induzierter Radialverlagerungen gelingt durch thermosymmetri-
sches Konstruieren. Obgleich dieses Prinzip im Kontext des Werkzeugmaschinenbaus schon
lange bekannt ist [ABE10, S. 786; HOR12, S. 67; LIU16, S. 58; BRE18, S. 517; LAN23, S. 41;
NAU23, S. 29], konnten komplexe Bauteile bislang nicht gezielt thermosymmetrisch gestaltet
werden. Dies kann damit begriindet werden, dass zwar ein allgemeines Verstdndnis zu ther-
mischer Asymmetrie und den damit einhergehenden Problemen vorlag, aber bislang keine
mathematische Beschreibung des Phinomens stattfand.

Im Rahmen einer fritheren Arbeit des Autors [KOC21b] gelang die Beschreibung thermischer
Asymmetrie entlang einer Achse. Das Quantifizierungsprinzip wurde am Beispiel einer ro-
tationssymmetrischen Motorspindel hergeleitet. Darauf aufbauend werden im Rahmen der
vorliegenden Arbeit Gleichungen fiir die anderen beiden Achsen hergeleitet, um vollstandige
Analysen entlang der drei Raumachsen zu ermoglichen (Abschnitt 6.2). In einem weiteren
Schritt gelingt die dreidimensionale Beschreibung thermischer Asymmetrie und die Herlei-
tung des Gesamtthermoasymmetrievektors (Abschnitt 6.3).

Die im Rahmen dieser Arbeit eingefiihrte Vervollstindigung des urspriinglichen Ansatzes
[KOC21b] macht das Vorgehen allgemeingiiltig. Die Potentiale des Ansatzes im Hinblick auf
den Motorspindelbau werden im Rahmen von Abschnitt 8.2 ab S. 106 erlautert. Die einge-
fiihrte Formulierung kann jedoch auch auf andere, beliebig komplexe Maschinenkomponen-
ten tlibertragen werden. Weiterhin kann die Methode auch in anderen Feldern von Wissen-
schaft und Technik genutzt werden (Kapitel 9 ab S. 131).

6.1 Datenbasis und Diskretisierung

Fiir die Quantifizierung thermischer Asymmetrie muss zunichst eine geeignete Datenbasis
geschaffen werden. Eine geeignete Datenbasis charakterisiert sich dadurch, dass geniigend
Informationen zur geometrischen und thermischen Auspriagung der betrachteten Kompo-
nente vorliegen. Die Ergebnisse dreidimensionaler thermischer FE-Simulationen enthalten
hinreichende Informationen zur Bauteilgeometrie und dem jeweiligen Temperaturfeld, wes-
wegen diese sich bislang als bevorzugte Datengrundlage etablierten. Gleichwohl sei auf die
Notwendigkeit akkurater Randbedingungen verwiesen (vgl. Kapitel 4), da etwaige Abwei-
chungen sich in den Ergebnissen der Thermoasymmetrieanalyse widerspiegeln werden. Al-
ternativ konnen Messergebnisse als Datengrundlage genutzt werden (Unterabschnitt 8.2.3
ab S. 114).

Zur Quantifizierung komplexer Bauteilstrukturen bzw. stark inhomogener Temperaturfelder,
ist zunachst eine separate Diskretisierung der Datengrundlage erforderlich. Dieser Schritt
ist insbesondere dann notwendig, wenn FE-Simulationsergebnisse als Datengrundlage ge-
nutzt werden. Dies liegt darin begriindet, dass komplexere Bauteile mit heterogenen FE-
Netzstrukturen reproduziert werden. Bereiche mit einer hoheren Knotendichte hitten einen
grolleren Einfluss auf das Ergebnis, wenn jeder Knotenpunkt in der Berechnung beriicksich-
tigt wird. Durch die zuséatzliche Diskretisierung werden die Ergebnisse weitestgehend netz-
unabhéngig.

69



6.1 Datenbasis und Diskretisierung

Zunachst muss ein geeignetes Koordinatensystem gewdahlt werden. Grundséatzlich wird ein
kartesisches Koordinatensystem empfohlen, da damit eine leicht versténdliche graphische
Aufbereitung der Ergebnisse ermoglicht wird. Die Position des Koordinatensystems ist fiir
die Thermoasymmetriequantifizierung nicht relevant. Die Winkelausrichtung der Achsen be-
stimmt die zu ermittelnden Thermoasymmetrien. Bei Motorspindeln sollte sich z. B. die Aus-
richtung am Koordinatensystem der Werkzeugmaschine orientieren, um leicht interpretier-
bare Ergebnisse zu erzielen.

Thermische Asymmetrie wird im nachfolgenden Abschnitt 6.2 anhand von Ebenenbetrach-
tungen (XY-, XZ- und YZ-Ebene) entlang der Achsen (X-, Y- und Z-Achse) quantifiziert. Zu-
nachst muss der betrachtete Korper (Abbildung 33a) in eine endliche (finite) Anzahl an Schei-
ben zerlegt werden. Die Scheiben werden in Anlehnung an die frithere Arbeit des Autors
[KOC21b] mit der Laufvariablen d (disc) deklariert. In Abbildung 33a wird das Zerschneiden
des Gesamtkorpers entlang der Z-Achse in Scheiben d,) dargestellt. Eine der Scheiben d.,
wird in Abbildung 33b visualisiert. Das Vorgehen wird daraufhin entlang der Y- und X-Achse
(Abbildung 33c und Abbildung 33d) mit den Scheiben d,, und d, fortgesetzt.

y Scheiben
d/;,‘

/ v
/ v

¥ (b) Volumenelemente V; einer
Scheibe d.) in Z-Richtung

N
<
x

(¢) Volumenelemente V; einer
Scheibe d,) in Y-Richtung

N
AN
L[]

(a) Zerschneiden des betrachteten Kdrpers (d) Volumenelemente V; einer
in Scheiben d() entlang der Z-Achse Scheibe d, in X-Richtung

Abb. 33: Diskretisierung eines Koérpers in Scheiben d und Volumenelemente V;.
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6.2 Quantifizierung thermischer Asymmetrie entlang der drei Raumachsen

Die individuelle Knotenverteilung des zugrundeliegenden FE-Netzes ist unbekannt. Um kom-
plexe Netzgeometrien beschreiben zu kénnen, miissen die Scheiben d nun in eine endliche
Anzahl von Volumenelementen V; zerlegt werden, die in den Abbildungen 33b-33d darge-
stellt sind. Da eine moglichst netzunabhéngige Losung implementiert werden soll, besitzen
alle Volumenelemente identische Abmalf3e. Die Volumenelemente miissen so klein dimensio-
niert sein, dass damit die Geometrie hinreichend genau reproduziert werden kann. Anderer-
seits miissen sie so grof sein, dass sie zumindest einen Knotenpunkt beinhalten. Im Rahmen
dieser Arbeit wird mit quaderférmigen Volumenelementen V; gearbeitet. Alternativ konnten
auch zylinderféormige Elemente verwendet werden.

6.2 Quantifizierung thermischer Asymmetrie entlang der drei Raumachsen

Die Methodenentwicklung und die Validierung (Abschnitt 8.2 ab S. 106) zeigten, dass ei-
ne prazise Thermoasymmetriequantifizierung anhand des folgenden dreigeteilten Ansatzes
erfolgen kann:

(1) Geometrische Beschreibung der Struktur (Unterabschnitt 6.2.1)
(2) Thermische Quantifizierung des Bauteils (Unterabschnitt 6.2.2)
(38) Berechnen der thermischen Asymmetrie (Unterabschnitt 6.2.3)

6.2.1 Geometrische Beschreibung entlang der Achsen

Der Ansatz basierte in fritheren Iterationen zunéchst auf einer rein thermischen Beschreibung
(Unterabschnitt 6.2.2). Jene Betrachtungsform ist allerdings nur fiir einfache symmetrische
Korper zuldssig, bei denen das Koordinatensystem in den bekannten geometrischen Schwer-
punkt gelegt werden kann. Der Ansatz kann allgemeiner formuliert werden, wenn der rele-
vante geometrische Schwerpunkt ebenso ermittelt wird. Nach FETZER & FRANKEL kann die
Position des geometrischen Schwerpunktes + [4! einer beliebigen Menge von Volumenelemen-
ten V; nach Gleichung (6-1) ermittelt werden [FETOQ9, S. 68 -69]:

()
plol =2~ 7 (6-1)

YV

Analog dazu bezeichnet »; die Position des Schwerpunktes des jeweiligen Volumenelementes
V;. Wird der Ansatz auf eine Scheibe d.) entlang der Z-Achse angewandt (s. Abbildung 33b),
muss der Schwerpunkt in zwei Dimensionen ermittelt werden. Die Schwerpunktspositionen
in X- und Y-Richtung (x[jfl), yc[lg(i)) kann fiir eine Scheibe d.) in der XY-Ebene mit den nachfol-
genden Gleichungen (6-2) bzw. (6-3) beschrieben werden:

o)

lg] _ 3
Taiz) = —Z v (6-2)
Z <Z/z’ : Vi)
[g] i (6-3)

71



6.2 Quantifizierung thermischer Asymmetrie entlang der drei Raumachsen

x; und y; bezeichnen darin die Schwerpunktsposition des jeweiligen Volumenelementes V;.
Die Weiterentwicklung des Ansatzes soll anhand der X-Positionen des geometrischen Schwer-
punktes x([jf]z) (Gleichung 6-2) auf Basis von Abbildung 34 erlautert werden. Abbildung 34
zeigt sechs der Volumenelemente aus Abbildung 33b (V1; bis V35). Durch das Anwenden von
Gleichung (6-2) wird die nachfolgende Gleichung (6-4) aufgestellt. Das Volumenelement V3,
wird als leer betrachtet (V3, = 0). Gleichung (6-4) kann entsprechend vereinfacht werden.
Mit diesem Vorgehen konnen Hohlstellen in den Geometrien durch leere Volumenelemente
V; = 0 implementiert werden. Mit entsprechend dimensionierten Volumenelementen kénnen

demnach auch komplexere Bauteile modelliert bzw. betrachtet werden.

x=1 x=2 x=3

Via Vao V... Vs = Volumenelemente V;
v=2 i i ~ .
’ nlet I;It Vaz 7 g _ mitlere Temperaturen
2 i £ = der Volumenelemente V;
Vi Vi Vi _
Y A =1 mit mit mit L= Reihe von Volumenele-
Tl T T menten in X-Richtung
JeY __Reihe von Volumenele-
> 42) > '~ menten in Y-Richtung
) 20— Abstand zur Reihe y = 1
< Zaz) “dz=) 7 in X-Richtung
. L _ Abstand zur Reihe \ = 2
> x "= 7 in X-Richtung

Abb. 34: Exemplarische Betrachtung von sechs Volumenelementen einer Scheibe entlang der Z-Achse.
=0
—
la] _ vy Vit Vig + a3 - Vor + g - Voo + 25 - Vay + w6 - Vao
d(z) Vit + Vig + Vor + Voo + Va1 + Vo
=0

(6-4)

Um Gleichung (6-4) zu Vereinfachen wird mit Gleichung (6-5) die Positionsbestimmung auf
Basis der Reihenposition z, 0 durchgefuhrt (Abbildung 34). Da beispielsweise die Volumen-
elemente V;; und V), die glelche X-Position xfl( ) aufweisen, konnen diese zusammengefasst
werden. Da alle Volumenelemente gleich grof? sind (vgl. Abschnitt 6.1), konnen sie gekiirzt

werden und der Zusammenhang reduziert sich auf Gleichung (6-6):

(q] _xd(z) (Vn—i-Vm)—i—xd(Z) (1/214_‘/22)4_1,((1()) Vi

x 6-5
d() Vir + Vig + Vor + Vg + Vi (6-5)
2. 2 +2- 72 + 23
lg] _ Laz) d(z) d(z)
Taz) = 5 (6-6)

Im néchsten Schritt soll Gleichung (6-6) so verallgemeinert werden, dass damit eine beliebi-
ge Anzahl Volumenelemente V; betrachtet werden kann (Gleichung 6-7). Die Verallgemeine-
rung gelingt dadurch, dass die Volumenelementanzahl pro Reihe y nun durch die Differenz
der Anzahl der Volumenelemente m(’(< ) und der Anzahl der unbesetzten Volumenelemente
mg((; bestimmt wird. Es sei darauf hingewiesen, dass die Anzahl der Volumenelemente mé’(‘z))
auch die Leeren beinhalten muss. Die Differenz m(?‘)) —m! d be21ffert demnach die Anzahl
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6.2 Quantifizierung thermischer Asymmetrie entlang der drei Raumachsen

der besetzten Volumenelemente. Im Nenner wird analog dazu die Gesamtsumme {iiber die
betrachteten Volumenelemente in den Reihen y ermittelt.

0 w0\ 1 (2) 20\ @ 3) CXONRNE)
o (md< )~ M )) “Taz) T (md( )~ Magz )) “Taz) T (md(z> - md(z>) “Ta(z) 6.7
Ta(z) = 0 ) ® 0 _. 20 . (0 (6-7)
Mgy T Mgy + Mgy = Mgy — Mgy — Mgy

Zuletzt wird die Beziehung mit Gleichung (6-8) so modifiziert, dass damit eine beliebige
Anzahl an Reihen x betrachtet werden kann. Die Gleichung ist nun fiir Scheiben d., allge-
meingiiltig und kann fiir die geometrische Schwerpunktsbestimmung der Darstellung in Ab-
bildung 33b genutzt werden. Der Nenner wird als Differenz aller Volumenelemente »  m d>(<z))
und aller nicht besetzter Volumenelemente » | m; X 0) der Scheibe d.) berechnet. Die Berech

nung konnte so auf die niedrigeren Re1henanzah1en x anstatt der 1nd1viduellen Volumina V;

reduziert werden. ) x) (x.,0)
X X X
Z(l’d(z) ’ (md< )~ Magz) > )

nglz) == (6-8)

Die Quantifizierung der Position des geometrischen Schwerpunktes in Y-Richtung gelingt mit
der analog hergeleiteten Gleichung (6-9). Die Reihen in Y-Richtung werden darin als « be-
zeichnet (Abbildung 34). Dementsprechend ist y d( ) der Abstand hin zu dieser Reihe. Die
Anzahl der Volumenelemente pro Reihe m(”(’) und die Anzahl der unbesetzten Volumenele-

mente m"! )) sind entsprechend einzusetzen.

d(
() () (1,0)
Z (ydb ' (dez> =Myl ) )
Yoy == (6-9)

() (7,0)
> (i, - )

v

Mit den Gleichungen (6-8) — (6-9) ist die Betrachtung der Scheiben d.) in Z-Richtung abge-
schlossen. Die Analyse entlang der anderen beiden Achsen wird durch separate Scheiben d,)
und d(,) bzw. andere Kombinationen von Volumenelementen V; charakterisiert. In Analogie
zu den Gleichungen (6-1) — (6-9) kénnen die Schwerpunktspositionen (mgﬁl), z%)) fiir Schei-
ben d(, entlang der Y-Achse hergeleitet werden (Gleichung 6-10-6-11). Darin bezeichnet
z(g%;) den Abstand zur jeweiligen Reihe ( in Z-Richtung. Im Nenner wird nun die Volumenele-

mentdifferenz bezogen auf eine Scheibe d ) in Y-Richtung bestimmt.

(x) ) (x.0)
> (“’d@) ' (md<y> M) ) )
[g] X
Slal (6-10)
e S ()~ e
d(y) ~ Md(y)

X
©) © (€,0)
Z (zd@) ' (md<y) Ma(y) ) )
lg] ¢
©) (C,0)
Z (md<y> M(y) )

(6-11)

d(y) =
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6.2 Quantifizierung thermischer Asymmetrie entlang der drei Raumachsen

Die Herleitung der Gleichungen (6-12)-(6-13) fiir Scheiben d in X-Richtung erfolgt in
Analogie dazu. Betrachtet werden nun die Abstande (y d(x)? 2 d ) zu den Reihen (v, ¢) mit

den jeweiligen Volumenelementanzahlen (m)’ pre méc()))

() @) (7,0)
Z (ydm ' <md< )~ Ma(a) ) )
y%) S (6-12)

) (1,0)
Z (md(a:> — Mgly) )

v

© ©) (¢.0)
Z (Zd@c) ' <md< ) md(m)) )
gl _ ¢

“d(z)
©) (¢,0)
Z (md@c) LT )

¢

(6-13)

6.2.2 Thermische Beschreibung entlang der Achsen

Zur Quantifizierung thermischer Asymmetrie muss neben der geometrischen auch eine ther-
mische Beschreibung stattfinden. Im Zielparameter soll der thermische Zustand der betrach-
teten Komponente erfasst werden. Dahingehend wird an dieser Stelle die Berechnung ei-
nes sogenannten thermischen Schwerpunktes eingefiihrt. Die Bestimmung des thermischen
Schwerpunktes basiert auf der Formulierung aus Gleichung (6-1) zur Quantifizierung des
geometrischen Schwerpunktes von Volumenelementen. Wie in Gleichung (6-14) erkenntlich,
wird darin jedoch das Volumen V; durch dessen gemittelte Temperatur 7} ersetzt, um den
thermischen Schwerpunkt + [} zu bestimmen. #; bezeichnet weiterhin die Position des jewei-

ligen Volumenelements V;:
(e

gl i~ 7 (6-14)

ST

Die gemittelte Temperatur 7; wird anhand der Knotenpunkttemperaturen errechnet, die sich
innerhalb des jeweiligen Volumenelementes V; befinden. Nach Gleichung (6-15) erfolgt deren
Quantifizierung als arithmetischer Mittelwert {iber die Knotenpunkte j bzw. deren Tempera-
turen 7. J bezeichnet die Gesamtanzahl der Knotenpunkte im jeweiligen Volumenelement.

~

_ 1
T, = sz:T] (6-15)

Gleichung (6-15) und Abbildung 35 machen das Problem inhomogener Netze deutlich. Idea-
lerweise kann die mittlere Volumenelementtemperatur 7; anhand der darin befindlichen
Knotenpunkte nach Gleichung (6-15) errechnet werden. Zu grol3e Finite Elemente (Abbil-
dung 35b oben) verringern die Kontenpunktanzahl pro Volumenelement V;. Das fithrt im
Extremfall dazu, dass einzelne Volumenelemente nicht besetzt sind und diese als leer be-
trachtet werden (J = 0, s. Abbildung 35c oben). Dementsprechend wird auch das Ergebnis
der vorgestellten Schwerpunktermittlung verzerrt.
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6.2 Quantifizierung thermischer Asymmetrie entlang der drei Raumachsen

inhomogenes Netz
Knotenpunkt ; unbesetztes Volumenelement
mit Temperatur 7} besetztes Volumenelement

~Na

homogenes Netz ——

(a) CAD-Modell bzw. Kontinuum (b) FE-Diskretisierung (c) Volumenelement-Diskretisierung

Abb. 35: Zweistufige Diskretisierung am Beispiel inhomogener und homogener FE-Netze.

Das FE-Netz sollte so konfiguriert werden, dass deren Elemente eine moglichst homoge-
ne Verteilung aufweisen und deren Kantenlidnge unter den Abmafen der Volumenelemen-
te liegt (Abbildung 35b-35c, unten). In Analogie zur geometrischen Beschreibung (Unter-
abschnitt 6.2.1) wird das Aufstellen der Gleichungen zur Quantifizierung der thermischen
Schwerpunkte mit dem Beispiel aus Abbildung 34 durchgefiihrt. Das Problem wird dadurch
auf zwei Dimensionen eingegrenzt. Mit Gleichung (6-16) kann die Position des thermischen
Schwerpunktes in X-Richtung 375(},2) und mit Gleichung (6-17) jene in Y-Richtung yc[l{(]z) be-
rechnet werden. z; und y; reprasentieren weiterhin die Positionen der Schwerpunkte der
Volumenelemente V; mit den mittleren Temperaturen 7.

(1
Ty = — (6-16)

> T

Yty = = (6-17)

ST

Die Anzahl der Rechenoperationen kann durch die Reihenbetrachtung reduziert werden. Die

reihenbasierte Berechnung des thermischen Schwerpunktes xEl( in Abbildung 34 fiihrt zu

Gleichung (6-18), die analog zu Glelchung (6-4) aufgestellt Wurde Der einzige Unterschied

sind die Temperaturen der Reihen y (7" d( ), T(?)) T(?’)) die nicht gekiirzt werden konnen.

Diese werden mit Gleichung (6-19) durch M1tte1wertb11dung der Temperaturen T id(2) der
Volumenelemente V; in der jeweiligen Reihe x der Scheibe d.) berechnet.
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(1) 1) 29 @ 3 ) .(3)

[{] _ d(z) Ta) "L (6-18)
Taz) = (1)  (2) (3)
2Ty + 2 Ty + Ty
— 1
T = ST (6-19)
d(z) (%) (x,0) i,d(2)
md>(<z) - md>(<z) i

Als nichstes wird der Zusammenhang mit Gleichung (6-20) in eine Form gebracht, mit der

eine beliebige Anzahl Volumenelemente V; in jeder Reihe x betrachtet werden kann. Dies

gelingt durch Multiplikation mit der Differenz der Anzahl aller Volumenelemente m(’(‘) und

der Anzahl der leeren Volumenelemente m X 0) jeder Reihe y.
(1) L0 (1) A1) @) 20\ .2 72
S0 (md(z) md()> Tg(z) Td(z)+(md(z) md(z)) Zac  Tac
dz) (1) 1,0)Y . (1) @) 20)) . 7(2) (3) (3.0)) . 7(3)
(md( )~ Mz )) Ty + (md(z> LD >> Ty + (md<z> md(z)) Ty
(3) 3.0\ .3 7B)
(miy = mi3)) -l - Tud)

O a0 0 ® @) 0 ® 60 0
(md(z> md(z)) Ty + (mc«z) md(z)) Ty + (mc«z) md(z)) T

Eine allgemeingiiltige Form von Gleichung (6-20) erfordert eine beliebige Anzahl an Reihen
X (Gleichung 6-21). Im Nenner steht nun die Anzahl der Volumenelemente m(.) und die An-
zahl der nicht besetzten Volumenelemente mgél) der gesamten Scheibe d.). Die Differenz wird
mit der tiber die gesamte Scheibe gemittelten Temperatur T}, multipliziert. 7}, kann mit
Gleichung (6-22) auf Basis der einzelnen gemittelten Volumenelementtemperaturen 7; 4,
der Scheibe d.) berechnet werden:

xg(]z) == - (6-21)

_ 1 _
Ta) = — o Z T} a2 (6-22)

Durch Einsetzen von Gleichung (6-22) in (6-21) reduziert sich der Nenner auf die Summe
der Volumenelementtemperaturen 7} 4., der jeweiligen Scheibe d.) (Gleichung 6-23):

) k) () (x;0)
> (ﬂjd(z) Ta) <md<z> — My ) )
RONE" (6-23)

Z 7_—‘i,d(z)

Durch Einsetzen Von Gleichung (6-19) kiirzen sich auch im Zihler die Volumenelementan-

zahlen mé’(‘)) und m' d 0) (Gleichung 6-24). Der Zahler kann nun auch als Doppelsumme for-

muliert werden (Gle1chung 6-25), was die endgiiltige Form der Gleichung darstellt:
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> (et 70

Ty = = ’ (6-24)

S (sl -7 )

xg(]z): x - (6-25)

Der hier eingefiihrte Rechenweg reduziert die Genauigkeit der thermischen Schwerpunktser-
mittlung nicht. Durch die Mittelwertbildungen werden keine Naherungen ein- bzw. durchge-
fiihrt. Die gleiche Herleitung kann auch fiir Reihen ~ in Y-Richtung durchgefiihrt werden, um
die Position des Schwerpunktes in YRlchtung y d ) ZU ermitteln (Gleichung 6-26). yy) ist der

Abstand zu den Reihen und T d1e mittlere Temperatur eines Volumenelementes V in der

Reihe ~.
23 760
Yaiy = (6-26)

Z T a(2)

Im néchsten Schritt konnen die Formulierungen auf Scheiben d in Y-Richtung iibertragen
werden (Glelchung 6-27 — 6 28). Darin bezeichnen ¢ d( ) und z d1e Abstande in X- bzw.
Z-Richtung. T und T () sind die gemittelten Temperaturen der Volumenelemente der

Reihen y bzw. Q elner Scheibe d.)
OOy 2169)
S (sl -7 )

. x
Lagy) = (6-27)

(6-28)

Zuletzt soll der Ansatz auf Scheiben d,) entlang der X-Achse angewandt werden. Gleichung
(6-29) und (6-30) Werden entsprechend analog hergeleitet. Eingesetzt werden nun die je-

welhgen Abstinde (y i) 25180 ) zu den Reihen (v, ¢) mit den dafiir gemittelten Temperaturen

©
ity Tido? 0 )
ol Y
»D (yd(x> ' Ti,d@c))
Yaw) = — ZZ - (6-29)
i,d(x)
© 7O
P <"'d(z> szd(w))
Ay =—— (6-30)

Z i,d(ib)
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6.2.3 Berechnen der thermischen Asymmetrie entlang der Achsen

Basierend auf der Quantifizierung des geometrischen und thermischen Schwerpunktes (Un-
terabschnitt 6.2.1 und 6.2.2) kann die thermische Asymmetrie berechnet werden. Dahinge-
hend wird folgende Definition eingefiihrt:

Die thermische Asymmetrie ¢ wird definiert als Verschiebung des thermischen Schwer-
punktes relativ zum geometrischen Schwerpunkt (Gleichung 6-31). Die thermische
Asymmetrie stellt demnach eine gerichtete bzw. vektorielle Grolde dar. Der Startpunkt
des Vektors ist der geometrische Schwerpunkt. Der Endpunkt des Vektors ist der thermi-
sche Schwerpunkt. Thermische Asymmetrien werden dementsprechend in der Einheit m
angegeben.

thermischer geometrischer

thermische Asymmetrie = SoEG | GETEra (6-31)

Wenn die betrachtete Scheibe d (oder Komponente, vgl. Abschnitt 6.3) ein homogenes Tem-
peraturfeld aufweist, sind der thermische Schwerpunkt und der geometrische Schwerpunkt
am gleichen Ort. Nach Gleichung (6-31) ist die thermische Asymmetrie ¢ in diesem Fall = 0
(vgl. die Beispiele in Unterabschnitt 8.2.1 ab S. 107). Die betrachtete Scheibe ist demnach
thermosymmetrisch. Wie die Betrachtungen in Unterabschnitt 8.2.2 (ab S. 109) zeigen, kon-
nen sidmtliche Radial- bzw. Winkelverlagerungen vermieden werden, insofern der thermische
Schwerpunkt mit dem geometrischen Schwerpunkt tiberlagert werden kann. Sobald der ther-
mische Schwerpunkt mit dem geometrischen Schwerpunkt nicht iibereinstimmt (£ # 0), ist
die betrachtete Scheibe thermoasymmetrisch. Infolgedessen entstehen immer Radial- bzw.
Winkelverlagerungen.

Fiir die Scheiben d.) wird die thermische Asymmetrie in X-Richtung fx,d(z) aufbauend auf
den Gleichungen (6-8) und (6-25) mit nachfolgender Gleichung (6-32) quantifiziert. Glei-
chung (6-33) zum Bestimmen der thermischen Asymmetrie in Y-Richtung fyd(z) wird in Ana-
logie dazu mit den Gleichungen (6-9) und (6-26) aufgestellt:

) px) (x) 69) (x,0)
> Z <xd<z> ' Tzﬂ(z)) > (xd(z) ‘ (md(z> ~ Mz > )

fx,d(z) = Qfg]z — 335‘1]2 =X ‘ — - X (6-32)
o > Tiac > (mi —miy)
% X
M M ) ™) (7,0)
S (i 78) (- (m - i) )
7 [l v _ (6-33)

vd(z) = Yaiz) — Yaz) = = () (7,0)
>_Tiae) > (miy —mi)

Die Quantifizierung der Asymmetrien der Scheiben d, in Y-Richtung t}d(y) und Z-Richtung
fzd(y) kann, aufbauend auf den Gleichungen (6-10)-(6-11) und (6-27) —(6-28), mit den
nachfolgenden Gleichungen (6-34) bzw. (6-35) erfolgen:

78



6.2 Quantifizierung thermischer Asymmetrie entlang der drei Raumachsen

o) Al () () (x;0)
> Z (f”d(y) ‘ T‘,d(y>> > <$d<y> ‘ (md(w — My ) )
=X ° X (6-34)

oty = .
AW ST, S (mS), - mGY
) d(y) d(y)
© Q) © © . €O
> > (Zdw) ' Ti,d(.v)) > (Zd(y) ' (md<y> ~ My ) >
_ ¢

¢

- B © )
Z T aw) Z (md(w — May) )

¢

—

Lody) = (6-35)

In Analogie dazu konnen die thermischen Asymmetrien in Y- und Z-Richtung (fyd(w), fzd(w))
fiir die Scheiben d ;) mit den Gleichungen (6-36) — (6-37) berechnet werden. Die Gleichungen
werden durch Einsetzen der Gleichungen (6-12) — (6-13) bzw. (6-29) — (6-30) aufgestellt:

(G2 G0) () €0) (7,0)
Z Z (yd(m> ' Tz',d(m) Z (ydm ' <md<x> ~ M) ) )

Tyde) = ———— -2 S R—— (6-36)
> Tiaw > (md<x> ~ M) )
7 i
© 0 © © . o)
>0 (Zd@c) T d(x)) > (Zdu) (mi) - mig) )
- ¢ i ¢
Loy = - (6-37)
’ s ( (¢,0)
> Tiaw) > (md< )~ md(m))
i ¢

Es sei darauf verwiesen, dass die Gleichungen nur angewandt werden diirfen, wenn so-
wohl die geometrische als auch die thermische Schwerpunktsbestimmung mit der gleichen
Volumenelement-Diskretisierung (vgl. Abschnitt 6.1) durchgefiihrt wurden.

6.2.4 Zusammenfassende Betrachtungen thermischer Asymmetrien
entlang der Achsen

Um die thermische Asymmetrie entlang einer Achse pragnant beurteilen zu kénnen, sind
zusammmenfassende Betrachtungen sinnvoll. Generell konnen unterschiedliche Ansatze ver-
folgt werden. Im Hinblick auf Betrachtungen des Zusammenhanges zwischen Radialverla-
gerung und Asymmetrie erwiesen sich Mittelwertbildungen als niitzlich [KOC21b]. Bei der
Betrachtung von Scheiben d(.) entlang der Z-Achse werden, aufbauend auf den Gleichun-
gen (6-32) — (6-33), die kumulierten thermischen Asymmetrien (fm(z), fy7d(z)) als arithmeti-
scher Mittelwert gebildet (Gleichung 6-38 —6-39). Dazu wird die Gesamtanzahl der betrach-
teten Scheiben in Z-Richtung D. eingesetzt.

- 1 .
Loy = SNTL a0 6-38
,d(2) Dy, % d(2) ( )
- 1 .
tya) = 75— > tyae) (6-39)
D) .
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Die gleiche Vorgehensweise kann entlang der Y-Achse mit Scheiben d,, und deren Gesamtan-
zahl D, verfolgt werden. Eingesetzt werden die thermischen Asymmetrien aus Gleichung
(6-40) — (6-41).

rd( ) = Lod(y) (6-40)

! D(y) ; !

= 1 -

{z,d(y) = Z Jtz,d(y) (6'41)
P 4=

Fiir Scheiben d(,) werden in den nachfolgenden Gleichungen (6-42) - (6-43) die Gesamtzahl
der Scheiben in X-Richtung D,y und die thermischen Asymmetrien (£, 4), 1-.4()) aus den
Gleichungen (6-42) — (6-43) eingesetzt.

Lyate) = D( Y Ay (6-42)
x) d(z
- 1 .
Ty =~ Y Todte 6-43
o) = ; d(z) (6-43)

Gleichung (6-38) und (6-39) beschreiben die thermische Asymmetrie entlang der Z-Achse
hinreichend. Sie konnen nun in einem kumulierten Thermoasymmetrievektor fiir Scheiben
in Z-Richtung fd(z) (Gleichung 6-44) zusammengefasst werden. Gleiches gilt fiir die Betrach-
tungen entlang der Y- und Z-Achse (Gleichung 6-45-6-46).

- 1 5 -
- D > e
7 Lo d(z) =) d(z)
Taz) = P I I . (6-44)
y,d(z) Do Z Ly.d(z)
(2) d
L (2) u
— 1 - —
; Do 2 baats
7 Lud(y) @) dy)
tag) = | 27 " = 1 S (6-45)
#dly Y zd(y)
L D(y) dy) ’
— 1 - —
- D > yaw)
= ) @ ag,
td(:v) - = d( ) - 1 Z 5 (6'46)
z,a(x _D(J?) d(x) Z,d(x)—

Fir die Vektoren td( ) fd(y) und fd werden nun mit den Gleichungen (6-47) — (6-49) deren
Betrige \td(z l, ]td )| und [$ae)| berechnet Die Betrdge der kumulierten Thermoasymmetrie-
vektoren redu21eren die thermischen Asymmetrien entlang einer Achse auf einen einzelnen
Wert und eignen sich deshalb als effektive Bewertungsmetrik zur Konstruktionsoptimierung
(s. Unterabschnitt 8.2.4 ab S. 116).
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6.3 Dreidimensionale Gesamtbetrachtung thermoasymmetrischer Komponenten

2 2
= = 2 = 2 1 - 1 -
Lo | = \/ (%d(z)) + (%d(z)) = D Hea |+ D tae (6-47)
\ De dez) De dz)
2 2
- B 2 B 2 1 - 1 o
taw) | = \/({%d(y)) + (tzvd(y)) = Do tedw | + D 'Z{Zvd(y) (6-48)
(v) d(y) (v) d(y)
2 2
- - 2 - 2 1 5 1 5
{d(a:) = \/(ty,d(;r)> + <{z,d(m)) = D : Z{y,d(m) + D ) Z{z,d(;r) (6‘49)
\ @ 4 @ 9

6.3 Dreidimensionale Gesamtbetrachtung thermoasymmetrischer
Komponenten

Die im vorherigen Unterabschnitt 6.2.4 eingefiihrten zusammenfassenden Betrachtungen
thermischer Asymmetrie entlang der Achsen lisst keine akkurate weiterfithrende Verrech-
nung der Grollen zu. Dies liegt darin begriindet, dass die Mittelwertbildungen (Gleichung
6-38 —6-43) zu einem Informationsverlust fiihren. Die Startpunkte der Vektoren in den Glei-
chungen (6-44) — (6-46) sind nicht deckungsgleich mit dem geometrischen Gesamtschwer-
punkt der betrachteten dreidimensionalen Komponente. Im Rahmen dieses Abschnitts wird
eine Ansatzerweiterung vorgestellt, die die akkurate dreidimensionale Quantifizierung der
thermischen Asymmetrie ermoglicht. Der Grundgedanke soll dahingehend auf Basis von Ab-
bildung 36 erlautert werden.

Im vorherigen Abschnitt 6.2 wurden bislang Scheiben entlang der jeweiligen Achse betrachtet
(Abbildung 36a). Die thermische Asymmetrie wurde fiir diese Scheiben, jeweils 90° auf der
Achse stehend (in Y- und X-Richtung), anhand der Abstidnde hin zu den Reihen (x&’(‘i), yc(zZZ)L
quantifiziert. Die im Rahmen dieses Abschnitts vorgestellte Erweiterung berechnet nicht die
thermische Asymmetrie in den Scheiben d.). Stattdessen wird die thermische Asymmetrie
entlang der Achsen, anhand der Absténde z4.) hin zu den Scheiben selbst, quantifiziert (Ab-
bildung 36b).

Anstelle von den sechs Gleichungen (6-32) — (6-37), werden mit diesem Vorgehen, den drei
Raumachsen entsprechend, drei Thermoasymmetrieterme berechnet. In Unterabschnitt 6.3.1
wird dahingehend der geometrische Schwerpunkt in den drei Raumrichtungen bestimmt.
Die rdumliche Position des thermischen Schwerpunktes kann in Analogie dazu quantifiziert
werden (Unterabschnitt 6.3.2). Darauf aufbauend kann die thermische Asymmetrie berech-
net (Unterabschnitt 6.3.3) und in einem Gesamtthermoasymmetrievektor zusammengefasst
werden (Unterabschnitt 6.3.4).
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6.3 Dreidimensionale Gesamtbetrachtung thermoasymmetrischer Komponenten

Scheiben
d/,/

v

X Komponente bestehend
— aus drei Scheiben

(@) Asymmetrieberechnung von Scheiben d.y mit (b) Asymmetriequantifizierung von Komponenten aus
den Reihenabsténden (:cfi’((;), yf[(g)), jeweils 90° zur mehreren Scheiben d ., mit deren Positionen z,.)
Z-Achse (vgl. vorheriger Abschnitt 6.2) entlang der Z-Achse (vgl. vorliegender Abschnitt 6.3)

Abb. 36: Vergleich der Asymmetriebetrachtung von Scheiben entlang einer Achse (Abbildung 36a) und
einer Komponente bestehend aus drei Scheiben (Abbildung 36b).

6.3.1 Geometrische Beschreibung einer Komponente

Die Herleitung der Gleichungen soll weiterhin anhand der Z-Achse erfolgen (s. Abbildung 36).
Als Referenz wird Gleichung (6-8) auf S. 73 aus dem vorherigen Abschnitt betrachtet. Davon
wird folgende Gleichung (6-50) zum Berechnen der Z-Position des geometrischen Schwer-
punktes der Gesamtkomponente 29! abgeleitet. Im Zihler wird, an Stelle der Reihe Y, di-
rekt tiber die ganze Scheibe d.) aufsummiert. In der Klammer steht nun die Position zy.)
der jeweiligen Scheibe d(.) (s. Abbildung 36b). Gleichermafen wird in der Klammer nun
die Gesamtanzahl der Volumenelemente mg(.) und die Anzahl der unbesetzten Volumenele-
mente m d( der Scheibe eingesetzt. Der Nenner wird als leferenz aller Volumenelemente
(=) a(=) und aller nicht besetzten Volumenelemente >, ., m! d ) der Komponente beziffert.

_ ()
Z Zd(z)  \Md(z) — My(y)

d(2)

N (V)
Z Md(z) — My

d(2)

Ll — (6-50)

Da im Nenner die Anzahl aller Volumenelemente der betrachteten Komponente steht, ist der
Term fiir alle drei Richtungsbetrachtungen identisch:

0\ _ 0) \ _ 0\ _ 0
Z (md(Z) - md(z)> = Z (md(y) - md(y)> = Z <md(z) - md(@) = m-m® (6-51)

d(z) d(y) d(z)

(. J/ J/ (. J/

Vv VvV Vv
Z-Richtung Y-Richtung X-Richtung

82



6.3 Dreidimensionale Gesamtbetrachtung thermoasymmetrischer Komponenten

Mit der Gesamtanzahl aller Volumenelemente m und der Gesamtanzahl der nicht besetz-
ten Volumenelemente m(? der Komponente (Gleichung 6-51) kann Gleichung (6-50) in die
vereinfachte Form in Gleichung (6-52) gebracht werden:

. _ (0
Z Zd(z)  \Md(2) — My(y)

Llal — 4G — (6-52)

In Analogie dazu konnen die Gleichungen (6-53) - (6-54) fiir die Quantifizierung des geo-
metrischen Schwerpunktes in Y-Richtung (y/¢) und X-Richtung (z!¢!) hergeleitet werden. In
Gleichung (6-53) bezeichnet yq(,) die Position einer Scheibe d,) in Y-Richtung. m(y) ist die
Anzahl aller Volumenelemente und mg();) die Anzahl der nicht besetzten Volumenelemente
einer Scheibe in Y-Richtung. x4, beziffert in Gleichung (6-54) die Position einer Scheibe d,)
in X-Richtung. m(,) und mgzl) sind alle Volumenelemente bzw. die nicht besetzten Volumen-

elemente einer Scheibe d,).

. _ (0
E : Yd(y) = \Md(y) — Mgy
d(y)

[g] — -
y = p—) (6-53)
_ ()
Z (xd(w) (md(w) md(z)) )
[g] _ 4@ .
pldl = p— (6-54)

6.3.2 Thermische Beschreibung einer Komponente

Zur Quantifizierung des thermischen Schwerpunktes der Gesamtkomponente wird Gleichung
(6-23) von S. 76 als Referenz betrachtet. Darauf aufbauend kann die Position des thermischen
Schwerpunktes der Gesamtkomponente in Z-Richtung z!"! mit Gleichung (6-55) berechnet
werden. Im Zahler steht nun das Produkt aus dem Abstand z,.) zur jeweiligen Scheibe d.,
und die mittlere Scheibentemperatur Td(z). Weiterhin bezeichnet m,.) die Anzahl der Vo-
lumenelemente der jeweiligen Scheibe. In Analogie dazu stellt mgz)z) die Anzahl der nicht
besetzen Volumenelemente V; dar. Der Nenner wird als Doppelsumme formuliert, da nun die
mittleren Temperaturen der Volumenelemente einer Scheibe Ti,d(z) tiber alle Scheiben d.)
hinweg aufsummiert werden.

. 0
> (Zd(z) Tz - (mdcz) - md(z)) )
il — 93) (6-55)

Z Z 7__%,d(z)
d(z) ¢

Die mittlere Scheibentemperatur Td(z) kann mit der auf S. 76 formulierten Gleichung (6-22)
berechnet werden. Wird Gleichung (6-22) in Gleichung (6-55) eingesetzt, kiirzen sich die
Volumenelementanzahlen (1), mgz)z )). Die damit hergeleitete Gleichung (6-56) kann durch
die Doppelsummenschreibweise (analog zu Gleichung 6-25 auf S. 77) mit Gleichung (6-57)
vereinfacht ausgedriickt werden.
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6.3 Dreidimensionale Gesamtbetrachtung thermoasymmetrischer Komponenten

> <2d<z> : Z Ti,d(z>)

G d(z)

Z Z i,d(z)
d(z) ¢
Z Z (Zd -T; d(z )

S 4D ¢ (6-57)

Z Z ﬂ,d(z)
d(z) 1

(6-56)

Wie bei der geometrischen Betrachtung im vorherigen Unterabschnitt (Gleichung 6-51) kann
auch bei der thermischen Schwerpunktsermittlung der Nenner verallgemeinert formuliert
werden. Da immer {iber alle Volumenelementtemperaturen 7; aller Scheiben d aufsummiert
wird, wird stets die gleiche Temperatursumme >, 7; fiir die betrachteten Komponenten er-

mittelt:
E g Ty e = E g T aey) E E T i) = g T; (6-58)
d(z) i i

d(z) 1

~
Z- Rlchtung Y- Rlchtung X-Richtung

Mit der Summe aller Volumenelementtemperaturen ) . T; (Gleichung 6-58) wird Gleichung
(6-57) wie folgt vereinfacht:

Z Z (Zd : ’L d(z )
PG (6-59)

ST

Diese Herangehensweise wird auf die Gleichungen (6-60)-(6-61) auf die Betrachtungen
entlang der Z- bzw. Y-Achse {ibertragen. Eingesetzt werden die Positionen (yq4(y), Z4z)) der
Scheiben (d(,), d(;)) in Y- bzw. X-Richtung. In Gleichung (6-60) bezeichnet T, d(y) die mlttlere
Temperatur eines Volumenelementes V; der Scheibe d ;. Analog dazu wird die mlttlere Tem-
peratur 7; 4, eines Volumenelementes einer Scheibe d(x) in Gleichung (6-61) eingesetzt. Der
Nenner ist identisch (s. Gleichung 6-58).

Z Z <yd(y) : Tz}d(y))

i = 29 7 _ (6-60)

2t = (6-61)
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6.3 Dreidimensionale Gesamtbetrachtung thermoasymmetrischer Komponenten

6.3.3 Berechnen der thermischen Asymmetrie einer Komponente

Die Berechnung der thermischen Asymmetrie auf Komponentenebene (vgl. Abbildung 36b,
S. 82) entspricht jener auf Scheibenebene (Abbildung 36a) und ist konsistent mit der in Un-
terabschnitt 6.2.3 auf S. 78 elngefuhrten Definition thermischer Asymmetrle Anstelle der
sechs Terme auf Scheibenebene (%, d(2) ty (=) £, ) 1.4 () t ») und 1, d(z)) werden nun
drei Terme {iiber alle Scheiben hinweg (tz, t und £,) errechnet D1e thermische Asymmetrie
der Komponente entlang der Z-Achse 1, w1rd dementsprechend als Differenz der Positionen
des thermischen Schwerpunktes 2! (Gleichung 6-52) und des geometrischen Schwerpunktes
zl9] (Gleichung 6-59) in Z-Richtung mit Gleichung (6-62) ermittelt.

(0)
Z Z (Zd - T; d(z ) Z (Zd(z) ) (md(z) - md(z)) )
S O R U O M _ ) (6-62)

ZTZ m — m()

In Analogie dazu werden die Terme in Y- und X-Richtung quantifiziert. Die thermische Asym-
metrie der Komponente in Y-Richtung t; in Gleichung (6-63) ist die Differenz des thermi-
schen und geometrischen Schwerpunktes aus Gleichung (6-53) und (6-60). Gleichermal3en
wird die thermische Asymmetrie in X-Richtung £, auf Basis der Gleichung (6-54) und (6-61)
ermittelt (Gleichung 6-64).

- 0)
> (?M(y) : E,d(y)) > (yd<y> : (md( ) — md(y)> )

7= _ -~ 4w (6-63)
> =)
= (0)
Z Z (Z‘d(x) : Ti,d(a:)) Z (Zd(x) ) (md(x) - md(z)) )
7= ) (6-64)

ZTi m — m(0)

6.3.4 Quantifizierung des Gesamtthermoasymmetrievektors

Da alle im vorherigen Unterabschnitt berechneten Thermoasymmetrievektoren (Gleichung 6-
62-6-64) die gleiche Basis haben (den geometrischen Schwerpunkt der Gesamtkomponen-
te), konnen diese als Gesamtthermoasymmetrievektor J (Gleichung 6-65) zusammengefasst
werden. Der Gesamtthermoasymmetrievektor zeigt damit vom geometrischen Schwerpunkt
auf den thermischen Schwerpunkt der Gesamtkomponente. Zudem kann der Betrag des Ge-
samtthermoasymmetrievektors |J | mit Gleichung (6-66) berechnet werden.

I beschreibt die thermische Asymmetrie beliebig komplexer Bauteile zusammenfassend. Der
Vektor bzw. dessen Betrag sind insbesondere zur Entscheidungsfindung bzw. fiir erste Be-
trachtungen der vorliegenden thermischen Asymmetrie hilfreich. Soll hingegen die Ursache
der thermischen Asymmetrie lokalisiert werden, gilt es, wie anhand der Validierung in Ab-
schnitt 8.2 ab S. 106 dargelegt, weiterhin die thermische Asymmetrie entlang der Achsen zu
ermitteln (vgl. Abschnitt 6.2 ab S. 71).
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> (Zd(z) : E,d(z)> > (Zd<z> : (mdcz) - mff?z)) )

d(z) 1 o d(z)
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]
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S
|
S

> <xd<x> : szd(ac>> > (Zdo:) () =) >
d(z) 1 B

i

T = /(£ + ()2 + (L) (6-66)

Das im Rahmen dieses Kapitels vorgestellte Verfahren zur Quantifizierung thermoasymmetri-
scher Temperaturfelder ist ein vielschichtiges Konzept. Das zunéchst fiir Spindeln bzw. rota-
tionssymmetrische Korper vorgesehene Konzept ist nun allgemeingiiltig formuliert. Die An-
wendbarkeit bzw. Ubertragbarkeit des Ansatzes ist weitreichend und zum jetzigen Zeitpunkt
noch nicht abschéitzbar.

Beispielhaft wird im Rahmen der Validierung in Abschnitt 8.2 ab S. 106 die thermische
Asymmetrie unterschiedlicher Korper quantifiziert. Aullerdem werden mehrere Nachweise
des Zusammenhanges zwischen thermischer Asymmetrie und Radialverlagerung vorgestellt.
Die hier vorgestellte Methode kann effektiv zur Vermeidung der Radialverlagerung von Mo-
torspindeln genutzt werden. Die Verbesserung wird hierbei ausschliel3lich durch gezielte Kon-
struktionsoptimierung der Kiihlkanéle erreicht. Entgegen der Radialverlagerung kann die
Axialverlagerung nicht vermieden werden und muss kompensiert werden (Kapitel 3). Die
dazu konzipierten Kompensationansatze werden im nachfolgenden Kapitel 7 vorgestellt.
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7 Kompensation der Axialverlagerung durch
steuerungsseitigen Offset

Die Kompensation der Axialverlagerung von Motorspindeln gelingt mittels datenbasierter Er-
satzmodelle. Das Verwenden datenbasierter Ersatzmodelle wird breitflachig wissenschaftlich
untersucht (vgl. Tabelle 5-6 auf S. 18-19). Gleichwohl finden die Ansatze bislang wenig
Einzug in die Praxis. Dies kann damit begriindet werden, dass zusatzliche Sensoren in den
Werkzeugmaschinen bzw. Spindeln verbaut werden miissen. Der zusétzliche Kostenaufwand
fiir Konstruktionsiiberarbeitung, Sensorik sowie Soft- und Hardware kann nur durch eine
signifikante Steigerung der Maschinenprazision gerechtfertigt werden.

Dahingehend wird im Rahmen der vorliegenden Arbeit ein Kompensationsmodul entwickelt,
das auf Basis bereits vorhandener Sensoren bzw. Daten die axiale TCP-Verlagerung im Betrieb
prazise bestimmt. Das Entwickeln des Kompensationsmoduls wird im Rahmen der vorliegen-
den Arbeit mit Hilfe des in Abbildung 37 dargestellten Cross Industry Standard Process for
Data Mining (CRISP-DM) nach CHAPMAN ET AL. [CHAOO] durchgefiihrt.

1. Aufbau des 2. Aufbau des
Prozessverstandnisses Datenverstandnisses

[ 6. Bereitstellung ]

3. Analyse der
Datengrundlage

5. Validierun 4. datenbasierte
' J Ersatzmodellierung

Abb. 37: Cross Industry Standard Process for Data Mining (CRISP-DM)
in Anlehnung an CHAPMAN ET AL. [CHAQO, S. 13].

Zunachst muss die vorliegende Data Mining Herausforderung beschrieben und definiert wer-
den, um ein hinreichendes Prozessverstindnis etablieren zu konnen (1. Schritt in der Ab-
bildung, s. Abschnitt 7.1). Im Anschluss daran wird das erforderliche Datenverstdndnis mit
dem Ziel aufgebaut, eine geeignete Grundlage fiir das Data Mining zu schaffen (2. Schritt, s.
Abschnitt 7.2). Die Datengrundlage kann daraufhin im Hinblick auf die Eignung zum Trai-
ning von maschinellen Lernmethoden analysiert und aufbereitet werden (3. Schritt, s. Ab-
schnitt 7.3). Im Anschluss daran erfolgt das Modellieren der datenbasierten Ersatzmodelle
mit den Methoden der kiinstlichen Intelligenz (4. Schritt, s. Abschnitt 7.4). Die Validierung
bzw. Bereitstellung des Ansatzes wird im Rahmen dieser Arbeit in Abschnitt 8.3 ab S. 119
durchgefiihrt (5. und 6. Schritt).
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7.1 Aufbau des Prozessverstandnisses

Abbildung 38 zeigt den Prozess der datenbasierten Reduktion der axialen TCP-Verlagerung
durch das konzipierte Kompensationsmodul. Die sensorische Grundlage (Datenaufnahme
und -iibergabe; links in Abbildung 38) muss die Ursachen der TCP-Verlagerung abbilden,
um akkurate datenbasierte Ersatzmodelle trainieren zu konnen.

Datenaufnahme und -libergabe Datenauswertung
A

Abb. 38: Systemarchitektur des Kompensationsmoduls zur datenbasierten Reduktion der
thermomechanischen TCP-Verlagerung von Werkzeugmaschinenspindeln.

_/
™
_/

Kalkulation der TCP-
Verlagerung auf Grundlage
datenbasierter Modelle

ll
= = = = = =, Kommunikationsschnittstelle = = = = = =

WP

Datenaufbereitung

Das Abbilden der Ursachen der TCP-Verlagerung gelingt durch das Erfassen von Referenz-
werten, die sowohl den thermischen als auch den kinematisch induzierten Anteil der TCP-
Verlagerung abbilden:

* Die thermische Verlagerung der Motorspindel ist hauptursachlich fiir die Verschiebung
des TCP (s. Kapitel 1 ab S. 1). Der thermische Zustand der Motorspindel wird dahin-
gehend mit drei Temperatursensoren erfasst. Der erste Sensor ist in den Wicklungen
des Stators mitvergossen. Jeweils ein weiterer Sensor befindet sich in Bohrungen nahe
dem Fest- und Loslager. Als vierter Messwert wird die Umgebungstemperatur erfasst,
um etwaige Warmedehnungseffekte des umliegenden Priifstandes bzw. der Werkzeug-
maschine berticksichtigen zu kénnen.

* Die kinematische Verlagerung kann bei wilzgelagerten Spindeln mit hohen Drehzah-
len nicht vernachléssigt werden. Entgegen der Mehrzahl der Modelle in der Litera-
tur wird deshalb die steuerungsinterne Drehzahl als Datengrundlage im Rahmen der
vorliegenden Arbeit mitbetrachtet (vgl. Tabelle 5-6 auf S. 18-19). Temperatur- bzw.
fliehkraftbedingt weitet sich der Innenring der Walzlager im Betrieb auf. Infolgedessen
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entsteht eine Anderung des Druckwinkels bzw. eine Reduktion der Lagerluft. Dieser Ef-
fekt wird durch die hohen Kugelfliehkréfte und Walzkorpertemperaturen verstarkt. In
der betrachteten Motorspindel sind elastisch angestellte Schragkugellager verbaut. Wie
die Arbeit von BUTZ zeigt, fiihrt bei dieser Lagerkonfiguration das Erhohen der Dreh-
zahl bzw. eine Lagerluftreduktion zu einer axialen Verlagerung des Innenringes relativ
zum Aullenring [BUT07, S. 15-16]. Die infolgedessen entstehende TCP-Verlagerung
ist iberproportional drehzahlabhingig. Wie aus Tabelle 9 hervorgeht, ist der Anteil der
kinematischen Verlagerung bei 10.000 min~" mit 1,1 um bzw. 6.4 % der Gesamtverlage-
rung am TCP noch relativ gering. Bei 37.500 min ! betrégt die kinematische Verlagerung
jedoch schon 23,4 um bzw. 27,3 % der gemessenen Gesamtverlagerung (85,8 um).

Tab. 9: Thermischer und kinematischer Anteil der TCP-Verlagerung des Versuchstragers.

Drehzahl thermische kinematische TCP-Verlagerung
in min~! | Verlagerung in um | Verlagerung in um | (Summe) in um
10.000 16,0 (93,6 %) 1,1 (6,4 %) 17,1 (100 %)
20.000 28,9 (83,8 %) 5,6 (16,2%) 34,5 (100 %)
30.000 47,3 (76,7 %) 14,4 (23,3 %) 61,7 (100 %)
37.500 62,4 (72,7%) 23,4 (27.3%) 85,8 (100 %)

Sind die vier Temperaturmesswerte und die Drehzahl erfasst, werden diese in einer Datei
zusammengefasst bzw. unter einem Zeitstempel abgespeichert. Die Abtastrate betragt jeweils
1 Hz. Nun werden die Daten iiber eine Kommunikationsschnittstelle an das datenbasierte Er-
satzmodell iibergeben (Datenauswertung; rechts in Abbildung 38). Die Form der Schnittstel-
le wird von der Systemarchitektur vorgegeben. Aus sicherheitstechnischen Griinden bieten
sich Edgecomputer an, die den Berechnungsvorgang bzw. die Datenauswertung, gegeniiber
cloudbasierten Applikationen, direkt an der Maschine durchfiihren. Insofern bereits vortrai-
nierte datenbasierte Ersatzmodelle genutzt werden, stellt die geringere Rechenkapazitat der
Edgecomputer in der Praxis kein Hindernis dar (vgl. die Arbeit von KUFNER [KUF22]).

Die mit dem datenbasierten Ersatzmodell ermittelte TCP-Verlagerung wird iiber die Kommu-
nikationsschnittstelle an die Werkzeugmaschine iibergeben (s. Abbildung 38). In der Maschi-
nensteuerung wird ein, dem Wert entsprechender, Offset implementiert, um die vorliegende
thermomechanische Verlagerung im Maschinenbetrieb auszugleichen.

7.2 Aufbau des Datenverstandnisses

Ohne eine geeignete Datengrundlage kann kein maschinelles Lernverfahren zu prazisen Er-
gebnissen fiihren. Das Aufstellen akkurater, datenbasierter Ersatzmodelle ist ein iterativer
Prozess, bei dem das Kreislaufmodell des CRISP-DM (Abbildung 37) so lange durchlaufen
wird, bis die Ausgaben des Ersatzmodells mit hinreichender Genauigkeit mit den Messungen
tibereinstimmen. Als wesentliches Ergebnis dieses Prozesses entstand nachfolgende Tabel-
le 10, die die Datengrundlage in letzter Iteration darstellt. Alle 15 Laufe wurden auf dem
Priifstand betrachtet, der im Rahmen von Unterabschnitt 5.2.1 ab S. 67 vorgestellt wurde.
Zusétzlich zu den im vorherigen Kapitel eingefiihrten fiinf Messwerten (vier Temperatursen-
soren und die Drehzahl), werden somit auch weitere Oberflichentemperaturen als Referenz
bzw. zur Datenanalyse dokumentiert (s. Abschnitt 7.3). Essentiell fiir die Validierung der Er-
gebnisse ist die hier vorgenommene Aufgliederung in Trainings- und Testlaufe (s. Tabelle 10)
in Anlehnung an das Werk von JAMES ET AL. [JAM23].
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7.2 Aufbau des Datenverstandnisses

Tab. 10: Ubersicht der Trainings- und Testl&ufe, die Zeitangabe erfolgt in hh:mm:ss.

Nr. | Priiflauf Gesamtzeit | Zykluszeit
1 | Standard-Priiflauf 1 | 18:00:00 i A

‘2 | Standard-Priflauf 2 | 18:00:00 | -

'3 | Standard-Priiflauf 3 | 50:00:00 | -

‘4 | Standard-Priiflauf 4 | 18:00:00 | -

‘5 | Bearbeitungslauf 1 | 16:23:40 | 00:14:20  ~  Traningsldufe
6 | Bearbeitungslauf 2 | 16:01:07 | 00:03:13

7 | Bearbeitungslauf 3 | 17:38:50 | 00:19:40

'8 | Bearbeitungslauf 4 | 04:06:10 | 00:02:40

9 | Bearbeitungslauf 5 | 16:23:40 | 00:14:20

J\

| 10 | Standard-Priiflauf 5 18:00:00 -

— = Testlaufe

15 | Bearbeitungslauf 8 | 16:51:25 | 00:08:51

Die Trainingsldufe in Tabelle 10 werden zum Training und zum Validieren der Ersatzmodel-
le verwendet. Die Testlaufe kommen ausschlieRlich zur Modellvalidierung zum Einsatz. Die
Hintergriinde der Methode werden im Rahmen des Validierungskonzeptes in Abschnitt 8.3
ab S. 119 plausibilisiert. Die Laufe 1-4 in Tabelle 10 sind Standard-Priiflaufe von Motor-
spindeln, bei denen die Spindel in unterschiedlichen Drehzahlstufen iiber einen lingeren
Zeitraum betrachtet wird. Die betrachteten Drehzahlstufen sind spindelkonstruktionsspezi-
fisch. Der hier betrachtete Versuchstriager wurde bei 10.000 min~!, 20.000 min ', 30.000 min~*
und 37.500min~! untersucht. Die weiteren Trainingsldufe 5-9 sind die Drehzahlprofile rea-
ler Bearbeitungsldufe, die zum Fertigen von Bauteilen auf Frasmaschinen unterschiedlicher
Bauform genutzt werden. Diese realen Bearbeitungsldufe sind in Tabelle 10 durch die An-
gabe einer Gesamtzeit und einer Zykluszeit gekennzeichnet. Die Gesamtzeit ist die Summe
mehrerer aufeinander folgender Zykluszeiten zur Fertigung identischer Bauteile.

Beispielhaft werden in den nachfolgenden Abbildungen 39 und 40 die Drehzahlprofile ein-
zelner Zyklen der Liufe 7 und 8 dargestellt (Bearbeitungslauf 3 und 4). Als wesentliches
Unterscheidungsmerkmal zu den Laufen 1-4 ist die hohe Dynamik zu nennen. Die einzelnen
Drehzahlstufen der Standard-Priiflaufe werden jeweils 3—4 h betrachtet. Dahingegen finden
bei den realen Bearbeitungslaufen teilweise mehrere Drehzahlspriinge pro Minute statt. Au-
RBerdem sind Werkzeugwechselzeiten (Stillstandszeiten) Teil der Zyklen, die das Temperatur-
feld der Spindel ebenfalls signifikant beeinflussen konnen. Diese Merkmale der Messdaten
werden als essentiell erachtet, da reale Bearbeitungsldufe eine dhnliche Dynamik aufweisen
und somit von einer besseren Ubertragbarkeit der datenbasierten Ersatzmodelle ausgegangen
wird.
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Abb. 39: Drehzahlprofil eines Zyklus des Laufs 7 (Bearbeitungslauf 3 in Tabelle 10)
zur Fertigung einer Zylinderhalterung.
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Abb. 40: Drehzahlprofil eines Zyklus des Laufs 8 (Bearbeitungslauf 4 in Tabelle 10)
zur Fertigung eines Motorengehauses (Riickseite).

Als Testldufe werden in Tabelle 10 sechs weitere Laufe definiert. Die Laufe 10-12 sind
Standard-Priiflaufe mit den Drehzahlstufenbetrachtungen. Bei den Laufen 13-15 handelt
es sich um weitere reale Drehzahlprofile bzw. Bearbeitungszyklen. Die Drehzahlprofile der
Laufe 14 und 15 zum Fertigen eines Motorengehduses (Vorderseite) bzw. einer Matrize sind
in den nachfolgenden Abbildungen 41 und 42 dargestellt.
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Abb. 41: Drehzahlprofil eines Zyklus des Laufs 14 (Bearbeitungslauf 7 in Tabelle 10)
zur Fertigung eines Motorengehauses (Vorderseite).
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Abb. 42: Drehzahlprofil eines Zyklus des Laufs 15 (Bearbeitungslauf 8 in Tabelle 10)
zur Fertigung einer Matrize.

7.3 Analyse der Datengrundlage

Nun stellt sich die Frage, ob die vorhandene Datengrundlage (vorheriger Abschnitt 7.2) iiber-
haupt zum Training datenbasierter Ersatzmodelle geeignet ist. Inwieweit zwischen den Ein-
gangsgrollen (Temperaturen und Drehzahl, s. Abbildung 38 auf S. 88) und der gewiinschten
Ausgangsgrofde (axiale Spindelverlagerung) ein Zusammenhang besteht, kann qualitativ mit
Korrelationsanalysen bewertet werden. Da die Zusammenhéange zwischen Ein- und Ausgangs-
groflen als weitestgehend linear betrachtet werden (thermische Dehnungseffekte), kann de-
ren Zusammenhang mit dem Pearson-Korrelationskoeffizienten bewertet werden. Nach RONz
& FORSTER kann der Pearson-Korrelationskoeffizient r,.,, mit nachfolgender Gleichung (7-1)
ermittelt werden [RON92, S. 107]:
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> (za—2)- (Tu—T)
\/Dm . \/Dm P

J stellt die Laufvariable fiir die einzelnen Messungen dar. Weiterhin bezeichnet z 4 die (axia-
le) Z-Verlagerung und T, die Temperatur der jeweiligen Messung. z und T sind die arithme-
tischen Mittelwerte der jeweiligen Messreihen. Der mit Gleichung (7-1) bestimmte Pearson-
Korrelationskoeffizient liegt immer im Bereich r,.,,, = —1... 1. Negativwerte beziffern dabei
negative Korrelationen. Diese kommen hier nicht vor, da einer Temperaturerh6hung immer
ein Spindelwachstum folgt (Warmedehnung). Bei einem Koeffizienten von r,.,, = 0 liegt kei-
ne Korrelation vor. Dahingegen bedeutet |r,...| = 1 die grofftmogliche Korrelation. Ab wel-
chem Koeffizienten von einer signifikanten Korrelation gesprochen werden kann, ist in der
Literatur nicht einheitlich definiert. Hiufig wird COHENSs Arbeit zitiert, der ab |ry.,| > 0,5
von einer signifikanten Korrelation ausgeht [COH88, S. 80]. Dieser Referenzwert wird bei
Warmedehnungseffekten haufig erreicht. Gleichwohl fithren Sensorwerte mit hoheren Korre-
lationskoeffizienten |r,...| — 1 zu préziseren datenbasierten Ersatzmodellen.

(7-1)

In Ergdnzung zum Pearson-Korrelationskoeffizient soll auch der sogenannte Grey-Relational-
Grade 7., quantifiziert werden. Dieser auf Basis von JU-LONGs Grey System Theory [JU-82]
hergeleitete Koeffizient, quantifiziert in Analogie zum Pearson-Korrelationskoeffizienten den
Zusammenhang zweier Messreihen. Aufbauend auf dem Werk von L1 ET AL. kann der Grey-
Relational-Grade r,., nach Gleichung (7-2) berechnet werden [LI22b, S. 11]:

1
Torey = "y Z Eu (7-2)

ges

reey Wird darin als Mittelwert aller Grey-Korrelation-Koeffizienten £, iiber alle Messwer-
te Jl,., berechnet. Die Berechnung der einzelnen Grey-Korrelation-Koeffizienten & erfolgt
nach der vierstufigen Grey-Relational-Analysis Methode von L1 ET AL. [LI22b, S. 9-11]. Die
Ergebnisse von Gleichung (7-2) sind im Gegensatz zum Pearson-Korrelationskoeffizienten
stets positiv. Wie der Betrag des Pearson-Korrelationskoeffizienten liegen diese immer im Be-
reich rg., = 0...1, womit die Ergebnisse gut miteinander vergleichbar sind.

Der nach den Prinzipien des CRISP-DM sukzessive erweitere Datensatz (vgl. Tabelle 10 auf
S. 90) wurde auch fiir die Korrelationsanalysen genutzt. Die Korrelationsanalyse erfolgte ite-
rativ auf Basis des wachsenden Datensatzes, bis sich die Korrelationskoeffizienten nur noch
weniger als 5% &anderten. Dies gelang nach Beriicksichtigung der Laufe 1, 3, 4, 10, 11, 12
und 13 (vgl. Tabelle 10 auf S. 90). Die Koeffizienten (7., %, 7greye) der einzelnen Lau-
fe £ werden darauf aufbauend durch arithmetische Mittelwertbildungen zusammengefasst.
Der mittlere Pearson-Korrelationskoeffizient 7,.,, wird nach Gleichung (7-3) und der mitt-
lere Grey-Relational-Grade 7., nach Gleichung (7-4) quantifiziert. £,., bezeichnet in den
Gleichungen die Gesamtanzahl der betrachteten Laufe:

1

fpear - % ; T pear, & (7'3)
1

77grey = g_ Z T grey, < (7'4)
ges "o
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7.3 Analyse der Datengrundlage

Die Ergebnisse der Korrelationsanalyse sind in nachfolgender Tabelle 11 (links auf S. 95)
bzw. Abbildung 43 (rechts auf S. 95) dargestellt. Abbildung 43 zeigt die Messpositionen, an
denen die einzelnen Sensoren auf der Oberfliche der Motorspindel verteilt wurden. Generell
zeigt Tabelle 11, dass der mittlere Grey-Relational-Grade 7., zu differenzierteren Ergeb-
nissen fiihrt als der mittlere Pearson-Korrelationskoeffizient 7,.,,.. Dementsprechend wurde
Tabelle 11 nach dem mittleren Grey-Relational-Grade 7., absteigend sortiert. Die Ergebnis-
se des mittleren Pearson-Korrelationskoeffizienten sind meist nahe beieinander, wodurch die
Rangliste bereits durch kleinere Fehler in den Messdaten verfalscht wird. Weiterhin ist der
mittlere Grey-Relational-Grade robuster gegeniiber Ausreillern und Artefakten (z. B. Still-
standszeiten) in den Messdaten.

Die #1 Motortemperatur zeigte bei dem Versuchstrager mit Synchronmotor die hochste Kor-
relation mit der axialen Verlagerung am TCP (7., = 0,947). Bei dem betrachteten Ver-
suchstrager ist die Statortemperatur immer mit der Wellentemperatur vergleichbar. Die Welle
wird warmer als das umliegende Gehduse. Den Gesetzen der Warmedehnung folgend, ent-
steht demzufolge der grol3te Teil der TCP-Verlagerung infolge der Wellentemperatur. Die kon-
struktionsbedingt vorliegende, dhnliche Temperaturentwicklung von Welle und Stator macht
dessen Temperatursensor zu einer wertvollen Datengrundlage. Bei vergleichbaren Untersu-
chungen mit anderen Motorspindeln konnte diese Charakteristik jedoch nicht reproduziert
werden.

Zudem geht aus der Vergleichsbetrachtung zwischen Tabelle 11 und Abbildung 43 hervor,
dass Sensoren im vorderen Teil der Spindel (Messposition 1-3) meist zu hoheren Korre-
lationskoeffizienten fithren. Das kann mit den thermomechanischen Zusammenhéangen der
Messkonfiguration erlautert werden. Die Spindel ist am Flansch zwischen Messposition 2 und
3 mit dem Priifstand verschraubt (s. Abbildung 43). Der Priifstand fiihrt nur zu einer gerin-
gen Beeinflussung der gemessenen TCP Verlagerung (vgl. Unterabschnitt 8.1.1 ab S. 101). Die
gemessene Gesamtverlagerung der Spindel am TCP setzt sich demnach primér aus Gehause-
und Wellenverlagerung der Spindel zusammen. Das Gehause der Spindel wéchst, ausgehend
vom Montageflansch des Priifstandes, hin zu Messposition 1 bzw. dem TCP. Das auf Hohe
von Messposition 2 liegende Festlager wird dementsprechend mitverlagert. Der Positions-
dnderung des Festlagers entsprechend, wird die Spindelwelle und der TCP direkt mitverla-
gert. Demnach dokumentieren die Sensoren zwischen Messposition 1 und 3 einen Teil der
Temperaturen, die direkt die TCP-Verlagerung verursachen, was die hohen Korrelationskoef-
fizienten plausibilisiert. Die Erkenntnisse decken sich mit jenen von QIANJIAN [QIA11] und
HoOREJS [HOR23], die dementsprechend ebenfalls Temperatursensoren nahe dem vorderen
Lager der Spindel anbrachten.

Die Korrelationskoeffizienten sinken hin zum hinteren Ende der Motorspindel (Messposition
4-7). Das kann damit begriindet werden, dass den dortigen Temperaturen keinerlei thermo-
mechanische Relevanz zukommt. Das Spindelgehduse wichst auch in diese Richtung, ausge-
hend vom Montageflansch des Priifstandes. Gleichwohl iibertréagt sich dieses Gehdusewachs-
tum wegen der Gleitbuchsen-Lagerung (Abbildung 1 auf S. 3) nicht auf die Spindelwelle bzw.
den TCP. Demnach liegt hier kein direkter Wirkzusammenhang der Messgrof3en vor.
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7.3 Analyse der Datengrundlage

Tab. 11: Mittlere Korrelationskoeffizienten (7peqr, 7grey) der Messwerte und der axialen
Tool-Center-Point-Verlagerung. Die Tabelle ist nach dem mittleren Grey-Relational-Grade 7., sortiert.
Grau hinterlegte Sensoren sind in der Spindel stets fest verbaut und nicht Teil des Priifstandsaufbaus.

# |Sensorname \ Tpear \ Tgrey

1 | Motortemperatur 0,934|0,947
2 | Temperatursensor 06 |0,935|0, 930 Messposition 1
3 |Temperatursensor 12 |0, 92410, 927

4 |Temperatursensor 02 |0,936 |0, 927

5 | Temperatursensor 09 |0, 92010, 922 \
6
7
8

Messposition 2
Temperatursensor 11 |0, 9250, 920 \ P

Temperatursensor 01 |0, 9320, 919 \ Bohrung
Temperatursensor 04 |0, 9310, 909 \
9 |Temperatursensor 07 |0, 9280, 908 )t

10 | Temperatursensor 10 |0, 918|0, 907 \\

11 |Temperatursensor 05 |0, 9300, 902 \
12 | Temperatursensor 08 |0, 9280, 900 \

Prifstand

13| Spindeltemp. (vorne) |0, 9250, 897
14 | Temperatursensor 03 |0, 927|0, 896
15| Temperatursensor 15 |0, 938|0, 888
16| Drehzahl (Steuerung)|0, 9260, 886
17 |Wassertemp. (Riickl.)|0,903|0, 885
18| Spindeltemp. (hinten) |0, 9370, 882
19 | Temperatursensor 27 |0, 9340, 878
20 | Temperatursensor 14 |0, 9380, 876
21 | Temperatursensor 23 |0, 94010, 875
22 | Temperatursensor 19 |0, 94010, 872
23 | Temperatursensor 16 |0,939|0, 872
24 | Temperatursensor 22 |0, 9260, 870 Bohrung
25 | Temperatursensor 13 |0, 9380, 864
26 | Temperatursensor 18 |0, 9390, 860
27 |Temperatursensor 26 |0, 9220, 854
28 | Temperatursensor 21 [0,91010, 853
29 | Temperatursensor 24 |0,907|0, 852
30 | Temperatursensor 20 |0, 9290, 851
31 | Temperatursensor 17 |0, 9380, 845
32| Temperatursensor 28 |0, 898 |0, 839 Messposition 6

33 | Temperatursensor 25 |0, 901 |0, 837 ‘
34 | Temperatursensor 29 |0, 2940, 771 Messposition 7

Messposition 3

Statorwicklung

Messposition 4

Messposition 5

35 |Wassertemp. (Zulauf)|0,171(0,692 —®
36 | Raumtemperatur 0,084(0,670 —®

8 Y NN

Datengrundlage: Die Koeffizienten r,cq, und 7,4, wurden anhand der Laufe 1, 3, 4, 10, 11, 12 und
13 aus Tabelle 10 auf S. 90 nach Gleichung (7-1) bzw. (7-2) bestimmt und nach Gleichung (7-3)
und (7-4) gemittelt (7peqr UND Fgrey ).

Abb. 43: Darstellung der Messpositionen der einzelnen Sensoren. Die Temperatursensoren 01 —29 sind
auf der Spindeloberflache an der jeweiligen Messposition 1—7 montiert (vgl. Abbildung 31 auf S. 67).
Modelldarstellung mit freundlicher Genehmigung der Innomotics GmbH.
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Ebenso soll hier die Frage betrachtet werden, ob die bereits in der Motorspindel verbauten
Sensoren tatsdchlich eine geeignete Datengrundlage zum Training datenbasierter Ersatzmo-
delle darstellen. Stets verbaute Sensoren sind in Tabelle 11 grau hinterlegt. Die #1 Motortem-
peratur ist konstruktionsbedingt dul3erst relevant. Die #13 Spindeltemp. (vorne) dokumen-
tiert eine Temperatur direkt in der thermomechanischen Wirkkette der Motorspindel und ist
deshalb ebenso als Datengrundlage geeignet.

Das Betrachten der steuerungsseitig erfassten #16 Drehzahl wird als notwendig erachtet,
da nur damit die kinematische Spindelverlagerung datenmodellbasiert beschrieben werden
kann (Kapitel 7.1 ab S. 88). Es sei weiterhin darauf hingewiesen, dass die Korrelationskoef-
fizienten der #16 Drehzahl bei der Betrachtung der dynamischeren Bearbeitungsldaufe 1-8
(Tabelle 10 auf S. 90) hoher sind als die Mittelwerte in der Tabelle. Die #18 Spindeltemp.
(hinten) fiihrt zu einem relativ hohen Korrelationskoeffizienten, obgleich die Temperaturen
am hinteren Ende der Spindel thermomechanisch nicht relevant sind. Dahingehend sei auf
die Tatsache verwiesen, dass auch hohe Korrelationskoeffizienten keine kausalen Zusammen-
hange implizieren. Nur der mittlere Grey-Relational-Grade 7., zeigte einen Zusammenhang
zwischen #36 Raumtemperatur und axialer TCP-Verlagerung. Das Beriicksichtigen wird den-
noch als notwendig erachtet, da die Raumtemperatur Ursachen thermischer Verlagerungen
erfassen kann, die nicht durch die Spindel selbst entstehen.

Aus der Analyse bzw. Tabelle 11 geht hervor, dass einige zusatzlich applizierte Sensoren bes-
sere Korrelationen aufweisen als die in der Spindel stets verbauten. Inwieweit ein datenba-
siertes Ersatzmodell mit weiteren Sensoren als Grundlage zu besseren Ergebnissen fiihren
wiirde, sollte demnach hinterfragt werden. Die Frage kann anhand exemplarischer datenba-
sierter Ersatzmodelle beantwortet werden. Dahingehend wurden im Rahmen der vorliegen-
den Arbeit 16 Neuronale Netze trainiert. Betrachtet werden die in Abbildung 9a auf S. 21
dargestellten Feed Forward Netze. Die Beurteilung der Vorhersage der datenbasierten Ersatz-
modelle erfordert geeignete Metriken. Dazu wird der mittlere absolute Fehler (Mean Absolute
Error, MAF in Gleichung 7-5) und die Wurzel der mittleren Fehlerquadratsumme (Root Mean
Squared Error, RMSE in Gleichung 7-6) berechnet [HOD22, S. 5481]:

MAFE =

> lew — Zal (7-5)

ges

RMSE :\/ﬂl Z(Z/n — Zu)? (7-6)
ges

Es gibt keinen generellen Konsens zur Determinierung des Traningsdatenanteiles. In der vor-
liegenden Arbeit wird das weit verbreitete 80 % / 20 % Verhéltnis verwendet (80 % Tranings-
und 20 % Validierungsdaten), welches an das Pareto-Prinzip angelehnt ist [JOS22, S. 531].
Die 16 Neuronalen Netze werden dahingehend mit 80 % aller Messungen Jl s (s. Gleichung
7-5 und 7-6) der Laufe 1, 2, 3, 4 und 5 trainiert (vgl. Tabelle 10 auf S. 90). Darauf aufbauend
wird in den Gleichungen die jeweils vorliegende, gemessene TCP- bzw. Z-Verlagerung 2, mit
der durch das jeweilige datenbasierte Ersatzmodell ermittelten Z-Verlagerung Z, verglichen.
Beide Metriken werden in der Einheit der Messgrofden (um) angegeben. Das Ergebnis der
Analyse wird zusammenfassend anhand von Tabelle 12 und 13 erldutert. Um die Ergebnis-
se zusammenfassen zu konnen, werden die fiir die einzelnen Liufe & ermittelten Metriken
MAE<4 und RMSE< mit den nachfolgenden Gleichungen (7-7) und (7-8) gemittelt:
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AE = Z MAE (7-7)
gges &

RMSE = 551 Z RMSE-, (7-8)
ges o

Tab. 12: Metriken der acht Neuronalen Netze. Als  Tab. 13: Metriken der acht Neuronalen Netze. Als

Sensorgrundlage werden die stets verbauten Grundlage werden die stets verbauten (grau in

(grau hinterlegt in Tabelle 11) verwendet. Tabelle 11) u. Temperatursensor 06 verwendet.

Netzarchitektur| MAE in um|RMSE inum  Netzarchitektur| MAE in um|RMSE in um
64/128/256 0,428 0,647 64/128/256 0,260 0, 388
128/64/32 0,427 0,670 128/64/32 0,275 0,408
32/64/32 0,462 0,696 64/64/64 0,300 0,427
64/64/64 0,482 0,707 N 32/64/128 0,296 0,433
32/64/128 0,496 0,720 64/32/64 0,321 0,466
64/32/64 0,524 0,770 32/64/32 0,364 0,517
16/32/64 0,553 0,817 16/32/64 0,375 0,550
32/32/32 0,554 0, 826 32/32/32 0,401 0,591
Mittelwert 0,491 0,732 Mittelwert 0,324 0,472

Datengrundlage: Zum Training der datenbasierten Ersatzmodelle wurden 80 % der Laufe 1, 2, 3, 4
und 5 aus Tabelle 10 auf S. 90 verwendet. Die Metriken wurden nach Gleichung (7-5) bzw. (7-6) flr
die Laufe 1, 2, 3, 4 und 5 berechnet und nach Gleichung (7-7) bzw. (7-8) gemittelt (MAE, RMSE).

Die dargestellten Neuronalen Netze wurden in Tabelle 12 mit den stets verbauten Sensoren
(grau hinterlegte Eintrdge in Tabelle 11) und in Tabelle 13 mit den stets verbauten Sensoren
und dem Temperatursensor 06 trainiert.

Die Tabellen zeigen die Ergebnisse des MAF und RMSE (Gleichung 7-5 bzw. 7-6) mit acht
unterschiedlichen Netzarchitekturen, um die Netzunabhdngigkeit der Ergebnisse sicherstel-
len zu konnen. Die hier betrachteten Deep Learning Netze bestehen immer aus drei Hidden
Layers (s. Abbildung 9a auf S. 21). Die erste Schicht des ersten Netzes (2. Zeile in Tabel-
le 12-13) besteht z. B. aus 64, die zweite aus 128 und die dritte aus 256 Neuronen. Die
Vergleichsanalyse zeigt, dass die Metriken durch den zuséatzlichen Temperatursensor 06 als
Datengrundlage signifikant verbessert werden konnen. Im Mittel wurde bei den betrachteten
acht Netzarchitekturen eine Verbesserung des MAFE von 34 % erreicht. Das Verbauen zusitz-
licher Sensoren ist immer mit Kostenaufwéanden verbunden. Nach jetzigem Stand ist nicht
ersichtlich, inwieweit die hier dargestellte Prazisionssteigerung tatsachlich die zuséatzlichen
Kosten rechtfertigt. Absolut betrachtet, bleibt der Zugewinn von 0,167 um dullerst gering (Be-
trachtung des mittleren MAFE in Tabelle 12 und 13).

Wie sich im Verlauf der weiteren Arbeit zeigen wird, ist die Betrachtung von unterschiedli-
chen Trainings- und Testlaufen entscheidender. Bei untrainierten Bearbeitungs- bzw. Testldu-
fen, die in der Praxis immer vorliegen werden, entstehen schnell Abweichungen > 10 um (s.
Unterabschnitt 8.3.2 ab S. 124). Dieser Erkenntnis folgend, werden zunéchst nur die bereits
verbauten Sensoren fiir das Training der datenbasierten Ersatzmodelle betrachtet.
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7.4 Datenbasierte Ersatzmodellierung

Die datenbasierte Ersatzmodellierung erfolgt durch maschinelles Lernen. Als Ergebnis wird
eine sogenannte kiinstliche Intelligenz angestrebt, die den vorliegenden Eingabeparametern
(Temperaturen, Drehzahl) entsprechende Ausgabeparameter (axiale TCP-Verlagerung) algo-
rithmenbasiert, automatisiert zuordnen kann. Ein Uberblick iiber Algorithmen, die bereits
zur datenbasierten Modellbildung verwendet wurden, kann Unterabschnitt 2.3.3 ab S. 16
entnommen werden. Darauf aufbauend werden im Rahmen dieser Arbeit drei maschinelle
Lernmethoden betrachtet (die Nummerierungen @)—-@ entsprechen der Systematik in Ta-
belle 5-6 auf S. 18-19):

(1) Kiinstliche Neuronale Netze sind in der @ Feed Forward Architektur sowohl in der
Forschung bzgl. kiinstlicher Intelligenz im Allgemeinen [KNU21, S. 364] als auch bzgl.
datenbasierter Ersatzmodelle zur Kompensation der TCP-Verlagerung im Besonderen
der populérste Ansatz (vgl. Tabelle 5-6). Im Rahmen der vorliegenden Arbeit werden
entsprechende @) Deep Learning Netze mit der Feed-Forward-Informationsverarbeitung
als Referenz-Modelle trainiert. Untersucht werden dabei die drei Architekturen aus Ta-
belle 12 und 13, die zu den besten Ergebnissen gefiihrt haben. Das Training der Neu-
ronalen Netze erfolgt {iber 150 Epochen. Als Aktivierungsfunktion wurden Rectified
Linear Units (ReLU) verwendet. Fiir die fachlichen Grundlagen Neuronaler Netze wird
auf Unterabschnitt 2.3.3 ab S. 16 verwiesen.

(2) @ Entscheidungsbaume fanden in der Fachliteratur bzgl. der Kompensation der TCP-
Verlagerung bislang keinerlei Beachtung (Tabelle 5-6). Erstmals soll demnach im Rah-
men der vorliegenden Arbeit das Potential eines lernenden Entscheidungsbaumes bzgl.
thermoelastischer Problemstellungen hinterfragt werden. Das Verfahren wird im nach-
folgenden Unterabschnitt 7.4.1 vorgestellt.

(®)) @ Random Forest Regressionen wurden bislang nur von KAFTAN ET AL. [KAF23] im
Bezug auf die thermische Verlagerung von Drehmaschinen untersucht. In der vorliegen-
den Arbeit wird das Verfahren auf Motorspindeln angewandt und die Datengrundlage,
gegeniiber dem Werk von KAFTAN ET AL., um die steuerungsseitig erfasste Drehzahl
erweitert. Der Ansatz wird in Unterabschnitt 7.4.2 erldutert.

7.4.1 Entscheidungsbaum

Kiinstliche Neuronale Netze gelten als Blackbox-Methode, die keine Interpretierbarkeit der
Ergebnisse zulassen [KNU21, S. 364]. Gleichwohl wird der Interpretierbarkeit datenbasier-
ter Ersatzmodelle eine immer weiter steigende Bedeutung beigemessen [RAI20]. Die Da-
tenschutzgrundverordnung schafft inzwischen sogar das Recht zur Erkldrung algorithmischer
Entscheidungen [GOO17, S. 6].

Lernende Entscheidungsbdume sind von anderen maschinellen Lernmethoden durch eben-
jene Erklarbarkeit abzugrenzen. Die intuitive Baumstruktur (vgl. Abbildung 44) ermoglicht
insbesondere bei kleineren Entscheidungsbaumen das Nachvollziehen der Ergebnisse. Ein
Entscheidungsbaum setzt sich aus mehreren Ebenen von Knotenpunkten zusammen, in de-
nen bindre Entscheidungen (true, false) getroffen werden. Der Entscheidungsbaum beginnt
dabei immer bei einem sogenannten Wurzelknoten [ROKO5, S. 165]. Uber eine oder mehrere
Ebenen von inneren Knotenpunkten wird der Entscheidungsfindungsprozess fortgesetzt. Der
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7.4 Datenbasierte Ersatzmodellierung

Prozess endet immer in einem Blattknoten. In einem der Blattknoten ware hier beispielsweise
die jeweils ermittelte TCP-Verlagerung Z zu finden. Die dorthin fithrende Entscheidungslogik
tiber die inneren Knoten wird durch das maschinelle Lernen ermittelt. Entscheidungsbaume
sind durch die einfache Logik breitflachig einsetzbar. In der Praxis werden sie fiir unterschied-
liche Regressions- und Klassifikationsaufgaben genutzt [KNU21, S. 364].

Wurzelknoten

innere Knoten

Blattknoten

Blattknoten

Abb. 44: Entscheidungsbaum nach KNUTH [KNU21, S. 365].

Die mit dem Entscheidungsbaum ermittelten Ergebnisse werden in Abschnitt 8.3 ab S. 119 im
Rahmen der Modellvalidierung diskutiert. Die jeweils verwendeten Trainings- und Testldufe
des Modells werden dort separiert ausgewiesen.

7.4.2 Random Forest Regression

Der Random Forest stellt eine Weiterentwicklung des Entscheidungsbaumes dar. Durch die
vielschichtigere Betrachtung eignet sich der Random Forest zur Reproduktion komplexerer
Problemstellungen. Struktur- bzw. funktionsbedingt weist er jedoch, gegeniiber dem Ent-
scheidungsbaum, eine verringerte Erklarbarkeit auf [KNU21, S. 368]. Das Funktionsprinzip
des Random Forests soll anhand von Abbildung 45 erldautert werden.

Zunachst werden die Trainingsdaten in Abbildung 45 nach dem Bootstrapping Verfahren
(vgl. die Arbeit von BREIMAN [BREO1]) in K Teilmengen aufgeteilt. Der Anzahl an Daten-
Teilmengen entsprechend, werden K Entscheidungsbdaume trainiert. In jedem Entscheidungs-
baum wird auf Basis der jeweils individuellen Daten-Teilmenge und Baumstruktur eine Vor-
hersage Z; ermittelt. Mit Random Forests konnen sowohl Klassifizierungs- als auch Regressi-
onsaufgaben gelost werden. Die einzelnen Vorhersagen werden, je nach Aufgabentyp, durch
entsprechende Aggregatsfunktionen zusammengefasst. Bei der hier vorliegenden Regressi-
onsaufgabe wird, wie in Gleichung (7-9) dargestellt, der arithmetische Mittelwert der Vo-
hersagen Z;, gebildet. Der errechnete Mittelwert Z, wird dann als Vorhersage des Random
Forests ausgegeben.
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Trainingsdaten

\ 4 Y A 4

Daten-Teilmenge 1 Daten-Teilmenge % Daten-Teilmenge K

l l l

l l l

Vorhersage z, Vorhersage z, Vorhersage 2,
I l |
v v
. 1 .
k

l

Vorhersage des Random Forests

Abb. 45: Random Forest nach KAFTAN ET AL. [KAF23, S. 19].

Der im Rahmen der vorliegenden Arbeit betrachtete Random Forest wurde in Anlehnung an
das Werk von KAFTAN ET AL. [KAF23] mit K = 100 Entscheidungsbaumen trainiert. Die damit
ermittelten Ergebnisse werden in Abschnitt 8.3 ab S. 119 diskutiert.
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8 Validierung

Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit eingefiihrten Methoden (Kapitel 4-7) sollen ab-
schlief3end validiert werden. Die Vorstellung der Ergebnisse erfolgt chronologisch in Analogie
zur Struktur der Arbeit:

(1) Die Randbedingungen zur thermischen Modellierung von Motorspindeln und umliegen-
den Strukturen wurden in Kapitel 4 eingefiihrt. Das damit erstellte Simulationsmodell
wurde in Kapitel 5 vorgestellt. Der messtechnische Abgleich des Modells erfolgt in Ab-
schnitt 8.1.

(2) Die analytischen Grundlagen zur Quantifizierung thermoasymmetrischer Tempera-
turfelder wurden in Kapitel 6 hergeleitet. Abschnitt 8.2 ab S. 106 visualisiert die Funkti-
onsweise des Ansatzes und den Nachweis des Zusammenhanges zwischen Asymmetrie
und Radialverlagerung. AbschlieRend wird die damit erreichte Reduktion der Radial-
verlagerung von Motorspindeln vorgestellt.

(3) Die Ansatze zur datenbasierten Kompensation der Axialverlagerung wurden im Rah-
men von Kapitel 7 dargelegt. Die damit erreichte Reduktion der Axialverlagerung von
Motorspindeln wird in Abschnitt 8.3 ab S. 119 aufgezeigt.

8.1 Thermische Modellierung

Im Hinblick auf eine akkurate Modellierung (Unterabschnitt 8.1.3) miissen zunéchst die em-
pirisch zu bestimmenden Randbedingungen ermittelt werden. Dies gelingt durch das Messen
der Priifstandstemperaturen (Unterabschnitt 8.1.1) und das Erfassen der Eingangsleistung
der Motorspindel (Unterabschnitt 8.1.2).

8.1.1 Erfassung der Kuhlleistung des Priifstandes

Um den (11) Spindelstock bzw. Priifstand (s. Tabelle 8 auf S. 63) als Randbedingung beriick-
sichtigen zu koénnen, muss dieser entweder vollstdndig mitsimuliert werden oder durch einen
geeigneten thermischen Korperkontakt an der Spindel ersetzt werden. Letzteres ist prinzi-
piell wegen des verringerten Modellierungsaufwandes und der besseren Ubertragbarkeit zu
bevorzugen. Der Einfluss des Korperkontaktes auf das Temperaturfeld der Motorspindel kann
allerdings nur durch eine vorherige Modellierung des Priifstandes quantifiziert werden.

Der Einfluss wird durch dessen abgefithrte Warme bzw. Kiihlleistung charakterisiert. Die
Kiihlleistung soll im Rahmen der vorliegenden Arbeit anhand einer Vergleichsanalyse aus
Temperaturmessungen und Simulationsergebnissen iterativ ermittelt werden. Dahingehend
wurde der Priifstand, wie in Abbildung 46 links dargestellt, mit drei Temperatursensoren ver-
sehen. Die Randbedingungen des Simulationsmodells (rechts in der Abbildung) sind, bis auf
die Warmezufuhr iiber die Kontaktfliche zur Motorspindel, bekannt (s. Tabelle 8 auf S. 63).

Die Warmequelle kann nun iterativ ermittelt werden, bis die Simulationsergebnisse an den
Sensorpositionen zu vergleichbaren Ergebnissen fithren wie in der Messung. Wenn die Spin-
del auf dem Priifstand bei 40.000 min~! im thermisch stabilen Zustand betrachtet wird, kann
das Temperaturfeld des Priifstandes mit einer Warmezufuhr von 35 W gut simulativ repro-
duziert werden. Die Absolutwerte der Temperaturdifferenzen werden in Abbildung 46 be-
trachtet. Die Berechnung des MAFE erfolgt in Analogie zu Gleichung (7-5) auf S. 96 mit
Gleichung (8-1).
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Temperatursensor 24 ) e

Temperatursensor 07 A\ W °C
N

Temperatursensor Ol |/

Sensor Messwert |Differenz| Simulations-
in °C in °C__|ergebnis in °C
01 27.8 -1,1 28,9
07 27.4 -0,8 28,2
24 27,2 -0,5 27,7
MAE in °C
Warmequelle bzw. Kontaktflache zur Motorspindel

Abb. 46: Mess- und Simulationsergebnisse der Temperaturen des Prifstandes im thermischen
Gleichgewicht bei 40.000 min~! zur Quantifizierung der an den Priifstand abflieBenden Warme,
Bild und Modelldarstellung mit freundlicher Genehmigung der Innomotics GmbH.

MAE = — Z’TM—TM‘ 8-1)
N4

ges

In Gleichung (8-1) sind die Temperaturmesswerte der Sensoren 7, und die Temperaturen
des Simulationsmodells an den Sensorstellen 7', einzusetzen. Die errechnete mittlere abso-
lute Temperaturabweichung betragt bei 35 W Warmezufuhr noch 0,8°C. Es sei darauf ver-
wiesen, dass die Fliissigkeitskiihlung des Priifstandes (s. Abbildung 31 auf S. 67) im Rahmen
dieser Untersuchung nicht aktiviert war. Der Priifstandsaufbau ist damit thermodynamisch
vergleichbar mit dem Spindelstock bzw. mit der Einbausituation in Werkzeugmaschinen. Die
hier erzielten Ergebnisse konnen damit als mit dem realen Umfeld vergleichbar betrachtet
werden.

Absolut betrachtet sind 35 W, mit denen der ungekiihlte Priifstand der Spindel Wérme ent-
zieht, nahezu irrelevant. Der geringe Wert kann damit begriindet werden, dass nahe des
Priifstandflansches auch die Kiihlkanile in der Motorspindel verlaufen (vgl. Abbildung 4 auf
S. 9). Im gleichen Betriebspunkt kann {iber die Zu- und Riicklauftemperatur (Gleichung 4-20
auf S. 32) die Fluidkiihlleistung auf 1.423 W beziffert werden, ein 40,7-mal grof3erer Wert.
Das im Rahmen von Unterabschnitt 8.1.3 ab S. 104 vorgestellte Motorspindelmodell bertick-
sichtigt die Randbedingung nicht, um deren geringen Einfluss zu verdeutlichen.

Die dulerst aufwendig zu ermittelnde Randbedingung kann damit, unter vernachléssigba-
ren Genauigkeitsverlusten der Simulationsergebnisse, ignoriert werden. Generell wird dieses
Vorgehen bei fliissig gekiihlten Motorspindeln fiir sinnvoll erachtet, da dadurch keine Annah-
men getroffen werden miissen (Priifstandstemperatur) oder zusatzliche Simulationsmodelle
(Priifstand, Spindelstock) erforderlich sind. Die Ubertragbarkeit des Modellierungsansatzes
wird infolgedessen signifikant verbessert.
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8.1.2 Leistungsbilanzbetrachtung und Bestimmung der Lagerverluste

Die halbempirische Ermittlung der Lagerverluste (s. Tabelle 8 auf S. 63) erfordert das
Erfassen der Eingangsleistung der Motorspindel (vgl. Unterabschnitt 4.3.2 ab S. 47). Die
Spindel wurde dazu im Leerlauf betrachtet. Im Leerlauf entspricht die Eingangsleistung der
Verlustleistung (P, = Py 4.). Die Verlustleistung der Motorspindel Py, ., konnte damit auf
159 W (bei 10.000min~"), 412 W (20.000 min~"), 807 W (30.000 min~") und 1.507 W bei der
Hoéchstdrehzahl (40.000 min~1) beziffert werden.

Nachfolgende Abbildung 47 gibt einen Uberblick iiber die damit durchgefiihrten Leistungs-
bilanzen. Die Abbildung verdeutlicht die Nichtlinearitdt der Zusammenhénge. Insbesondere
die Luftreibung steigt signifikant von 5,2 W bei 10.000 min~" auf 188,4 W bei 40.000 min~".
Die Luftreibung fithrt demnach, wie in Abbildung 47d verdeutlicht, bei 40.000 min~" schon
zu 12,5 % der Gesamtverluste. Der Einfluss auf das Temperaturfeld ist allerdings noch bedeu-
tend grofer, da die Luftreibung auch an Stellen vorliegt, an denen die Spindel nicht aktiv
gekiihlt wird.

159 W

3.3 %
Luftreibungsverluste

223 %
Lagerreibungsverluste

4.4 %
Motorverluste

(@) Leistungsbilanz bei 10.000 min~*.

807 W

QH’O %
Luftreibungsverluste

273 %
Lagerreibungsverluste

61,7 %
Motorverluste

(c) Leistungsbilanz bei 30.000 min~*.

412 W

N\ 5 7.5 %

Luftreibungsverluste

272 %
Lagerreibungsverluste

65.3 %
Motorverluste

(b) Leistungsbilanz bei 20.000 min~!.

1.507 W

bllf) %
Luftreibungsverluste

23,7 %
Lagerreibungsverluste

63,8 %
Motorverluste

(d) Leistungsbilanz bei 40.000 min~*.

Abb. 47: Leistungsbilanzbetrachtungen der Motorspindel in vier Drehzahlstufen.

Anhand der analytisch errechneten Motorverluste Py ., Uund Luftreibungsverluste Py 1.,z
lassen sich nun mit Gleichung (4-69) auf S. 49 die Gesamtlagerverluste Py;, ., bestimmen.
Bei der im nachfolgenden Unterabschnitt vorgestellten Validierungsbetrachtung werden die
Simulationsergebnisse bei 40.000 min~' abgeglichen. In dieser Drehzahlstufe betragen die Ge-
samtlagerverluste Pyy, ,.; = 356,6 W (23,7 % in Abbildung 47d). Entsprechend dem Ansatz in
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Gleichung (4-71) auf S. 49 lassen sich die Einzellagerverluste zu 134,2 W (Lager 1), 114,6 W
(Lager 2) bzw. 102,8 W (Lager 3) bestimmen. Die Lagernummerierung bzw. -zuordnung er-
folgt in Analogie zu Abbildung 26 auf S. 59.

8.1.3 Modellabgleich der Motorspindel

Nachfolgende Abbildung 48 zeigt die Ergebnisse des Simulationsmodells der Motorspindel
im thermischen Gleichgewicht bei 40.000 min~'. Die Spindel wird im Leerlauf betrachtet. In
Abbildung 48a wird das Temperaturfeld der Motorspindel und die Geschwindigkeit des Kiihl-
mediums visualisiert. Die darunter dargestellte Abbildung 48b zeigt das Validierungskonzept
bzw. den Abgleich mit den Temperaturen des Versuchstragers auf dem Priifstand.

Abbildung 48a zeigt, wie signifikant der Fliissigkeitskiihlkreislauf als CFD-Simulation das
Temperaturfeld der Motorspindel beeinflusst. Primér wird dadurch der Bereich des Stators
durch die spiralformige Fluiddomane gekiihlt. Ein zur Statorkiihlhiilse parallel verlaufender
Kanal kiihlt zusétzlich das Festlager (Lager 1). Konstruktionsbedingt bleibt damit der vordere
Teil des Spindelgehéduses zumeist unter 40 °C. Der hintere Teil der Spindel wird nicht aktiv
gekiihlt. Obgleich dort nur Luft- und Lagerreibung (Lager 3) vorliegen, entstehen dort die
hochsten Temperaturen. Die Gehdusetemperatur betrdgt im hinteren Teil tiber 50 °C an der
Oberflache. Am Lager 3 liegen wellenseitig im Leerlauf bereits 74,8 °C an.

In der tabellarischen Betrachtung von Abbildung 48b sind links die Sensorwerte des Priifstan-
des verdeutlicht. Insgesamt wurden die Temperaturen mit 21 Pt100 Sensoren aufgenommen.
Die Messung wurde fiinf mal wiederholt, um die Vertrauenswiirdigkeit der Messergebnisse
sicherzustellen. Die in der Abbildung dargelegten Werte sind arithmetische Mittelwerte der
Einzelmessungen. Die Sensoren wurden grolStenteils auf die Oberfliche der Motorspindel
appliziert. Das Anbringen an das Gehause erfolgte an fiinf axialen Messpositionen (G;...G5),
die in Abbildung 48b entsprechend visualisiert sind. Die Oberflichentemperaturen variieren
in tangentialer Richtung an einzelnen axialen Messpositionen signifikant. Diese Beobachtung
kann auf die internen Bohrungskanéle (Sperrluft, Lagerkiihlung etc.) und die asymmetri-
sche Fluidkiihlung zuriickgefiihrt werden. Je nach Komplexitit des lokalen Temperaturfel-
des, wurde eine variierende Anzahl von Sensoren an den axialen Messpositionen angebracht.
An Messposition G beispielsweise wurden zwei Sensoren (180° versetzt zueinander) ange-
bracht, von denen einer in der Abbildung ersichtlich ist. Die Messwerte jeder axialen Messpo-
sition werden gemittelt in der linken Spalte der tabellarischen Darstellung ausgewiesen. Am
Simulationsmodell werden die Temperaturen an den identischen Positionen erfasst. Deren
Mittelwerte sind in der rechten Spalte der tabellarischen Darstellung dargelegt. Zusatzlich zu
den Oberflachenbetrachtungen ist noch ein Temperatursensor in einer Bohrung am Lager 3
(G}) Teil der Vergleichsanalyse.

Dariiber hinaus wurde auch die Temperatur der Welle an fiinf axialen Messpositionen er-
fasst (WW;...W5). Da das Temperaturfeld der Welle thermosymmetrisch ausgeprégt ist, ist die
tangentiale Position der Messungen nicht relevant (vgl. Unterabschnitt 4.4 ab S. 55). Die
Messwerte sind dennoch weniger wiederholgenau, da die Wellentemperaturen gegeniiber
den Gehausetemperaturen nicht im Betrieb messtechnisch erfasst werden konnen. Die Mo-
torspindel muss stets gestoppt werden, um die Wellentemperatur mit einem Taster ablesen
zu konnen. Dadurch entstehen immer Verzégerungen bzw. zusatzliche Messunsicherheiten.
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748
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Temperatur = °C

Fluidgeschwindigkeit

m/s

0,0

(a) Betrachtung des Temperaturfeldes und der Fluidgeschwindigkeit der Motorspindel.

Priifstand Temperaturvergleich in °C Simulationsmodell
; Messung | Diff. | Simulation

,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,, W 74,8

69,80 0,55 69,25 -
L7050 -058 | 71,08

58,30 0,80 57,50 - K

51,26 0,86 52,12 |
,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,, Wi

LS50 | 59 | 65,60

19,8

-t 4200 - 018 | 42,18
[ J/AE der Gehdusetemp. | | Gehduse Welle
[ 109 | <
[MAE der Welle- und Gehéusetemp.| | |
144 | < I

(b) Vergleichsbetrachtung der Temperaturen des Priifstandes und des Simulationsmodells.

Abb. 48: Darstellung der Simulationsergebnisse (48a) und des Validierungskonzeptes (48b) im
thermischen Gleichgewicht bei 40.000 min~", Modelldarstellungen (48a, 48b) und Bild (48b, links)
mit freundlicher Genehmigung der Innomotics GmbH.
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8.2 Ansatz zur Quantifizierung thermoasymmetrischer Temperaturfelder

Generell erhoht die wellenseitige Temperaturerfassung dennoch die Validitdt der Vergleichs-
betrachtung, obgleich die Messungen als weniger vertrauenswiirdig betrachtet werden mdis-
sen. Die Differenz der Mess- und Simulationsergebnisse wird in der mittleren Spalte der
tabellarischen Betrachtung in Abbildung 48b ausgewiesen. Das Gehduse weist nur an der
Stelle G, eine Temperaturabweichung > 1°C auf. Das kann damit begriindet werden, dass
die Temperaturdifferenzen in tangentialer Richtung in diesem Bereich duflerst hoch sind.
Nur geringfiigig versetzte Temperatursensoren fithren dort zu Temperaturabweichungen von
> 5°C. Messfehler durch geringfiligig versetzte Temperatursensoren sind deshalb an dieser
Stelle dullerst wahrscheinlich.

Seitens der Welle stellt die Temperatur an der Position W3 den groRten Ausreil3er dar. Die Wel-
lentemperaturmessung ist durch die weiter oben beschriebene Messung im Stillstand immer
mit signifikanten Unsicherheiten behaftet. Das ist insbesondere an den Positionen W5 und W,
problematisch, die nur durch Bohrungen im Gehiuse erreicht werden konnen. Die Messwer-
te der fiinf Einzelmessungen wiesen hier, insbesondere gegeniiber den Gehdusemessungen,
einen grof3eren Streubereich auf. Weiterhin ist die Luftstromung im Bereich W3 dul3erst kom-
plex. Wie in Abbildung 26 auf S. 59 ersichtlich, geht hier der grof3e Welle-Gehduse-Abstand
des Motorinnenraumes in den wesentlich schmaleren Bereich von Lager 3 iiber. AuRerdem
liegen die Anschliisse des Elektromotors in diesem Bereich, was zu zusitzlichen Verwirbelun-
gen der Luft fiihrt. Die idealisierten analytischen Betrachtungen des Warmeiiberganges iiber
den Luftspalt (Unterabschnitt 4.1.2 ab S. 28) konnen die real vorliegende Stromungskomple-
xitdt in diesem Bereich nicht hinreichend genau abbilden.

Zuletzt werden die nach Gleichung (8-1) auf S. 102 berechneten mittleren absoluten Tem-
peraturabweichungen am unteren Ende der tabellarischen Darstellung visualisiert. Werden
nur die vertrauenswiirdigeren Gehdusetemperaturen betrachtet, ergibt sich eine mittlere ab-
solute Temperaturabweichung von 1,09 °C. Wird die Datengrundlage um die Wellentempera-
tur erweitert, errechnet sich eine mittlere Temperaturabweichung von 1,44 °C. Durch die im
Rahmen der vorliegenden Arbeit dargelegten innovativen Neuerungen bei der Quantifizie-
rung der Randbedingungen (Kapitel 4 ab S. 27), konnte der MAFE der Gehausetemperaturen
gegeniiber einer fritheren Arbeit des Autors [KOC23, S. 256] um 22,7 % gesenkt werden.

8.2 Ansatz zur Quantifizierung thermoasymmetrischer Temperaturfelder

Da die in Kapitel 6 eingefiihrte Methode zur Quantifizierung thermischer Asymmetrie im
Rahmen der vorliegenden Arbeit erstmals vorgestellt wurde, muss zunéchst deren generelle
Giiltigkeit nachgewiesen werden. Dahingehend wird in Unterabschnitt 8.2.1 das Prinzip an-
hand einfacher, zweidimensionaler Scheibenbetrachtungen erlautert. Die praktische Verwert-
barkeit des Ansatzes wird dadurch ersichtlich, dass ein Zusammenhang zwischen thermischer
Asymmetrie und Radialverlagerung simulativ (Unterabschnitt 8.2.2) und messtechnisch (Un-
terabschnitt 8.2.3) nachgewiesen wird. Zuletzt wird der Ansatz in Unterabschnitt 8.2.4 auf
Motorspindeln angewandt und die damit erreichte Prizisionsverbesserung dargelegt.
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8.2 Ansatz zur Quantifizierung thermoasymmetrischer Temperaturfelder

8.2.1 Einfache Scheibenbetrachtung

Das Prinzip der Thermoasymmetriequantifizierung soll zunachst auf Basis der Betrachtung
einer zweidimensionalen Scheibe d.) in Z-Richtung (vgl. Abbildung 33b auf S. 70) erldutert
werden. Die untersuchte Scheibe ist in Abbildung 49 dargestellt. Sie wird in 36 Volumenele-
mente V; mit identischer Kantenldnge von jeweils 10 mm unterteilt. Maf3gebend ist weiterhin
die Position des Koordinatensystems, das in dieser Betrachtung in das linke untere Eck der
Scheibe positioniert wird. Die Diskretisierung der Scheibe ist damit abgeschlossen (vgl. Un-
terabschnitt 6.1 ab S. 69).

10 10 10 10 10 10

- > » » » »
- > >t > >t

X

y >

Abb. 49: Position des Koordinatensystems und die Abmaf3e in mm
der in Abbildung 50 betrachteten Scheibe.

Fiir die in Abbildung 49 dargestellte Scheibe werden nun anhand von Abbildung 50 sechs
Temperaturfeldauspragungen diskutiert. Fiir jedes Temperaturfeld wird sowohl der geome-
trische Schwerpunkt (xgg(]z), y[%i)) nach den Gleichungen (6-8) — (6-9) auf S. 73 als auch der
thermische Schwerpunkt (xg(i), y([f(]z)) nach den Gleichungen (6-25) — (6-26) auf S. 77 in den
tabellarischen Betrachtungen darunter berechnet. Darauf aufbauend wird die thermische
Asymmetrie (f$7d(z), fyvd(z)) jeder Scheibe nach den Gleichungen (6-32)-(6-33) auf S. 78
berechnet. Die Ausgangsbetrachtung in Abbildung 50a zeigt ein vollkommen symmetrisches
Temperaturfeld. Dementsprechend berechnet sich die thermische Asymmetrie hier jeweils zu

0 mm.

In Abbildung 50b wird die Temperatur eines Volumenelementes von 50 °C auf 55 °C erhoht,
um den Effekt einer asymmetrisch angeordneten Warmequelle zu simulieren. Die Position
des thermischen Schwerpunktes verandert sich dementsprechend. In beiden Richtungen ent-
steht eine thermische Asymmetrie von 0,01 mm. Die thermische Asymmetrie in X-Richtung
fm(z) ist, der Definition des Koordinatensystems in Abbildung 49 entsprechend, negativ aus-
gepragt. In Abbildung 50c wird der Scheibe eine weitere identische Warmequelle hinzuge-
fiigt. Dadurch kann die thermische Asymmetrie %, 4., und die damit auch immer einherge-
hende Radialverlagerung in Y-Richtung auf 0 mm reduziert werden. Gleichwohl steigt durch
diesen Ansatz die thermische Asymmetrie in X-Richtung fm(z) auf —0,03 mm und die damit
einhergehende Radialverlagerung in X-Richtung.
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50 ¢ 50 ¢ 50 | 50 | 50 | 50 50 ¢ 50 ¢ 50 | 50 | 50 : 50
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50 50 i 50 | 50 | 50 | 50 50 ¢ 50 {50 | 50 | 50 | 50
50 + 50 ¢ 50 | 50 |+ 50 | 50 50 ¢ 50 { 50 | 50 | 50 | 50
50 50 i 50 | 50 |+ 50 | 50 50 ¢ 50 £ 50 | 50 | 50 | 50
geometrischer thermischer thermische geometrischer thermischer thermische
Schwerpunkt Schwerpunkt Asymmetrie Schwerpunkt Schwerpunkt Asymmetrie
d(z) =30,00 | bl =30,00 || 7,4 =0,00 xd(z) = 30,00 | x[d< 1 =29,99 | T2 = 0,01
yd(z) = 30,00 \ y}l(J)—zao,oo \ Ty.a(=) = 0,00 yd(z) = 30,00 \ y}l = 30,01 H Ty.4(z) = 0,01
(a) Thermosymmetrisches Temperaturfeld. (b) Thermoasymmetrisches Temperaturfeld.
50 ¢ 50 ¢ 50 [ 50 | 50 | 50 - 50 ¢ 50 50 | 50 | 50 | 50
(919}
50 1 50 { 50 | 50 | 50 ¢ 50 50 ¢ 50 ¢ 50 [ 50 © 50 | 50
50 + 50 £85 | 50 | 50 | 50 49 © 50 £55 | 50 50 | 50
Temperatur ~ °C
50 { 50 #8587 50 | 50 | 50 49 © 50 £55 | 50 | 50 | 50
50 50 ¢ 50 [ 50 | 50 | 50 50 ¢ 50 {50 | 50 | 50 | 50
49
50 ¢ 50 ¢ 50 | 50 | 50 i 50 50 ¢ 50 ¢ 50 | 50 | 50 | 50
geometrischer thermischer thermische geometrischer thermischer thermische
Schwerpunkt Schwerpunkt Asymmetrie Schwerpunkt Schwerpunkt Asymmetrie
ol =30,00 | 2l =29,97 || £, 4c) = 0,03 il =30,00 | abl) =30,00 [| 7,4 =0,00
yf;f]) = 30,00 ,[f(] ,=30,00 | #,a(:) = 0,00 yc[ff]) = 30,00 y}f(]z) =30,00 | {,.a0)=0,00

(c) Modif. thermoasymmetrisches Temperaturfeld.

(d) Thermosymmetrie durch erzw. Konvektion.

50 ¢ 50 i 50 49.7:498:49.8| 50 | 50 | 50

50 {1 50 { 50 | 50 | 50 49.8:499:499| 50 | 50 | 50

50 § 50 £85 | 50 | 50 @ 50 49.8:499885 | 50 | 50 | 50

50 £ 50 £85 | 50 50 @ 50 4981499585 | 50 « 50 | 50

50 + 50 ¢ 50 | 50 | 50 49.8:499:49,9| 50 : 50 | 50

50 { 50 § 50 49,7:49.8 498 50 « 50 | 50
geometrischer thermischer thermische geometrischer thermischer thermische
Schwerpunkt Schwerpunkt Asymmetrie Schwerpunkt Schwerpunkt Asymmetrie
a«};g | = 25,00 xggz) =25,00 || Zy.402) = 0,00 ! d(z) = 30,00 x}jgz) =30,00 || €40 = 0,00
yd(z) = 30,00 y}l(Jz) =30,00 || %,.4) = 0,00 yd(z) = 30,00 yg(g) =30,00 || %,.4) = 0,00

(e) Symmetrie durch Konstruktionsoptimierung.

(f) Thermosymmetrie durch freie Konvektion.

Abb. 50: Betrachtung der thermischen Asymmetrie fw(z) einer Scheibe d .. Die Temperatur der
Volumenelemente wird in °C und alle Schwerpunkte bzw. die thermische Asymmetrie in mm angegeben.
Koordinatensystemposition und Abmafe der Scheibe kénnen Abbildung 49 entnommen werden.
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8.2 Ansatz zur Quantifizierung thermoasymmetrischer Temperaturfelder

Ein praktikables Konzept des thermischen Auswuchtens wird in Abbildung 50d dargelegt.
Durch zusétzliche Kiihlkanile nahe der Oberflache, die in der Betrachtung anhand zweier
Volumenelemente mit 49 °C visualisiert werden, kann die thermische Asymmetrie in beiden
Raumrichtungen auf 0 mm reduziert werden. Der ausgleichende Effekt der Kiihlung steigt
mit dem Abstand des Kiihlkanales zum geometrischen Schwerpunkt. Die Kiihlkanalauslegung
(Volumenstrom und Position) kann ausschlief3lich auf Basis der Zielgrofde fx,d(z) — Omm er-
folgen. Dieses Konzept wird im nachfolgenden Unterabschnitt 8.2.2 anhand simulativer Be-
trachtungen naher untersucht.

Ein alternatives Konzept zur Wiederherstellung thermischer Symmetrie wird in Abbildung
50e dargestellt. Ist das Temperaturfeld der betrachteten Geometrie nicht modifizierbar, wéa-
re auch das Anpassen der Position des geometrischen Schwerpunktes denkbar. Thermische
Symmetrie wird immer dann erreicht, wenn die Schwerpunkte tiberlagert werden. Als wei-
tere Alternative wird in Abbildung 50f die einseitige Erhohung der Konvektion an der Ober-
flache, z. B. durch Kiihlrippen, dargestellt. Die Temperaturen der Volumenelemente sinken
entsprechend geringfiigig. Da eine gré3ere Anzahl Volumenelemente betroffen ist, kann der
thermoasymmetrieinduzierende Effekt der Warmequellen ausgeglichen werden.

8.2.2 Simulativer Nachweis des Zusammenhanges zwischen
thermischer Asymmetrie und Radialverlagerung

Das Quantifizieren der thermischen Asymmetrie komplexerer Bauteile erfordert eine automa-
tisierte Herangehensweise. Dahingehend wurde die Auswertungssoftware TherQuan fiir die
vorliegende Arbeit entwickelt. Als Eingangsdaten werden der Software die Ergebnisse von
FE-Simulationen iibergeben. Diese Daten miissen die Raumkoordinaten und Temperaturen
der Knotenpunkte enthalten. Der Knotendichte entsprechend, wird zunéchst ein Diskretisie-
rungsprozess durchgefiihrt (vgl. Abschnitt 6.1 ab S. 69). Darauf aufbauend erfolgt die geo-
metrische und thermische Schwerpunktbestimmung. Die Software ermoglicht dabei sowohl
das Quantifizieren der Thermoasymmetrien entlang der einzelnen Achsen (Abschnitt 6.2 ab
S. 71) als auch die dreidimensionale Berechnung (Abschnitt 6.3 ab S. 81).

Anhand der Software sollen nun beispielhafte Betrachtungen von Simulationsergebnissen
verschiedener Probekorper durchgefiihrt werden, mit dem Ziel, den Zusammenhang zwi-
schen Thermoasymmetrie und Radial- bzw. Winkelverlagerung nachweisen zu konnen. Alle
Simulationsmodelle der Probekorper sind vergleichbar aufgebaut. Beispielhaft ist in Abbil-
dung 51 der erste untersuchte Probekorper dargestellt. Der Probekorper ist in Anlehnung an
Motorspindeln zylinderférmig ausgepréagt und weist dabei eine Lange von 500 mm bzw. einen
Durchmesser von 100 mm auf. Er wird am rechten Ende fest eingespannt. Das thermomecha-
nische Simulationsmodell wird dann mit dem jeweiligen Temperaturfeld beaufschlagt, wel-
ches durch eine vorgeschaltete thermische FE-Simulation ermittelt wurde. Zur Anbringung
der thermischen Randbedingungen weist der Probekorper Bohrungen auf, um an definierten
Positionen Warmequellen und -senken variieren zu kénnen.

Das so erstellte Simulationsmodell stellt demnach einen thermomechanischen Biegebalken
dar, mit dem der Zusammenhang von Thermoasymmetrie und Durchbiegung (Radialverla-
gerung) untersucht werden kann. Die Simulationsergebnisse von Radial- und Winkelverla-
gerung werden an einer Zwischenebene erfasst, um weniger thermische Dehnungseffekte
miteinzubeziehen.
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Bohrungen fur Warme-
quellen und -senken

e
I

Abb. 51: Exemplarische Betrachtung des thermomechanischen FE-Simulationsmodells eines
zylinderférmigen Probekdrpers (Angabe der Abmafe in mm).

feste Einspannung

FE-Simulationsergebnisse von
Winkel- und Radialverlagerung

Wie in Abbildung 52 (oben) dargelegt, wird das Simulationsmodell immer mit einer iden-
tischen Warmequelle, die hier mit konstant 50 °C simuliert wird, beaufschlagt. Die Warme-
senke im Bohrungskanal dariiber mit < 50 °C wird so lange variiert, bis die Kennlinie 0 mm
Verlagerung unterschreitet. Jeder Punkt der Kennlinie stellt demnach ein separates Simu-
lationsergebnis dar. Drei der so ermittelten Temperaturfelder sind oberhalb der Abbildung
visualisiert.

Warmesenke:
variiert

Warmequelle:
50 °C

=N ms

—
ot

y-Verlagerung in mm

—e—dreidimensionale Betrachtung -0;02

—e—kumulierte Scheibenbetrachtung _, 5

-0,04
Thermoasymmetrie in y-Richtung in mm

Abb. 52: Betrachtung des Zusammenhanges von thermischer Asymmetrie und Radialverlagerung
(zylinderférmiger Probekdérper, Untersuchung 1).
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8.2 Ansatz zur Quantifizierung thermoasymmetrischer Temperaturfelder

In Abbildung 52 wurde die thermische Asymmetrie iiber die einzelnen Scheiben kumuliert
fy,d(z) (Gleichung 6-39 auf S. 79) und dreidimensional fy (Gleichung 6-63 auf S. 85) betrach-
tet. Beide Kenngrofsen weisen einen vergleichbaren Verlauf auf, obgleich der dreidimensional
ermittelte Term generell zu bevorzugen ist, da unterschiedlich gro3e Scheiben so nicht gemit-
telt, sondern korrekt verrechnet werden. Dieser Umstand ist hier jedoch nicht relevant, da der
betrachtete Korper, entlang der Z-Achse, Scheiben d.) mit identischer Gré3e bzw. Volumen-
elementanzahl aufweist. Die Darstellung zeigt weiterhin, dass die thermische Asymmetrie
an der gleichen Stelle 0 mm unterschreitet. Dieser Umstand impliziert das Vorhandensein ei-
nes Kausalzusammenhanges zwischen der RechengrofRe der thermischen Asymmetrie und der
Radialverlagerung.

In Abbildung 53 wird zusétzlich der Zusammenhang zwischen der thermischen Asymmetrie
und der Winkelverlagerung dargestellt. Generell zeigt sich ein vergleichbares Bild wie bei
der Radialverlagerung in Abbildung 52. Die Graphen in Abbildung 53 sind geringfiigig nach
rechts verschoben. Das kann damit begriindet werden, dass ein im Verhéltnis zum Durchmes-
ser betrachtet, relativ kurzer Zylinder untersucht wurde. Der Effekt der Warmedehnung ist
dadurch, insbesondere am jeweils hochsten und niedrigsten Punkt des Zylinders, mit dem die
Winkelverlagerung berechnet wird, sichtbar. Das Mitaufnehmen der thermischen Dehnung
kann durch das Betrachten ldngerer Probekorper relativiert bzw. durch schmalere Kérper mi-
nimiert werden.

0,015
0,010
0,005

0,000 4

Winkel in °

0 0,5 1 1

7

at

-0,005 - .
f —e—dreidimensionale Betrachtung

0,010 kumulierte Scheibenbetrachtung

-0,015
Thermoasymmetrie in y-Richtung in mm

Abb. 53: Betrachtung des Zusammenhanges von thermischer Asymmetrie und Winkelverlagerung
(zylinderférmiger Probekdrper, Untersuchung 1).

Der gleiche Probekorper wird in Abbildung 54 mit modifizierten Randbedingungen unter-
sucht. Nun werden die im 45° Winkel zur Untersuchung in Abbildung 52 versetzten Boh-
rungen mit Randbedingungen beaufschlagt. Die Warmequelle wird weiterhin mit 50°C fi-
xiert betrachtet. Die Warmesenke wird jetzt jedoch, durch Warmeiibergangskoeffizienten «
in einem realitdtsnahen Wertebereich zwischen 1.000 und 4.000 W/(m? K), variiert simuliert.
Fiir die Ermittlung der Warmeiibergangskoeffizienten von Rohrstromungen sei auf Unterab-
schnitt 4.2.4 ab S. 43 verwiesen.
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Abb. 54: Betrachtung des Zusammenhanges von thermischer Asymmetrie und Radialverlagerung
(zylinderférmiger Probekdrper, Untersuchung 2).
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Abb. 55: Betrachtung des Zusammenhanges von thermischer Asymmetrie und Winkelverlagerung
(asymmetrischer Probekdrper, Untersuchung 3).
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Aus der Untersuchung geht hervor, dass der Zusammenhang zwischen thermischer Asymme-
trie fy und Radialverlagerung in Y-Richtung auch bei diesen Randbedingungen nachgewiesen
werden kann (fy =0mm = y = 0mm). Entgegen der Darstellung in Abbildung 52 ist hier
jedoch ein weniger linearer Verlauf zu beobachten.

Anhand von Vergleichssimulationen konnte die Nichtlinearitdt auf die realistischere Formu-
lierung der Randbedingungen eingegrenzt werden. Dieser Umstand ist auch anhand anderer
Geometrien sichtbar und soll abschlief3end anhand von Abbildung 55 diskutiert werden. Der
darin betrachtete asymmetrische Probekorper ist 1.000 mm lang und 100 mm hoch bzw. breit.
Er wird mit einer Warmequelle in Hohe von 500 W beaufschlagt. Die Warmesenke muss ent-
sprechend angepasst werden und wird nun im Bereich von 100 bis 850 W/(m? K) variiert.
Die damit ermittelte Kennlinie zeigt einen noch nichtlineareren Verlauf. Gleichwohl bleibt
auch hier der grundsatzliche Zusammenhang bestehen, dass das Vermeiden von thermischer
Asymmetrie auch die Radialverlagerung verhindert (fy =0mm = y = 0mm).

Diese Erkenntnis ist bedeutend, da dadurch mit relativ einfachen Auslegungsrechnungen,
komplexe Bauteile thermosymmetrisch gestaltet werden kénnen. Uber die hier beschriebenen
Zusammenhénge kann anhand von Simulationen oder Messungen (vgl. den nachfolgenden
Unterabschnitt) der lineare bzw. nichtlineare Zusammenhang zwischen Volumenstrom des
Kiihlmediums (— Warmeiibergangskoeffizient o) und der Radialverlagerung festgehalten
werden. Somit kann durch Anpassung des Volumenstromes die radiale Verlagerung, durch
das Verschieben des Betriebspunktes der Kennlinie (Abbildung 52-55), mit wenig Ausle-
gungsaufwand vermieden werden.

Die Ergebnisse dieses Unterabschnitts werden zusammenfassend in Tabelle 14 dargestellt.
Darin wird der Pearson Korrelationskoeffizient r,., nach Gleichung (8-2) aus thermischer
Asymmetrie fy und Y-Verlagerung y berechnet (vgl. Gleichung 7-1 auf S. 93). Betrachtet wer-
den dabei die einzelnen Simulationsldaufe § bzw. die damit berechneten thermischen Asym-
metrien fyg und Verlagerungen ygs in Y-Richtung. fy und 7 sind in Gleichung (8-2) jeweils
deren arithmetische Mittelwerte. Zur Ermittlung des Korrelationskoeffizienten der Winkel-
verlagerung wird die Gleichung in Analogie dazu parametriert.

Tab. 14: Korrelationsanalyse der thermischen Asymmetrie fyg mit der Verlagerung in Y-Richtung ys.

Tpear
Untersuchung Winkelverlagerungp | Radialverlagerung
1 0,999 —0,999
5 0,997 ~0,997
3 0,974 —0,973
Mittelwert | 0,990 \ —0,990

- G0l
() 3 (e)

Tabelle 14 weist die Korrelationskoeffizienten der Analysen von Winkel- und Radialverlage-
rung separiert aus. Die Korrelationskoeffizienten |r,,,| sind alle nahe 1. Die Ergebnisse im-
plizieren demnach einen Kausalzusammenhang zwischen thermischer Asymmetrie und Radi-
alverlagerung, der jedoch noch weiterer Untersuchungen bedarf.

(8-2)
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8.2 Ansatz zur Quantifizierung thermoasymmetrischer Temperaturfelder

8.2.3 Messtechnischer Nachweis des Zusammenhanges zwischen
thermischer Asymmetrie und Radialverlagerung

Um den Zusammenhang zwischen thermischer Asymmetrie und radialer TCP-Verlagerung
von Motorspindeln empirisch nachweisen zu konnen, muss die thermische Asymmetrie mess-
technisch erfasst werden. Das im Rahmen von Unterabschnitt 8.1.3 auf S. 104 vorgestellte
Messkonzept ist als Datengrundlage ungeeignet. Im Vergleich zu FE-Simulationsergebnissen
sind wesentlich weniger Datenpunkte vorhanden (21 Temperatursensoren, fast ausschlie(3-
lich an der Oberfldache) und deren Abstinde zueinander sind uneinheitlich. Die im Rahmen
von Kapitel 6 aufgestellten Gleichungen zur Thermoasymmetriequantifizierung konnen da-
mit nicht gelost werden.

Messtechnisch erfassbar ist hingegen die thermische Asymmetrie an der Oberflache der Mo-
torspindel an einzelnen Axialpositionen. Um bestimmen zu kénnen, an welcher Axialposition
eine derartige empirische Untersuchung sinnvoll erscheint, wurde zunichst eine Thermo-
asymmetrieanalyse des Temperaturfeldes des Gehauses des Motorspindelsimulationsmodells
durchgefiihrt (s. Abbildung 56).
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Abb. 56: Betrachtung der thermischen Asymmetrie in Y-Richtung fy,d(z) von Scheiben d) entlang der

Z-Achse anhand der Simulationsergebnisse des Gehauses der Motorspindel bei 40.000 min~—*,

Modelldarstellung mit freundlicher Genehmigung der Innomotics GmbH.
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In Abbildung 56 wird der Verlauf der thermischen Asymmetrie in Y-Richtung fyd(z) von Schei-
ben d.) entlang der Z-Achse betrachtet (vgl. Gleichung 6-33 auf S. 78). Die Maximaltempe-
raturen sind niedriger als in Abbildung 48a auf S. 105, da hier nur das Gehéuse der Spindel
betrachtet wird. Diese Einschrankung ist auf die Erkenntnis zuriickzufiihren, dass das ther-
moasymmetrische Spindelgehduse die radiale TCP-Verlagerung direkt verursacht (vgl. Kapi-
tel 3 ab S. 23 und [KOC21b]). Der Verlauf der thermischen Asymmetrie in Abbildung 56
zeigt zwei Minima. Ein Minima befindet sich vor der Statorkiihlung und ein weiteres hinter
der Statorkiihlung. Deren Position kann durch die Bohrungsnetzwerke der Lagerkiihlung und
die Totbereiche der Statorkiihlung begriindet werden (vgl. Abbildung 48a auf S. 105). Die
thermische Asymmetrie miisste demnach am einfachsten im Bereich zwischen 250 mm und
280 mm an der Oberflache auch messtechnisch erfassbar sein.

Dieser Erkenntnis folgend, wurden im betreffenden Teilbereich zwischen 250 mm und 280 mm
Pt100 Temperatursensoren in identischen Abstinden an der Spindel angebracht. Mit den Sen-
sorwerten kann dann an dieser Stelle die thermische Asymmetrie in Y-Richtung %, 4., einer
Scheibe d.) entlang der Z-Achse berechnet werden (Gleichung 6-33 auf S. 78). Wobei anstel-
le der mittleren Volumenelementtemperaturen 7; nun die Sensortemperaturen der einzelnen
Messungen 7T in die Gleichung des thermischen Schwerpunktes einzusetzen sind. Der geo-
metrische Schwerpunkt wird mit den Abstdnden zu den einzelnen Sensoren berechnet und
bestimmt sich bei gleichméaRiger Sensorverteilung stets zu 0 mm.

Die mit diesem Ansatz ermittelte thermische Asymmetrie in Y-Richtung kann nun entlang
ganzer Messldufe berechnet werden. Ein Vergleich der thermischen Asymmetrie fy,d(z) und
der radialen TCP-Verlagerung in Y-Richtung kann Abbildung 57 entnommen werden. Dahin-
gehend wurde ein Zyklus mit geringer Dynamik betrachtet, um etwaige Storeffekte, die nur
auf die kinematisch induzierte Verlagerung zuriickzufiihren sind, gering zu halten. Die Motor-
spindel wird dazu 3 h mit 10.000 min~?*, 3 h mit 20.000 min " und jeweils 4 h mit 30.000 min~"
bzw. 40.000 min~! betrieben.

Bei 40.000 min~! wird so eine thermische Asymmetrie von ca. fyﬁd(z) = 1,75 mm ermittelt,
die direkt mit den Ergebnissen der simulativen Analyse in Abbbilung 56 (fy,d(z) = 1,55 mm)
verglichen werden kann. Die Ergebnisse weichen um 14,3 % voneinander ab, was auf die not-
wendigerweise differierende Datengrundlage (Oberflichenmessung) zuriickzufiihren ist. Die
Betrachtung soll mit einer Korrelationsanalyse der ermittelten Thermoasymmetrien und der
gemessenen TCP-Verlagerung nach Gleichung (8-2) auf S. 113 abgeschlossen werden. Wobei
hier anstelle der Simulationsldufe S die Werte der einzelnen Messungen ./l einzusetzen sind
(vgl. Gleichung 7-1 auf S. 93). Der so fiir den Zyklus in Abbildung 57 ermittelte Korrelations-
koeffizient betragt ., = 0, 92.

Der Korrelationskoeffizient ist niedriger als jener der simulativen Analyse des vorherigen
Unterabschnitts. Das kann damit begriindet werden, dass empirisch niemals das gesamte
Temperaturfeld als Datengrundlage erfasst bzw. fiir die Berechnung genutzt werden kann.
Weiterhin ist das Temperaturfeld der Spindel in axialer Richtung (entlang der Z-Achse in
Abbildung 56), entgegen der Probekorper im vorherigen Unterabschnitt, heterogen. Die Ana-
lyse wird dadurch erschwert, dass die thermischen Asymmetrien nahe des Priifstandflansches
einen stdrkeren Einfluss auf die Radialverlagerung haben als jene im hinteren Teil der Spin-
del. Dennoch deutet ein Korrelationskoeffizient von 7., = 0,92 auf einen starken Zusam-
menhang zwischen thermischer Asymmetrie und Radialverlagerung hin.
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Abb. 57: Betrachtung des Verhaltens der thermischen Asymmetrie im Bereich hinter der Statorkiihlung
(Bereich zwischen 250 mm und 280 mm in Abbildung 56) und der Radialverlagerung der Motorspindel.

8.2.4 Reduktion der thermischen Asymmetrie und Radialverlagerung
von Motorspindeln

Analysen wie jene in Abbildung 56 auf S. 114 ermdglichen, wie im vorherigen Unterab-
schnitt dargelegt, das Lokalisieren der Ursachen der TCP-Verlagerungen. Das darauf aufbau-
ende Potential der Thermoasymmetriequantifizierung als Optimierungstool soll anhand von
Motorspindeln dargestellt werden. Die thermische Asymmetrie und die damit einhergehen-
de radiale TCP-Verlagerung wird durch das Fluidkiihlsystem im Motorspindelgehiuse verur-
sacht (Kapitel 3 ab S. 23). Wird das so ermittelte Temperaturfeld, der im Rahmen dieser
Arbeit vorgestellten thermischen FE-Modelle (mit CFD-Kopplung), an ein thermomechani-
sches FE-Modell der Spindel iibertragen, kann dessen TCP-Verlagerung ermittelt werden. Als
mechanische Randbedingungen miissen dahingehend nur die Lager- und Buchsensitzsteifig-
keiten definiert werden. Das erarbeitete Modell wurde in einer fritheren Arbeit des Autors
vorgestellt [KOC21b, S. 4616-4617].
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8.2 Ansatz zur Quantifizierung thermoasymmetrischer Temperaturfelder

Abbildung 58 zeigt darauf aufbauend eine Analyse der radialen TCP-Verlagerung und der
radialen thermischen Asymmetrie unterschiedlicher Fluiddoméanen. Da die radiale TCP-Verla-
gerung in X- und Y-Richtung gemessen wird, muss in Analogie dazu der Betrag des Thermoa-
symmetrievektors |fd(z)| nach Gleichung (6-47) auf S. 81 betrachtet werden, der die ther-
mischen Asymmetrien beider Richtungen (, 4(:), 1.4(-)) beinhaltet. Der Betrag des radialen
Thermoasymmetrievektors |fd(2)] wurde dahingehend fiir unterschiedliche Fluiddoménen er-
mittelt, um ihn mit der radialen TCP-Verlagerung vergleichen zu konnen.
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Abb. 58: Betrachtung des Zusammenhanges von thermischer Asymmetrie und Radialverlagerung
unterschiedlich gekuhlter Motorspindelgehause. Die Fluiddoméanen werden in friiheren Arbeiten des
Autors [KOC21a; KOC21b] detaillierter beschrieben.
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8.2 Ansatz zur Quantifizierung thermoasymmetrischer Temperaturfelder

Als Referenz wird ganz links in Abbildung 58 die (a) kreisférmig zweigeteilte Doméane nach
WEBER & WEBER [WEB13, S. 133] betrachtet. Diese Doméne fiithrt sowohl zu der hochsten
Asymmetrie |fd(z)| = 4,81 mm als auch zur hochsten radialen TCP-Verlagerung von 26,32 uwm.
Die (b) konventionelle Spirale, die in Motorspindeln weit verbereitet ist, fiihrt zu signifi-
kant niedrigeren Radialverlagerung von 4,75um bei der betrachteten Spindel. Die darauf
aufbauend konzipierte (c) Spirale ohne Ein- und Auslassbereiche (vgl. die Totbereiche in
Abbildung 48a auf S. 105) verringert die Radialverlagerung weiter.

Ein ebenfalls in der Industrie weit verbereitetes Konzept stellt die (d) maanderférmige Kiihl-
hiilse dar. Diese Fluidfiihrung weist zwar eine hohere Asymmetrie auf als die Spirale, gleich-
wohl wird eine niedrigere Radialverlagerung erzielt. Das ist darauf zuriickzufiihren, dass die
thermische Asymmetrie nicht durch die Totbereiche (wie bei der Spirale) in der Néahe des
Spindelstocks verursacht wird. Die thermische Asymmetrie ist dadurch thermomechanisch
weniger wirksam (vgl. Abbildung 11d auf S. 24).

Der (e) S-Maander wurde als neues Kiihlkonzept in einer fritheren Arbeit des Autors vor-
gestellt [KOC21a, S. 4623]. Die Kombination aus hoher Fluidgeschwindigkeit und thermo-
symmetrischer Kiihlkanalanordnung verringert die radiale TCP-Verlagerung auf 2,78 um. Dar-
auf aufbauend konnte weiterhin festgestellt werden, dass die thermische Asymmetrie, durch
Verbesserung der Kiihlwirkung der Statorkiihlhiilse durch den S-Maander, weiter reduziert
werden kann. Durch (f) gezackte Kiihlkanéle, d. h. eine grof3ere warmeabgebende Oberfla-
che, kann die thermische Asymmetrie |fd(z)| auf 1,72mm gesenkt und die Radialverlagerung
auf 2,29 um reduziert werden. Zuletzt wurde ebenjene Konstruktion durch (g) zusatzliche
Kiihlringe erweitert. Damit konnte eine minimale Radialverlageurng von 0,66 um erreicht
werden.

Abschliefend wurde nach Gleichung (8-2) auf S. 113 auch fiir diese Betrachtung eine Korrela-
tionsanalyse durchgefiihrt. Fiir die thermischen Asymmetrien und radialen TCP-Verlagerungen
in Abbildung 58 konnte ein Korrelationskoeffizient von 7,.,, = 0,98 ermittelt werden. Die
Verringerung der radialen TCP-Verlagerung beléduft sich im Vergleich zur kreisférmig zweige-
teilten Domane auf 25,66 um bzw. 97,5 %. Im Vergleich zu der in der Praxis bei Motorspindeln
iblichen spiralférmigen Kiihlhiilse wird eine Verbesserung um 4,09 um bzw. 86,1 % erreicht.
Es sei darauf hingewiesen, dass die Absolutwerte der Radialverlagerung direkt durch die
Werkzeuglidnge beeinflusst werden. Eine Verdopplung der Werkzeugldnge bewirkt nahezu
auch eine Verdopplung der Radialverlagerung.
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8.3 Steuerungsseitige Kompensation mittels kilinstlicher Intelligenz

Nachdem im vorherigen Abschnitt die Ergebnisse der Radialverlagerungsreduktion vorge-
stellt wurden, sollen nachfolgend die Ergebnisse der datenbasierten Ersatzmodelle zur Axial-
verlagerungsreduktion vorgestellt werden. Den Erkenntnissen aus Kapitel 7 ab S. 87 folgend,
soll eine zweistufige Validierung der datenbasierten Ersatzmodelle erfolgen. Zunachst wird
das Potential der maschinellen Lernmethode prinzipiell bewertet und im Anschluss deren
praktische Verwertbarkeit beurteilt:

1. Stufe Untersuchung der Trainingsldufe (Unterabschnitt 8.3.1)
Um das theoretische Potential der maschinellen Lernmethoden (s. Unterab-
schnitt 7.4 ab S. 98) im Bezug auf die TCP-Verlagerungs-Kompensation er-
fassen zu konnen, werden die Modelle mit 80 % der Messungen der Trai-
ningslaufe trainiert (vgl. die dahingehenden Ausfithrungen auf S. 96). Die
Validierungsmetriken werden anhand ebenjener Trainingsldufe ermittelt.

2. Stufe Betrachtung der Testlaufe (Unterabschnitt 8.3.2)

Aufbauend auf den Ergebnissen der 1. Stufe stellte sich die Frage, inwieweit
diese Resultate tatsdchlich praxisrelevant sind. Bei den Kunden werden stets
Betriebsablaufe (bzw. Testldufe) auf den Maschinen gefahren, die nicht Teil
der Trainingsdaten des Spindelherstellers sind. Dahingehend erfolgt in der
2. Stufe das Quantifizieren der Validierungsmetriken anhand separater Test-
laufe (s. Tabelle 10 auf S. 90). Die Validierung erfolgt demnach auf Basis von
Daten, die den datenbasierten Ersatzmodellen nicht bekannt sind.

8.3.1 Untersuchung der Trainingslaufe

Um determinieren zu konnen, welche maschinelle Lernmethode (s. Unterabschnitt 7.4 ab
S. 98) das thermomechanische Verlagerungsproblem am besten reproduzieren kann, wurde
zunachst die Vergleichsanalyse in Tabelle 15 erstellt. Wie in Abschnitt 7.3 wird dabei der
mittlere MAE und RMSE (Gleichung 7-7-7-8 auf S. 97) zwischen der Messung der axialen
TCP-Verlagerung und der Vorhersage durch das datenbasierte Ersatzmodell von fiinf Laufen
verglichen (vgl. die Datengrundlage unter Tabelle 15).

Tab. 15: Vergleich der Metriken MAFE und RMSE zwischen Neuronalen Netzwerken,
Entscheidungsbaum und Random Forest. Die Tabelle ist nach dem MAE sortiert.

Rang | maschinelle Lernmethode | Architektur MAE inum | RMSE in um
1 Random Forest 100 Entscheidungsbaume 0,107 0,233
2 | Entscheidungsbaum - 0,135 0,317
4 | Neuronales Netzwerk 128/64/32 Neuronen 0,427 0,670
3 | Neuronales Netzwerk 64/128/256 Neuronen 0,428 0,647
5 | Neuronales Netzwerk 32/64/32 Neuronen 0,462 0,696

Datengrundlage: Zum Training der datenbasierten Ersatzmodelle wurden 80 % der Laufe 1, 2, 3, 4
und 5 aus Tabelle 10 auf S. 90 verwendet. Die Metriken wurden nach Gleichung (7-5) bzw. (7-6) fir
die Laufe 1, 2, 3, 4 und 5 berechnet und nach Gleichung (7-7) bzw. (7-8) gemittelt (MAE, RMSE).
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Aus Tabelle 15 geht hervor, dass sowohl der Entscheidungsbaum als auch der Random Forest
zu signifikanten Ergebnisverbesserungen fiihren. Gegeniiber dem Neuronalen Netzwerk mit
dem besten Ergebnis (128/64/32 Neuronen, vgl. die Erlauterung auf S. 97), konnte der MAFE
um 70,8 % (Entscheidungsbaum) bzw. sogar um 75,0 % (Random Forest) gesenkt werden.

Auf Basis von Tabelle 15 wird die weitere Analyse der Ergebnisse im Rahmen der vorliegen-
den Arbeit auf den Entscheidungsbaum und den Random Forest eingegrenzt. Die Ergebnisse
sollen anhand einer graphischen Auswertung auf Basis der Laufe aus Tabelle 10 auf S. 90 vi-
sualisiert und diskutiert werden. Dahingehend zeigt Abbildung 59 eine Vergleichsanalyse der
Vorhersagen von Lauf 7 (Bearbeitungslauf 3). Da derselbe Zyklus immer wiederholt durch-
laufen wird, ist die Leistung des Modells nach der Warmlaufphase reprasentativ fiir die ermit-
telten Kennwerte. Dahingehend wird stets der jeweils 20. Zyklus betrachtet. Abbildung 59a
zeigt die Vorhersage des Entscheidungsbaumes und die darunter dargestellte Abbildung 59b
jene des Random Forests. Gegeniiber der Vergleichsanalyse in Tabelle 15 wurden die Trai-
ningsdaten um 80 % der Laufe 6 -9 erweitert (vgl. die Datengrundlage der Abbildung). Die
Leistungsfahigkeit der datenbasierten Ersatzmodelle konnte so, insbesondere im Hinblick auf
hochdynamische Bearbeitungslédufe, verbessert werden.

Nach einer kurzen Werkzeugwechselzeit beginnt in Abbildung 59a der Zyklus mit einem
Bearbeitungsschritt bei 17.000 min~'. Lagerungsbedingt ensteht bei dieser Drehzahl eine ki-
nematische Verlagerung von 3,88 um, was die Spitze zu Beginn erklart (vgl. Kapitel 7.1 ab
S. 88). Die tibrigen 50,2 um der Verlagerung sind thermomechanisch induziert. Danach er-
folgt ein Abkiihlprozess, bei der die TCP-Verlagerung sukzessive von 54 um auf 38 um sinkt.
Die Spindeltemperatur verringert sich, da die Spindel, gegeniiber dem gré3ten Teil des vor-
herigen Zyklus, mit verringerter Drehzahl betrieben wird. Danach erfolgt ein Bearbeitungs-
schritt bei 22.000 min~—! mit vergleichbarem, obgleich verkiirztem Verlauf. Die Spitzen in ne-
gativer bzw. positiver Richtung werden durch Zu- und Wegnahme der Drehzahl, infolge der
kinematischen Verlagerung, verursacht. Beim darauf folgenden ldngsten Bearbeitungsschritt
mit 27.500 min~' erwirmt sich die Spindel kontinuierlich mit entsprechend steigender ther-
mischer Dehnung. Die Verlagerung der letzten beiden Bearbeitungsschritte kann ebenso gut
reproduziert werden.

Der Vergleich zwischen den Vorhersagen des Entscheidungsbaumes (Abbildung 59a) und des
Random Forests (Abbildung 59b) zeigt bei Lauf 7 (Bearbeitungslauf 3) nur geringfiigige Un-
terschiede. Beide Ansétze fiihren zu hochakkuraten Vorhersagen, wenn die Validierungsda-
ten Teil der Trainingsdaten sind. Obgleich in der Abbildung im 20. Zyklus der Random Forest
weniger Ausreilder aufweist, fithrt der Entscheidungsbaum zu einer geringeren mittleren ab-
soluten Abweichung (MAFE = 0,059 um, s. Abbildungsunterschriften).
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(a) Vorhersage der Z-Verlagerung des Entscheidungsbaumes (MAE = 0,059 um; AE 4, = 11,058 um).
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(b) Vorhersage der Z-Verlagerung des Random Forests (MAE = 0,106 um; AE ;4 = 8,731 wm).

Z-Verlagerung in um

Z-Verlagerung in um

Datengrundlage: Zum Training der datenbasierten Ersatzmodelle wurden 80 % der Laufe 1, 2, 3, 4, 5,
6, 7,8 und 9 aus Tabelle 10 auf S. 90 verwendet. Die graphische Validierung in Abbildung 59a und 59b
erfolgt anhand des 20. Zyklus von Lauf 7 (Bearbeitungslauf 3). Die Metriken MAE und AE ., wurden
nach Gleichung (7-5) bzw. (8-3) flr den gesamten Lauf 7 berechnet.

Abb. 59: Vergleich der Vorhersagen des Entscheidungsbaumes und des Random Forest
am Beispiel von Lauf 7 (Bearbeitungslauf 3).
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Zusétzlich zum MAFE wird in den Abbildungsunterschriften noch der maximale absolute Feh-
ler AE,,., ausgewiesen, der mit nachfolgender Gleichung (8-3) berechnet wird:

AE oy = max|zy — Zu| (8-3)

Der maximale absolute Fehler AF,,,, wird insbesondere im Hinblick auf Kollisionen zwi-
schen Werkzeug und Werkstiick als weitere essentielle Bewertungsmetrik betrachtet. Wie aus
der Vergleichsanalyse hervorgeht, fithrt der Random Forest zu einem niedrigeren maximalen
absoluten Fehler (AF,,,, = 8,731 um), obgleich dessen MAFE hoher ist als der des Ent-
scheidungsbaumes. Die maximalen absoluten Fehler entstehen in den ersten Zyklen bzw. der
Warmlaufphase und sind deshalb in Abbildung 59 (20. Zyklus) nicht sichtbar.

Die Ergebnisanalyse soll anhand von Lauf 8 (Bearbeitungslauf 4) in Abbildung 60 fortge-
fiihrt werden. Die Skalierung der Abszisse wurde im Vergleich zu Abbildung 59 angepasst,
um die Dynamik dieses wesentlich kiirzeren Zyklus besser darstellen zu konnen. Der Zy-
Kklus ist durch sieben Bearbeitungsschritte mit unterschiedlichen Drehzahlen gekennzeichnet.
Die Stufen werden jedoch nur so kurz angefahren, dass auch bei den maximal 30.000 min~*
keine wesentliche Anderung der thermisch induzierten Dehnung dokumentiert wird. Die Dy-
namik der Verlagerung wird demnach primér durch die Kinematik verursacht (ca. 2um bis
10 um). Die Spindeltemperatur variiert iiber den Zyklus offenkundig nicht signifikant, da die
thermisch induzierte Dehnung durchweg bei ca. 22 um liegt. Wie zuvor bei Lauf 7 in Abbil-
dung 59 fithrt der Entscheidungsbaum zu einem geringeren MAE und der Random Forest
zum niedrigeren AFE,, ..

Die Betrachtung der 1. Validierungsstufe im Rahmen dieses Unterabschnitts wird anhand der
Ergebniszusammenfassung in Tabelle 16 abgeschlossen. In der vierten Zeile wird der arith-
metische Mittelwert der Verlagerung ausgegeben, insofern keine Kompensation stattfindet
(24 = 0mm in Gleichung 7-5 auf S. 96). Die damit berechnete relative Verringerung AMAE
wird in der vierten Tabellenspalte ausgewiesen. Sowohl der Entscheidungsbaum als auch der
Random Forest fithren zu hochprazisen Ergebnissen, wenn die Validierungsdaten Teil der
Trainingsdaten sind. In diesem Vergleich fiihrt der Entscheidungsbaum mit einer relativen
Verbesserung bzw. Reduktion der TCP-Verlagerung in Hohe von AMAE = 99,8 % zu den
besten Ergebnissen.

Tab. 16: Ergebnisanalyse der 1. Stufe der Validierung.

Rang | maschinelle Lernmethode | MAE inum | AMAE in %

1 Entscheidungsbaum 0,080 99,8
2 | Random Forest 0,153 99,6
- | keine | 37,081 | 0

Datengrundlage: Zum Training der datenbasierten Ersatzmodelle wurden 80 % der Laufe 1, 2, 3,
4,5,6,7,8und 9 aus Tabelle 10 auf S. 90 verwendet. Die Metriken wurden nach Gleichung (7-5)
bzw. (7-6) fur die Laufe 7 und 8 berechnet und nach Gleichung (7-7) bzw. (7-8) gemittelt (MAFE).

122



8.3 Steuerungsseitige Kompensation mittels kinstlicher Intelligenz

Drehzahl in min—!

Drehzahl in min—!

45.000 90
Drehzahl ———Z-Verlagerung (Messung) =------ Z-Verlagerung (Vorhersage)
40.000 30
35.000 70
30.000 m 60
25.000 50
20.000 40
15.000 r \ 30
L. % CY
10.000 g 20
5.000 10
0 0
0:57:45 0:59:45

Zeit in h:mm:ss

(a) Vorhersage der Z-Verlagerung des Entscheidungsbaumes (MAE = 0,102 um; AE 4., = 15,377 um).
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(b) Vorhersage der Z-Verlagerung des Random Forests (MAE = 0,200 um; AE 4 = 8,451 um).

Z-Verlagerung in um

Z-Verlagerung in um

Datengrundlage: Zum Training der datenbasierten Ersatzmodelle wurden 80 % der Laufe 1, 2, 3, 4, 5,
6, 7,8 und 9 aus Tabelle 10 auf S. 90 verwendet. Die graphische Validierung in Abbildung 60a und 60b
erfolgt anhand des 20. Zyklus von Lauf 8 (Bearbeitungslauf 4). Die Metriken MAE und AE ., wurden
nach Gleichung (7-5) bzw. (8-3) flr den gesamten Lauf 8 berechnet.

Abb. 60: Vergleich der Vorhersagen des Entscheidungsbaumes und des Random Forests
am Beispiel von Lauf 8 (Bearbeitungslauf 4).
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8.3.2 Betrachtung der Testlaufe

In realen Produktionsumgebungen werden bei den Kunden auch Laufe gefahren, die im Vor-
aus nicht als Trainingsdaten betrachtet werden kénnen (vgl. Unterabschnitt 8.3 ab S. 119).
Die Ergebnisauswertung wird dahingehend in Analogie zum vorherigen Unterabschnitt 8.3.1
durchgefiihrt. Die graphische Vergleichsanalyse erfolgt nun auf Basis von Laufen (vgl. Tabel-
le 10 auf S. 90), die nicht Teil der Trainingsdaten waren. Dahingehend zeigt Abbildung 61
den Vergleich der Vorhersagen von Lauf 14 (Bearbeitungslauf 7). Abbildung 61a zeigt die
Ergebnisse des Entscheidungsbaumes. Abbildung 61b jene des Random Forests.

Der Zyklus ist ebenso hochdynamisch wie jener in Abbildung 60 aus der 1. Stufe der Va-
lidierung. Aus der Darstellung geht klar hervor, wie viel herausfordernder die Vorhersage
unbekannter Laufe ist, obgleich das datenbasierte Ersatzmodell mit vergleichbaren Laufen
trainiert wurde. Die errechneten MAFE's sind signifikant hoher als jene in Abbildung 60. Da-
hingegen erscheint die Variation des maximalen absoluten Fehlers AF,,,, insignifikant. Im
Falle des Entscheidungsbaumes kommt es sogar zu einer geringeren maximalen Abweichung.
Der trainierte Random Forest (Abbildung 61b) fiihrt insgesamt zu besseren Ergebnissen. Mit
1,520 um ist der MAE des Random Forests um 33,3 % niedriger als jener des Entscheidungs-
baumes.

Zuletzt soll die Vorhersage der Z-Verlagerung von Lauf 15 anhand von Abbildung 62 diskutiert
werden. Die Dynamik von Lauf 15 ist vergleichbar mit jener von Lauf 7 in Abbildung 59 auf
S. 121. Lauf 15 weist jedoch ein noch gréReres Drehzahlband (0 min~! bis 35.000 min~!) mit
weiteren Zwischenstufen auf. Dadurch entsteht sowohl eine hohe kinematische als auch eine
hohe thermomechanische Verlagerung (in Summe bis zu 71 um). Dieses komplexe, iiberla-
gerte nichtlineare Zusammenspiel scheint die derzeitige Datenbasis (vgl. Kaptitel 7 ab S. 87)
nur unzureichend reproduzieren zu konnen. Der MAE des Random Forests ist mit 6,256 um
4,1-mal so gro® wie jener von Lauf 14 in Abbildung 61b. Er fithrt nur noch zu 9% nied-
rigeren Ergebnissen als der Entscheidungsbaum. Der relativ hohe maximale absolute Fehler
AF,,... beider Modelle zeigt, dass einige Betriebsbedingungen nur unzureichend reproduziert
werden konnen.

Die Betrachtung der 2. Validierungsstufe wird anhand von Tabelle 17 zusammengefasst. Ent-
gegen der Vergleichsbetrachtung der 1. Validierungsstufe (Tabelle 16 auf S. 122) fiihrt der
Random Forest hier zu besseren Ergebnissen. Die relative Verbesserung bzw. Reduktion der
TCP-Verlagerung ist jedoch mit 89,8 % signifikant niedriger als bei den bekannten Validie-
rungsdaten im vorherigen Unterabschnitt. Die Prazisionssteigerung bleibt dennoch, absolut
betrachtet, signifikant.

Tab. 17: Ergebnisanalyse der 2. Stufe der Validierung.

Rang | maschinelle Lernmethode | MAE inum | AMAE in %

1 Random Forest 3, 888 89,8
2 | Entscheidungsbaum 4,579 88,0
- | keine | 38,247 | 0

Datengrundlage: Zum Training der datenbasierten Ersatzmodelle wurden 80 % der Laufe 1, 2, 3,
4,5,6,7,8und 9 aus Tabelle 10 auf S. 90 verwendet. Die Metriken wurden nach Gleichung (7-5)
bzw. (7-6) flr die Laufe 14 und 15 berechnet und nach Gleichung (7-7) bzw. (7-8) gemittelt (MAFE).
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(a) Vorhersage der Z-Verlagerung des Entscheidungsbaumes (MAE = 2,280 um; AFE 4, = 13,470 um).
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(b) Vorhersage der Z-Verlagerung des Random Forests (MAE = 1,520 um; AE 4, = 11,536 wm).

Z-Verlagerung in um

Z-Verlagerung in um

Datengrundlage: Zum Training der datenbasierten Ersatzmodelle wurden 80 % der Laufe 1, 2, 3, 4,
5, 6, 7, 8 und 9 aus Tabelle 10 auf S. 90 verwendet. Die graphische Validierung in Abbildung 61a
und 61b erfolgt anhand des 20. Zyklus von Lauf 14 (Bearbeitungslauf 7). Die Metriken MAFE und
AFE 4. wurden nach Gleichung (7-5) bzw. (8-3) fiir den gesamten Lauf 14 berechnet.

Abb. 61: Vergleich der Vorhersagen des Entscheidungsbaumes und des Random Forests
am Beispiel von Lauf 14 (Bearbeitungslauf 7).
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(a) Vorhersage der Z-Verlagerung des Entscheidungsbaumes (MAE = 6,878 um; AFE 4. = 34,313 um).
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(b) Vorhersage der Z-Verlagerung des Random Forests (MAE = 6,256 um; AE 4, = 33,656 wm).

Z-Verlagerung in um

Z-Verlagerung in um

Datengrundlage: Zum Training der datenbasierten Ersatzmodelle wurden 80 % der Laufe 1, 2, 3, 4,
5, 6, 7, 8 und 9 aus Tabelle 10 auf S. 90 verwendet. Die graphische Validierung in Abbildung 62a
und 62b erfolgt anhand des 20. Zyklus von Lauf 15 (Bearbeitungslauf 8). Die Metriken MAFE und
AFE 4. wurden nach Gleichung (7-5) bzw. (8-3) fiir den gesamten Lauf 15 berechnet.

Abb. 62: Vergleich der Vorhersagen des Entscheidungsbaumes und des Random Forests
am Beispiel von Lauf 15 (Bearbeitungslauf 8).
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8.3 Steuerungsseitige Kompensation mittels kinstlicher Intelligenz

Die konzipierten datenbasierten Modelle kénnen die Axialverlagerung von Motorspindeln er-
folgreich kompensieren. Das gelingt insbesondere dann, wenn die Trainingsdaten mit den Va-
lidierungsdaten iibereinstimmen. Unbekannte Validierungsdaten bzw. Testldufe werden we-
niger prazise reproduziert. Abhilfe konnten hier in Zukunft das Physics-Informed Machine
Learning schaffen (vgl. den Ausblick im nachfolgenden 9. Kapitel auf S. 131).

127






9 Zusammenfassung und Ausblick

9 Zusammenfassung und Ausblick

In der vorliegenden Arbeit wurden Ansétze zur Reduktion der thermisch induzierten TCP-
Verlagerung von schnelldrehenden Motorspindeln vorgestellt. Dahingehend wurde ein hybri-
der Ansatz verfolgt, mit dem Ziel, die einzelnen Verlagerungsanteile effektiv und ursachen-
spezifisch zu reduzieren. Die Radial- und Winkelverlagerung kann durch geeignete konstruk-
tive Maldnahmen vermieden werden. Die Axialverlagerung wird auf Basis von datenbasierten
Ersatzmodellen kompensiert.

Im 2. Kapitel wird zunichst ein Uberblick der vorliegenden thermischen Spindelmodelle dar-
gelegt. Die Vergleichsbetrachtungen zeigten, dass bislang nur ein Autor eine Spindel mit mehr
als 30.000min~* betrachtete. Infolgedessen war das Modellieren der Spindel in dieser Arbeit
mit 40.000 min ' besonders herausfordernd, da die Randbedingungen in diesem Drehzahlbe-
reich nicht abgeglichen sind. Zudem werden bislang untersuchte Anséatze zur Vermeidung,
Verminderung und Kompensation der TCP-Verlagerung dargestellt.

Auf Basis der zuvor erarbeiteten Erkenntnisse wurde im 3. Kapitel der hybride Losungsan-
satz vorgestellt. Soweit moglich, sollen Radial- und Winkelverlagerung durch thermosymme-
trische Konstruktion vermieden werden. Da die Warmedehnung prinzipiell nicht verhindert
werden kann, muss die infolgedessen entstehende axiale Verlagerung, mit den Methoden des
maschinellen Lernens kompensiert werden. Die entwickelten Ansédtze wurden modellbasiert
untersucht und versuchsbasiert abgeglichen.

Fiir die modellbasierte Untersuchung von schnelldrehenden Motorspindeln wurden im 4. Ka-
pitel die erforderlichen Randbedingungen eingefiihrt. Als Warmetransfersysteme wurden die
Lagergeometrien, der Spalt zwischen Welle und Gehause sowie die Festkorperkontaktstel-
len betrachtet. Die Fluidkiihlung wurde stromungsmechanisch simuliert. Zudem wurden die
Umgebungsluft, der Spindelstock bzw. der Priifstand, die Fluidfiihrungen in den Bohrungs-
kanélen der Spindel und die Warmestrahlung als Warmesenke modelliert. Neu eingefiihrt
wurde dabei ein Ansatz, der den nichtlinearen Abfall der Luftgeschwindigkeit in Nahe der
rotierenden Welle auf Basis eines logarithmischen Interpolationsmodells beriicksichtigt. Die
primire Warmequelle stellte der verbaute permanentmagneterregte Synchronmotor dar. Die
Walzlagerreibung wurde durch die neu eingefiihrte halbempirische Herangehensweise quan-
tifiziert. Die Luftreibungsquantifikation gelingt erstmals akkurat bei hohen Drehzahlen, da
die verwendeten Ansitze zur Reibkoeffizientenberechnung das Auftreten von Taylor-Wirbeln
bei turbulenter Stromung berticksichtigen. Entgegen aller Modelle in der Literatur, wird im
Rahmen der vorliegenden Arbeit erstmals der Effekt der Wellenrotation auf das Temperatur-
feld der Motorspindel mit einer entsprechenden Randbedingung beriicksichtigt.

Im darauf folgenden 5. Kapitel wird das mit den Randbedingungen erstellte gekoppelte Si-
mulationsmodell der Motorspindel diskutiert. Das Simulationsmodell basiert auf der ther-
mischen FEM, wobei die Fluidkiihlung durch eine angekoppelte CFD-Simulation moglichst
akkurat abgebildet wurde. Neben Idealisierung und Diskretisierung liegt der Fokus dieses
Kapitels auf der Anbringung der Randbedingungen. Insbesondere die Luftreibung kann nur
durch eine geeignete Anbringung korrekt eingebunden werden. Mit einer zusitzlichen me-
chanisch/fluidmechanisch gekoppelten Simulation konnte nachgewiesen werden, dass das
Anbringen zu jeweils gleichen Anteilen an Welle und Gehéuse die vorliegende Luftgeschwin-
digkeitsverteilung besser abbildet. Das Simulationsmodell wurde mit Messungen auf einem
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Spindelpriifstand abgeglichen, der das prédzise Messen von Temperaturen, elektrischer Ein-
gangsleistung und Drehzahl ermoglichte. Fiir die Modellvalidierung wurde ein separates Si-
mulationsmodell des Priifstandes auf Basis der thermischen FEM konzipiert.

Das Vermeiden der Radial- und Winkelverlagerung des TCP gelingt mittels thermosymme-
trischer Konstruktion. Im 6. Kapitel der Arbeit wird erstmals eine Methode vorgestellt, die
thermische Symmetrie bzw. Asymmetrie berechenbar macht. Darauf aufbauend wird ther-
mische Asymmetrie als Verschiebung des thermischen Schwerpunktes relativ zum geometri-
schen Schwerpunkt definiert. Kann die thermische Asymmetrie auf 0 mm reduziert werden,
ist der betrachtete Kérper thermosymmetrisch, womit keine Radial- und Winkelverlagerung
existiert.

Das Kompensieren der Axialverlagerung der Spindel gelingt mit maschinellen Lernmethoden,
die im Rahmen des 7. Kapitels vorgestellt wurden. Als Datengrundlage wurden dazu nur
bereits verbaute Sensoren bzw. Messwerte verwendet, um die Ubertragbarkeit zu verbessern.
Neben dem thermischen Anteil soll, durch das Erfassen der Drehzahl, auch der kinematische
Anteil der Axialverlagerung datenbasiert beriicksichtigt werden. Fiir das Aufstellen der da-
tenbasierten Modelle mit den Methoden der kiinstlichen Intelligenz wurde friihzeitig eine
Trennung in separate Trainings- und Testldufe vorgenommen. Das Potential der Datengrund-
lage bzw. der verwendeten Sensoren wurde mit Korrelationsanalysen gepriift. Insbesonde-
re Sensoren, die im direkten Kraftfluss zwischen Spindelstock und TCP verbaut sind, fiih-
ren zu hohen Korrelationskoeffizienten. Als Referenzmodelle und zur Entscheidungsfindung
wurden kiinstliche Neuronale Netze mit unterschiedlichen Netzarchitekturen trainiert. Dar-
tiber hinaus wurde ein Entscheidungsbaum und ein Random Forest trainiert, die zu besseren
Ergebnissen fiihrten als die Neuronalen Netze. Beide Ansidtze kommen damit erstmals zur
TCP-Verlagerungsreproduktion von Motorspindeln bzw. Frasmaschinen im Allgemeinen zum
Einsatz.

Die Validierung der eingefiihrten Methoden erfolgt im abschliel3enden 8. Kapitel. Zunéchst
wird auf Basis eines Temperaturabgleichs zwischen Simulationsmodell und Priifstand darge-
stellt, dass die Randbedingungen zu einer mittleren absoluten Temperaturabweichung von
1,09 °C fithren. Der Ansatz zur Quantifizierung thermosymmetrischer Temperaturfelder wur-
de zunichst prinzipiell bewertet. Auf Basis unterschiedlicher simulativer Untersuchungen
konnte fiir den Zusammenhang zwischen Radialverlagerung und thermischer Asymmetrie ein
betragsmaélliger Pearson-Korrelationskoeffizient von 0,99 ermittelt werden. Ein anschlieen-
der analoger messtechnischer Nachweis fiihrte zu einem Pearson-Korrelationskoeffizienten in
Hohe von 0,92. Auf Basis der Thermoasymmetrie-Quantifizierung wurde darauf aufbauend
die Fluidfiihrung von Motorspindeln verbessert. Verglichen mit einer konventionellen spiral-
formigen Motorkiihlhiilse konnte die radiale TCP-Verlagerung der Spindel von 4,75um auf
0,66 um reduziert werden, was eine Verbesserung von 86,1 % bedeutet. AbschlieRend wur-
den die datenbasierten Ersatzmodelle in einem zweistufigen System validiert. Werden die
Ersatzmodelle anhand der bekannten Trainingsldufe abgeglichen (1. Stufe), kann eine mitt-
lere Reduktion der axialen TCP-Verlagerung von 37,00 um (99,8 %) erreicht werden. Bei der
Betrachtung der Testlaufe, die den Ersatzmodellen nicht bekannt waren (2. Stufe), sinkt das
Verbesserungsvermogen auf 34,49 um (89,8 %). Absolut betrachtet ist die Prazisionssteigerung
dennoch signifikant.
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Die neuartigen Ansitze in der vorliegenden Arbeit ermoglichen das effektive Verhindern
von thermischer Radialverlagerung und das Kompensieren der thermischen Axialverlagerung.
Gleichwohl zeigten insbesondere die Abgleiche mit den empirischen Untersuchungen Poten-
tiale fiir weitere Forschungsarbeiten fiir den Motorspindelbau auf:

* Kernproblem der Spindelmodellierung bleibt die akkurate Bestimmung der Wéarme-
quellen. Das gilt insbesondere fiir die Lagerreibmomente bei hohen Drehzahlen. Neue
Grundlagenforschungen, die stets mit entsprechenden empirischen Untersuchungen auf
Lagerpriifstinden begleitet werden, sollten in Zukunft das Quantifizieren der Lagerrei-
bung auf Basis analytischer Modelle moglich machen. Bis dahin bleibt der hier vorge-
stellte halbempirische Ansatz eine praktikable Losung.

* Auf Basis der Untersuchungen von GEBERT [GEB97, S. 144 -147] wird das Vernachlas-
sigen der Prozesswirme infolge der Spanabnahme bei den hier untersuchten Hochge-
schwindigkeitsbetrachtungen als zuldssig erachtet. Die Prozesswiarme wird aber auch
bei Betrachtungen mit niedrigeren Drehzahlen ignoriert (vgl. die Arbeiten in Tabel-
le 5-6 auf S. 18-19). Die analytische Quantifizierung und die empirische Erfassung
der Prozesswiarme sind herausfordernd [HEL23; LIU23]. Gleichwohl ist deren nahere
Betrachtung bei anderen Spindeltypen bzw. Betriebszustdnden erforderlich.

* Die Erfassung der Wellentemperaturen fiir den Modellabgleich gelang bislang nur ohne
Rotation. KAJIKAWA ET AL. konzipierten ein Messsystem, welches in die Hohlwelle der
Spindel gesteckt wird und drei Wellentemperaturen iiber eine kontaktlose Schnittstelle
an der Spindelnase iibertrdgt [KAJ24]. In Zukunft sollte ein vergleichbarer Messauf-
bau fiir die hier untersuchten Hochgeschwindigkeitsspindeln konzipiert werden, um
die Wellentemperaturen besser messtechnisch abgleichen zu konnen.

* Rein datenbasierte Ersatzmodelle zur Reproduktion der TCP-Verlagerung zeigen bei un-
trainierten Validierungsdaten vergleichsweise hohe Abweichungen. Ein bislang nur un-
zureichend untersuchtes Potential bietet hier das Physics-Informed Machine Learning
[QIA20; KAR21], welches die Vorteile der physikalischen Modellierung mit jenen der
datenbasierten Modellierung kombinieren soll.

Die entwickelten Methoden zur Thermoasymmetriequantifizierung und der Kl-basierten Ver-
lagerungskompensation konnen auch in anderen Fachbereichen Anwendung finden. Weitere
denkbare Potentiale der Methoden sind nachfolgend dargestellt:

* Die Gesamtstruktur von Werkzeugmaschinen ist gegeniiber den Motorspindeln noch
thermoasymmetrischer ausgeprédgt. Nach BRECHER & WECK entstehen durch die Ge-
samtstruktur mehr als 50 um Radialverlagerung. Das Konstruieren thermosymmetri-
scher Werkzeugmaschinen gelingt bislang nicht [BRE17, S. 56]. Mit dem im Rahmen
von Kapitel 6 vorgestellten Ansatz kann das Auslegen thermosymmetrischer Werkzeug-
maschinen, mit gezielt positionierten zuséatzlichen Kiihlkandlen oder Geometrieanpas-
sungen, moglich werden.

* Inzwischen wird auch die Deformation des Werkstiicks wiahrend der Bearbeitung be-
trachtet [WAS17]. Eine Thermoasymmetriebetrachtung des Werkstiicks kann das ge-
zielte Anpassen der Bearbeitungsreihenfolge bzw. des G-Codes ermoglichen, um ther-
misch-induzierte Fehler infolge der Werkstiickverformung zu reduzieren.
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* Thermische Asymmetrie wird auch im medizintechnischen Bereich als Analysegrund-
lage verwendet. Beispielsweise wird thermische Asymmetrie fiir Nervenverletzungen
[UEM88a; UEM88b], Entwicklungsstérungen (Rett-Syndrom) [SYM15], Sportverlet-
zungen [FER17] und dem Karpaltunnelsyndrom [GAR22] als Diagnosekriterium ge-
nutzt. Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit eingefiihrte Definition des Begriffs und
dessen Berechenbarkeit sollte die bislang subjektiv behafteten Auswerteprozesse effizi-
enter gestalten konnen.
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This work introduces approaches to reduce the thermally-induced TCP-displacement of high-
speed motorized spindles. This aim was reached with an innovative hybrid appraoch, allow-
ing the cause-specific reduction of individual displacement components. Radial and angular
displacement can be avoided by suitable design measures. The axial displacement is compen-
sated on the basis of data-based models.

Chapter 2 begins with an overview of the existing thermal spindle models. The comparison
of the works showed that only one author observed a spindle with more than 30,000 rpm.
Therefore, modeling the spindle in this work at 40,000 rpm was particularly challenging, as
the boundary conditions are not validated in this speed range. Additionally, approaches for
avoiding, decreasing and compensating the TCP-displacement are presented.

Based on these findings, a hybrid approach to reduce the TCP-displacement was introduced
in chapter 3. Radial and angular displacement should be avoided through thermosymme-
trical design. Since thermal expansion cannot be prevented in principle the resulting axial
displacement must be compensated through the use of models based on machine learning.
The approaches developed were examined on the basis of models and validated on the basis
of empirical observations.

The necessary boundary conditions for the model-based investigation of high-speed moto-
rized spindles were introduced in chapter 4. The bearing geometries, the gap between the
shaft and housing and the solid body contacts were considered as heat transfer systems. The
fluid cooling was realized as fluid mechanical simulation. In addition, the ambient air, the
headstock or the test bench, the fluid bore channels in the spindle housing and the heat ra-
diation were modeled as heat sinks. A new approach was introduced that takes into account
the non-linear drop in air speed near the rotating shaft on the basis of a logarithmic inter-
polation model. The primary heat source was the installed permanent magnet synchronous
motor. The rolling bearing friction was quantified using a newly introduced semi-empirical
approach. For the first time, air friction quantification is accurate at high speeds, as the ap-
proaches used to calculate the friction coefficient take into account the occurrence of Taylor
vortices in turbulent flow. Contrary to all models in the literature, the effect of shaft rotation
on the temperature field of the motor spindle is taken into account for the first time in this
work with a corresponding boundary condition.

In the following chapter 5, the coupled simulation model of the motor spindle created
with the boundary conditions is discussed. The simulation model is based on the thermal
FEM, whereby the fluid cooling was modeled as accurately as possible using a coupled CFD-
simulation. In addition to idealization and discretization, the focus of this chapter is on the
application of boundary conditions. In particular, the air friction can only be correctly integra-
ted through a suitable mounting of the boundary condition. With an additional mechanical-
ly/fluid mechanically coupled simulation model, it was possible to prove that mounting equal
proportions to the shaft and housing better reproduces the present air velocity distribution.
The simulation model is compared with measurements on a spindle test bench, which enab-
led the precise measurement of temperatures, electrical input power and rotational speed. A
separate simulation model of the test bench based on thermal FEM was designed for model
validation.
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Avoiding radial and angular displacement of the TCP is achieved by means of thermosymme-
trical design. In chapter 6 of the thesis, a method is presented for the first time that makes
thermal symmetry and asymmetry calculable. Thermal asymmetry is defined as a shift of the
thermal centriod relative to the geometric centroid. If the thermal asymmetry can be reduced
to 0 mm, the body under consideration is thermosymmetrical, which means that there is no
radial or angular displacement.

Compensating axial displacement of the spindle is achieved using machine learning methods,
which were presented in chapter 7. Only sensors and measured values that were already
part of the observed spindle were used as the data basis in order to improve transferability.
In addition to the thermal component, the kinematic component of the axial displacement
should also be taken into account. This is archieved by observing the rotational speed as ad-
ditional data basis. To set up the data-based models using artificial intelligence methods, a
separation into training and test runs was made at an early stage. The potential of the data
basis was determined using correlation analyses. In particular, sensors that are installed in
the direct force flow between the headstock and TCP lead to high correlation coefficients.
Artificial neural networks with different network architectures were trained as reference mo-
dels and for decision-making. In addition, a decision tree and a random forest were trained,
which led to better results than the neural networks. Both approaches are thus being used
for the first time for TCP displacement reproduction of motor spindles and milling machines
in general.

The validation of the methods introduced is carried out in the concluding chapter 8. First,
based on a temperature comparison between the simulation model and the test bench, it
is shown that the simulation model leads to an average absolute temperature deviation of
1,09°C compared to the measurements. The approach for quantifying thermosymmetrical
temperature fields was first evaluated in principle. Based on various simulative investigations,
a Pearson correlation coefficient of 0,99 was determined for the relationship between radial
displacement and thermal asymmetry. A subsequent analogous empirical verification led to
a Pearson correlation coefficient of 0,92. Based on the thermal asymmetry quantification,
the fluid cooling systems of motor spindles were improved. Compared to the common spiral
motor cooling sleeve, the radial TCP displacement of the spindle was reduced from 4,75 um
to 0,66 um, which represents an improvement of 86,1 %. Finally, the data-based models were
validated in a two-stage system. If the models are compared using the training runs (1st
stage), an average improvement of 37,00 um (99,8 %) can be achieved. For the models with
unknown test runs (2nd stage), the average improvement drops to 34,49 um (89,8 %). In
absolute terms, the increase in precision is nevertheless significant.

The novel approaches introduced in this work enable to effectivly avoid the thermal radial
displacement and to compensate the thermal axial displacement. Nevertheless, the compa-
risons with the empirical investigations in particular revealed potential for further research
regarding motorized spindle design:

* The core problem of spindle modeling remains the accurate determination of heat
sources. This applies in particular to bearing friction torques at high speeds. New fun-
damental research, which is accompanied by corresponding empirical investigations on
bearing test rigs, should make it possible to quantify bearing friction on the basis of
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analytical models in the future. Until then, the semi-empirical approach presented here
remains a practicable solution.

* Based on the investigations of GEBERT [GEB97, pp. 144 —147], it is considered permissi-
ble to neglect the process heat due to chip removal in the high-speed considerations in-
vestigated here. However, the process heat is also ignored in considerations with lower
speeds (see the work in Tables 5-6 on pp. 18-19). The analytical quantification and
empirical observation of process heat are challenging [HEL23; LIU23]. Nevertheless, a
closer examination is required for other spindle types or operating conditions.

* Until now, it has only been possible to record the shaft temperatures for model calibrati-
on without rotation. KAJIKAWA ET AL. designed a measuring system that is inserted into
the hollow shaft of the spindle and transmits three shaft temperatures via a contactless
interface on the spindle nose [KAJ24]. In the future, a comparable measurement setup
should be designed for the high-speed spindles investigated here in order to be able to
better validate the shaft temperatures.

* Purely data-based models for reproducing the TCP-displacement show comparative-
ly high deviations with untrained validation data. Physics-informed machine learning
[QIA20; KAR21], which is intended to combine the advantages of physical modeling
with those of data-based modeling, offers a potential that has not yet been sufficiently
investigated.

The methods developed for thermal asymmetry quantification and artificial intelligence based
displacement compensation can also be used in other areas. Further conceivable potentials
of the methods are:

* The overall structure of machine tools is even more thermoasymmetrical compared
to motorized spindles. According to BRECHER & WECK, the overall machine structure
causes more than 50 um radial displacement. The design of thermosymmetrical machine
tools has not yet been successful [BRE17, p. 56]. The approach presented in chapter 6
can be used to design thermosymmetrical machine tools with specifically positioned
additional cooling channels or geometry adjustments.

* Meanwhile, the deformation of the workpiece during machining is also considered
[WAS17]. A thermal asymmetry analysis of the workpiece can enable the adaptation
of the G-code to reduce thermally induced errors due to workpiece deformation.

* Thermal asymmetry is also used in the field of medical technology as a basis for analy-
sis. For example, thermal asymmetry is used as a diagnostic criterion for nerve injuries
[UEM88a; UEM88b], developmental disorders (Rett syndrome) [SYM15], sports inju-
ries [FER17] and carpal tunnel syndrome [GAR22]. The definition of the term and its
calculability introduced in this study should make the previously subjective evaluation
processes more efficient.
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Abkiirzung Begriff

CAD Computer-Aided Design

CFD Computational Fluid Dynamics

CRISP-DM Cross Industry Standard Process for Data Mining
FE Finite Elemente

FEM Finite Elemente Methode

HSK Hohlschaftkegel

LUP Lehrstuhl Umweltgerechte Produktionstechnik
MAE Mean Absolute Error

rms root mean square

RMSE Root Mean Squared Error

ReLU Rectified Linear Units

TCP Tool-Center-Point

THWS Technische Hochschule Wiirzburg-Schweinfurt
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Symbol Einheit Beschreibung

A m? Flache

Ay m? Oberflache der Welle bei Warmestrahlungsphdnomenen

A m? Oberflache des Gehduses bei Warmestrahlungsphidnomenen

Ap m? Leiterquerschnittsfliche

Abag m? Oberflache der Magneten

Ao m? Oberflache bei Warmestrahlungsphdnomenen

Aw m? Flache der Wand

A, m? Flache der tiberstromten Wand

AFE 00 um maximaler absoluter Fehler

b m Flachenbreite

6 _ materialspegiﬁscher, empir_isch zu ermittelnder
Verlustkoeffizient zur Bestimmung der Hystereseverluste

B T magnetische Flussdichte

Bonas T Amplitude der magnetischen Flussdichte

p J/(gK) spezifische Warmekapazitat

Co N statische Tragzahl eines Lagers

Cla W/(m? K?)  Strahlungsaustauschzahl der grauen Korper

Cy - dimensionsloser Reibkoeffizient

d - disc bzw. Scheibe

dz) - Scheibe in X-Richtung

dy) - Scheibe in Y-Richtung

diz) - Scheibe in Z-Richtung

d m Durchmesser

d, m AulSendurchmesser

d; m Innendurchmesser

dyp m Lagerbohrungsdurchmesser

0 mm Lagerbohrungsdurchmesser in mm

dp, m hydraulischer Durchmesser

Admo mm mittlerer Lagerdurchmesser in mm

dwils mm Durchmesser des Walzkorpers in mm

Dz - Anzahl der Scheiben in X-Richtung

Dy, - Anzahl der Scheiben in Y-Richtung
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D) - Anzahl der Scheiben in Z-Richtung

Do mm Lageraul’endurchmesser in mm

€a m Hauptachse der Druckellipse

ép m Nebenachse der Druckellipse

5 V/m elektrische Feldstarke

f 1/s Frequenz der Magnetisierung

fo - Lagerbeiwertfaktor (lastunabhédngiges Moment)

f1 - Lagerbeiwertfaktor (lastabhdngiges Moment)

fro _ halbempirischer Faktor zur Bestimmung der Verluste von
Lager 1

Fou _ halbempirischer Faktor zur Bestimmung der Verluste von
Lager 2

Fou _ halbempirischer Faktor zur Bestimmung der Verluste von
Lager 3

o _ Faktor zur. ]?erﬁcksithigung axialer f[‘eilbg_:reiche zur '
Ersatzpositionsbestimmung konvektiver Ubergangsbereiche

Fy N statische dquivalente Lagerbelastung

F, N axiale Lagerlast

Frup N Luftwiderstandskraft an der Wellenoberflache

Fr N maldgebende Lagerbelastung

F, N radiale Lagerlast

g m /s? Erdbeschleunigung

G m Gas-Oberflachenparameter

Go m Gas-Oberflachenparameter bei Referenzdruck und -temperatur

gij gz’ Gs  _ Messstellen am Spindelgehause

Gy - Messstelle in einer Bohrung im Spindelgehause

Gr - Grashof-Zahl

Gry - Grashof-Zahl mit dem Durchmesser als Bezugsmalf3

h m Flachenhohe

H N/m? Mikrohérte

H* A/m konjugierte magnetische Feldstéarke

i - Laufvariable der Volumenelemente

1 A Strom

J - Laufvariable der Knotenpunkte der Finiten Elemente

140



12 Symbolverzeichnis

Symbol Einheit Beschreibung

7 _ Gesamtanzahl der Knotenpunkte im jeweiligen
Volumenelement

k - Laufvariable der Entscheidungsbaume

. _ materialspe?ii.‘ischer, empir.isch zu ermittelnder
Verlustkoeffizient zur Bestimmung der Hystereseverluste

kr - Faktor zur Beriicksichtigung der Stromverdriangung

- _ materialspegiﬁscher, empil.risch zu ermitte}nder
Verlustkoeffizient zur Bestimmung der Wirbelstromverluste

ky _ materialspegiﬁscher, empil.risch zu ermittelnder
Verlustkoeffizient zur Bestimmung der Zusatzverluste

% W/K Gesamtwarmedurchgangskoeffizient eines Wélzlagers

bro WK W?lrmedurchgangskoefﬁzient “des Spaltes zwischen
Wialzlageraullenring und Gehause

Rowels W/K Warmedurchgangskoeffizient eines Walzkorpers

i _ Anzahl der Entscheidungsbdume innerhalb eines Random
Forests

lo1, loo m axial ausgeprigte Lingen im konvektiven Ubergangsbereich

l31, l32 m radial ausgeprigte Lingen im konvektiven Ubergangsbereich

lers m Abstand zum Bereich mit erzwungener Konvektion

Lirei m Abstand zum Bereich mit freier Konvektion

Liver m Position im konvektiven Ubergangsbereich

€ m Lange des durchstromten Bohrungskanals

tw m Lange des Wickeldrahts

t m Zylinderldange

I . charakteristische Liange bzw. Bezugsmal$ des
Konvektionsphdnomens

Lan m Anstromlénge

< - Laufvariable der Messlaufe

Lges - Gesamtanzahl der Messlaufe

m - Anzahl der Volumenelemente

m( -~ Anzahl der unbesetzten Volumenelemente

my ° Flankenneigung des 1. Materials des Verbundes

ma ° Flankenneigung des 2. Materials des Verbundes

Ma(z) - Anzahl der Volumenelemente einer Scheibe in X-Richtung

2 (0) _ Anzahl der unbesetzten Volumenelemente einer Scheibe in

d(z)

X-Richtung
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) Anzahl der Volumenelemente einer Reihe in Y-Richtung einer

d(@) Scheibe in X-Richtung
2 (0) _ Anzahl der unbesetzten Volumenelemente einer Reihe in

d(z) Y-Richtung einer Scheibe in X-Richtung

©) Anzahl der Volumenelemente einer Reihe in Z-Richtung einer
m - . . .

d(z) Scheibe in X-Richtung
1 (C0) _ Anzahl der unbesetzten Volumenelemente einer Reihe in

d(z) Z-Richtung einer Scheibe in X-Richtung
M(y) - Anzahl der Volumenelemente einer Scheibe in Y-Richtung
(0 _ Anzahl der unbesetzten Volumenelemente einer Scheibe in

d(y) Y-Richtung

©) Anzahl der Volumenelemente einer Reihe in Z-Richtung einer
Ma(y) Scheibe in Y-Richtung
(0 _ Anzahl der unbesetzten Volumenelemente einer Reihe in

(y) Z-Richtung einer Scheibe in Y-Richtung
0 Anzahl der Volumenelemente einer Reihe in X-Richtung einer

(y) Scheibe in Y-Richtung
1 (0) _ Anzahl der unbesetzten Volumenelemente einer Reihe in

dly X-Richtung einer Scheibe in Y-Richtung
Ma(z) - Anzahl der Volumenelemente einer Scheibe in Z-Richtung
) Anzahl der unbesetzten Volumenelemente einer Scheibe in

d(z) Z-Richtung

1) Anzahl der Volumenelemente der 1. Reihe in X-Richtung einer
Maz) Scheibe in Z-Richtung

2) Anzahl der Volumenelemente der 2. Reihe in X-Richtung einer
Ma(z) Scheibe in Z-Richtung

3) Anzahl der Volumenelemente der 3. Reihe in X-Richtung einer
Ma(z) Scheibe in Z-Richtung
o (10) Anzahl der unbesetzten Volumenelemente der 1. Reihe in

d(z) X-Richtung einer Scheibe in Z-Richtung

(2,0) Anzahl der unbesetzten Volumenelemente der 2. Reihe in
Ma(z) X-Richtung einer Scheibe in Z-Richtung

(3,0) Anzahl der unbesetzten Volumenelemente der 3. Reihe in
Ma(z) X-Richtung einer Scheibe in Z-Richtung

™) Anzahl der Volumenelemente einer Reihe in Y-Richtung einer
Ma(z) Scheibe in Z-Richtung

(1,0) Anzahl der unbesetzten Volumenelemente einer Reihe in
Ma(z) -

Y-Richtung einer Scheibe in Z-Richtung
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e _ Anzahl der Volumenelemente einer Reihe in X-Richtung einer
d(z) Scheibe in Z-Richtung

1 00) _ Anzahl der unbesetzten Volumenelemente einer Reihe in
d(z) X-Richtung einer Scheibe in Z-Richtung

MK F ° gemittelte absolute Neigung der Flanken des Verbundes

My Nmm lastunabhingiges Lagerreibmoment in N mm

M, Nmm lastabhdngiges Lagerreibmoment in N mm

Mz Nm Luftreibmoment

Miyp.s Nm Luftreibmoment scheibenformiger Teilbereiche

Mg,z Nm Luftreibmoment zylinderférmiger Teilbereiche

Myp, Nm analytisch errechnetes Lagerreibmoment

J - Laufvariable der Messungen

M ges - Gesamtanzahl der Messungen

Veranderung des mittleren absoluten Fehlers

AMAFE M (Mean Absolute Error)

MAFE um oder K mittlerer absoluter Fehler (Mean Absolute Error)

mittlerer absoluter Fehler (Mean Absolute Error) der

MAEs H einzelnen Messlaufe

VAE i {nittler.er absolijter Fehler (Mean Absolute Error) gemittelt
iiber die Messldufe

n 1/s Drehzahl

no min~! Drehzahl in min—*

Nu - Nusselt-Zahl

Nuy - Nusselt-Zahl mit dem Durchmesser als Bezugsmal}

Nuy, - Nusselt-Zahl mit dem Aufendurchmesser als Bezugsmaf3

Nuy, - Nusselt-Zahl mit dem Innendurchmesser als Bezugsmaf3

Nug,,, - Nusselt-Zahl mit der Anstromlédnge als Bezugsmalf3

Nug - Nusselt-Zahl mit hydraulischem Durchmesser als Bezugsmalf3

P N/m? Druck auf der Oberflache

Pc, W Kupferverluste des Elektromotors

Pr, W Eisenverluste des Elektromotors

Pg N/m? Gasdruck

Pao N/m? Referenzdruck

Py W Hystereseverluste

Py (t) W augenblickliche Hystereseverluste
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P, W elektrische Eingangsleistung
Py W halbempirisch ermittelte Reibleistung des Lager 1
Pyrs W halbempirisch ermittelte Reibleistung des Lager 2
Pyrs W halbempirisch ermittelte Reibleistung des Lager 3
Pyr.q W analytisch errechnete Lagerreibleistung
Pyria W analytisch errechnete Reibleistung des Lager 1
Pyrs ., W analytisch errechnete Reibleistung des Lager 2
Pyrs.a W analytisch errechnete Reibleistung des Lager 3
Pyr, ges.a W analytisch errechnete Gesamtlagerreibleistung
PyL ges W empirisch ermittelte Gesamtlagerreibleistung
Py pupt W Luftreibungsverlustleistung
Py Motor W Verlustleistung des Elektromotors
Py W Wirbelstromverluste
Pw(t) W augenblickliche Wirbelstromverluste
Pw, Mag W Wirbelstromverluste in den Permanentmagneten
Py W Zusatzverluste
Py(t) W augenblickliche Zusatzverluste
Pr - Prandtl-Zahl
q W /m? Warmestromdichte
91 - 1. Konstante zur Bestimmung freier Konvektion
92 - 2. Konstante zur Bestimmung freier Konvektion
Q W Warmestrom
Qoo W Warmestrom zur Umgebungsluft
Qstock W Waérmestrom an den Spindelstock/Spindelpriifstand
é W Lastvektor der Warmestrome
r m Radius
Ta m Auldenradius
ra m Gehauseradius
T grey - Grey-Relational-Grade
T grey. - Grey-Relational-Grade der Messlaufe
- _ tiber die Messlaufe arithmetisch gemittelter

ey Grey-Relational-Grade
T m Innenradius
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T pear - Pearson-Korrelationskoeffizient

T pear, - Pearson-Korrelationskoeffizient der Messlaufe

- _ tiber die Messlaufe arithmetisch gemittelter

pear Pearson-Korrelationskoeffizient

w m Wellenradius

iz m Position des Schwerpunktes des jeweiligen Volumenelementes

L lal m Position des geometrischen Schwerpunktes einer beliebigen
Menge von Volumenelementen

L1 m Position des thermischen Schwerpunktes einer beliebigen
Menge von Volumenelementen

Ry m quadratische Rauheit des 1. Materials des Kontaktpaares

Ry m quadratische Rauheit des 2. Materials des Kontaktpaares

R, Q elektrischer Widerstand

R, m quadratische Rauheit, engl. rms-roughness

Rk m quadratische Rauheit des Kontaktpaares

Ra - Rayleigh-Zahl

Rayp,,, - Rayleigh-Zahl mit der Anstromlénge als Bezugsmalfd

Re - Reynolds-Zahl

Res ~ Reynolds-Zahl eines axial durchstromten Ringspaltes mit dem
Spaltmal als Bezugsmald

Rey - Reynolds-Zahl mit dem Durchmesser als Bezugsmalf3

Rey, - Reynolds-Zahl mit dem Auf3endurchmesser als Bezugsmalf3

Re g, - Reynolds-Zahl mit dem Innendurchmesser als Bezugsmaf3

Re, - Reynolds-Zahl mit dem Radius als Bezugsmalf}

Res - Couette-Reynolds-Zahl mit dem Spaltmald als Bezugsmal3

wise e e

RMSEs B o fean Squared Error der imaeinen Messlaut

TP B0 (oot vioan Squared Erron gemiclt tber die Messlaut

s m Wandstarke

m effekte Spaltbreite einer Kontaktstelle
S - Laufvariable der Simulationslaufe
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Ty m thermische Asymmetrie in X-Richtung
- thermische Asymmetrie in X-Richtung einer Scheibe in
T/x,d(y) m .
Y-Richtung
- thermische Asymmetrie in X-Richtung einer Scheibe in
{'—Jz,d(z) m .
Z-Richtung
qy m thermische Asymmetrie in Y-Richtung
_'yg m simulierte thermische Asymmetrie in Y-Richtung
> thermische Asymmetrie in Y-Richtung einer Scheibe in
tyaw) m :
X-Richtung
. thermische Asymmetrie in Y-Richtung einer Scheibe in
z m .
ud(z) Z-Richtung
L, m thermische Asymmetrie in Z-Richtung
. thermische Asymmetrie in Z-Richtung einer Scheibe in
z,d(x m .
A=) X-Richtung
- thermische Asymmetrie in Z-Richtung einer Scheibe in
Leaty) m :
Y-Richtung
z Mittelwert der simulierten thermischen Asymmetrie in
m
Y Y-Richtung
z kumulierte thermische Asymmetrie von Scheiben in
x m .
d(e) X-Richtung
= kumulierte thermische Asymmetrie von Scheiben in
taw) m :
Y-Richtung
F kumulierte thermische Asymmetrie von Scheiben in
z m .
(=) Z-Richtung
i kumulierte thermische Asymmetrie in X-Richtung von
) Scheiben in Y-Richtung
i kumulierte thermische Asymmetrie in X-Richtung von
x z m . . .
A(z) Scheiben in Z-Richtung
i kumulierte thermische Asymmetrie in Y-Richtung von
v.d() Scheiben in X-Richtung
i kumulierte thermische Asymmetrie in Y-Richtung von
» m . . .
ud(z) Scheiben in Z-Richtung
i kumulierte thermische Asymmetrie in Z-Richtung von
z xX m . . .
A=) Scheiben in X-Richtung
i kumulierte thermische Asymmetrie in Z-Richtung von
- m . . .
Aw) Scheiben in Y-Richtung
g m Gesamtthermoasymmetrievektor
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g—?; K/m Temperaturgradient

% K/m stationdrer Temperaturgradient

AT K Temperaturdifferenz

T K Temperatur

T K arithmetisch gemittelte Messwerte

7o K Referenztemperatur

T K Oberflachentemperatur der Welle

15 K Oberflachentemperatur des Gehéauses

Taugen K Wandtemperatur der Aullenseite

Ty K Bezugstemperatur bei Konvektionsphdnomenen

Td(x) K mittlere Temperatur einer Scheibe in X-Richtung

Tuey) K mittlere Temperatur einer Scheibe in Y-Richtung

Td(z) K mittlere Temperatur einer Scheibe in Z-Richtung

7 K mittlere Temperatur der 1. Reihe von Volumenelementen in
d(z) X-Richtung einer Scheibe in Z-Richtung

7 K mittlere Temperatur der 2. Reihe von Volumenelementen in
d(z) X-Richtung einer Scheibe in Z-Richtung

7 K mittlere Temperatur der 3. Reihe von Volumenelementen in
d(z) X-Richtung einer Scheibe in Z-Richtung

700 K mittlere Temperatur einer Reihe von Volumenelementen in
d(z) X-Richtung einer Scheibe in Z-Richtung

Trid K Temperatur des Fluids

Triitse K Wandtemperatur der Fluiddoméne bzw. Kiihlhiilse

T; K gemittelte Volumenelement Temperatur

T’ K mittlere Temperatur eines Volumenelementes einer Scheibe in
id(z) X-Richtung

7 K mittlere Temperatur eines Volumenelementes in einer Reihe in
id(z) Y-Richtung einer Scheibe in X-Richtung

70 K mittlere Temperatur eines Volumenelementes in einer Reihe in
id(z) Z-Richtung einer Scheibe in X-Richtung

7 K mittlere Temperatur eines Volumenelementes einer Scheibe in
d(y) Y-Richtung

70 K mittlere Temperatur eines Volumenelementes in einer Reihe in
4d(y) Z-Richtung einer Scheibe in Y-Richtung

700 K mittlere Temperatur eines Volumenelementes in einer Reihe in
i,d(y)

X-Richtung einer Scheibe in Y-Richtung
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Toace K rznift{t.lere Temperatur eines Volumenelementes einer Scheibe in
-Richtung

7o) K mittlere Temperatur eines Volumenelementes in einer Reihe in

5d(2) Y-Richtung einer Scheibe in Z-Richtung
700 K mittlere Temperatur eines Volumenelementes in einer Reihe in
5d(2) X-Richtung einer Scheibe in Z-Richtung

Tinnen K Wandtemperatur der Innenseite

T; K Temperatur der Knotenpunkte

T, K mittlere Temperatur des Fluids

Tu K Temperatur einer Messung

To K Temperatur der Oberflache

T Riickiauf K Riicklauftemperatur des Fliissigkeitskiihlkreislaufs

T spindel K Spindeloberflachentemperatur

Te, K IS{pindelstock.temperatur bzw. Spindelpriifstandstemperatur im
ontaktbereich

TWand K Temperatur der iiberstromten Wand

T Juiaus K Zulauftemperatur des Fliissigkeitskiihlkreislaufs

Tw K Umgebungstemperatur der Luft

T K Temperaturvektor

Tu K simulierte Temperatur an der Sensormessstelle

Ta - Taylor-Zahl

Tay, _ Taylor-Zahl mit dem hydraulischen Durchmesser als

Bezugsmald

v m/s Geschwindigkeit

Vagial m/s Axialgeschwindigkeit der Luft im Ringspalt

Vers m/s Luftgeschwindigkeit bei erzwungener Konvektion

VFluid m/s Geschwindigkeit des Fluids

Ufres m/s Luftgeschwindigkeit bei freier Konvektion

Uy m/s Umfangsgeschwindigkeit an der Wellenoberfldache

Uy m/s Walzkoérperumfangsgeschwindigkeit

Vi1, Vo1, Vo m3 Volumenelemente der 1. Reihe in Y-Richtung

Via, Vag, Vi m3 Volumenelemente der 2. Reihe in Y-Richtung

Vi m? Volumenelement

v m?/s Volumenstrom
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Wi, Wa, Ws :
- Messstellen auf der Spindelwelle
W4JW5 P
lel m Position des geometrischen Schwerpunktes in X-Richtung
il m Position des thermischen Schwerpunktes in X-Richtung
x; m Position des Volumenelementes in X-Richtung
Ti(z) m Position einer Scheibe in X-Richtung
lq] Position des geometrischen Schwerpunktes in X-Richtung
m
L) einer Scheibe in Y-Richtung
[t] Position des thermischen Schwerpunktes in X-Richtung einer
m
() Scheibe in Y-Richtung
© Position einer Reihe von Volumenelementen in Z-Richtung
m
L) einer Scheibe in Y-Richtung
00 m Position einer Reihe von Volumenelementen in X-Richtung
d(y) einer Scheibe in Y-Richtung
1) Position der 1. Reihe von Volumenelementen in X-Richtung
La(z) m . A i o
einer Scheibe in Z-Richtung
) Position der 2. Reihe von Volumenelementen in X-Richtung
La(z) m . A i o
einer Scheibe in Z-Richtung
3) Position der 3. Reihe von Volumenelementen in X-Richtung
La(z) m . A i o
einer Scheibe in Z-Richtung
q] Position des geometrischen Schwerpunktes in X-Richtung
La(z) m . Ry
einer Scheibe in Z-Richtung
[t] Position des thermischen Schwerpunktes in X-Richtung
La(z) m . Ao o
einer Scheibe in Z-Richtung
) Position einer Reihe von Volumenelementen in X-Richtung
La(z) m . Ao o
einer Scheibe in Z-Richtung
Y m Verlagerung in Y-Richtung
ylel m Position des geometrischen Schwerpunktes in Y-Richtung
ylf] m Position des thermischen Schwerpunktes in Y-Richtung
Vi m Position des Volumenelementes in Y-Richtung
lq] mn Position des geometrischen Schwerpunktes in Y-Richtung
Ya(a) einer Scheibe in X-Richtung
[t] Position des thermischen Schwerpunktes in Y-Richtung
Ya(z) einer Scheibe in X-Richtung
@) Position einer Reihe von Volumenelementen in Y-Richtung
m
Ya(a) einer Scheibe in X-Richtung
Yd(y) m Position einer Scheibe in Y-Richtung
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(] Position des geometrischen Schwerpunktes in Y-Richtung
Ya(z) einer Scheibe in Z-Richtung
[t] Position des thermischen Schwerpunktes in Y-Richtung
Ya(z) einer Scheibe in Z-Richtung
™) Position einer Reihe von Volumenelementen in Y-Richtung
Ya(z) einer Scheibe in Z-Richtung
Ys m simulierte Verlagerung in Y-Richtung
_ arithmetischer Mittelwert der simulierten Verlagerung in
Y m .
Y-Richtung
z - Wailzkorperanzahl eines Walzlagers
z m arithmetisch gemittelte gemessene axiale Z-Verlagerung
2l9] m Position des geometrischen Schwerpunktes in Z-Richtung
P m Position des thermischen Schwerpunktes in Z-Richtung
[q] Position des geometrischen Schwerpunktes in Z-Richtung
d(@) einer Scheibe in X-Richtung
(1] Position des thermischen Schwerpunktes in Z-Richtung einer
d(@) Scheibe in X-Richtung
© Position einer Reihe von Volumenelementen in Z-Richtung
d(@) einer Scheibe in X-Richtung
lq] Position des geometrischen Schwerpunktes in Z-Richtung
() einer Scheibe in Y-Richtung
(1] Position des thermischen Schwerpunktes in Z-Richtung einer
d(y) Scheibe in Y-Richtung
©) Position einer Reihe von Volumenelementen in Z-Richtung
z m . o .
d(y) einer Scheibe in Y-Richtung
Z4(z) m Position einer Scheibe in Z-Richtung
Zu m gemessene axiale Z-Verlagerung
. Vorhersage der axialen Z-Verlagerung bei den jeweiligen
zZ m . . . .
F Eingangsgrolden bzw. Messwerten eines Entscheidungsbaumes
. Vorhersage der axialen Z-Verlagerung bei den jeweiligen
20 m

Eingangsgrolden bzw. Messwerten
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a W/(m?K)  Warmeiibergangskoeffizient

Qfrei W/(m?K)  Warmeiibergangskoeffizient bei freier Konvektion

Qlery W/(m?K)  Warmeiibergangskoeffizient bei erzwungener Konvektion

s Wk e s onckior

s W/(m?K) \(/;fi;irrlllg;jffzfna;is?ggifzzzﬁ ;ei erzwungener Konvektion

ak W/(m?K)  Warmeiibergangskoeffizient einer Kontaktstelle

aK.F W/(m?K)  Warmeiibergangskoeffizient der Festorperkontakte

aKG W/(m?K)  Warmeiibergangskoeffizient des Gases im Kontaktspalt
Wairmeiibergangskoeffizient im konvektiven

Yier,$ W/ (m?K) Ubergangsbereich (scheibenférmige Teilbereiche)
Wairmeiibergangskoeffizient im konvektiven

Yiber,Z W/ (m?K) Ubergangsbereich (zylinderférmige Teilbereiche)

Qoo W/(m?K)  Warmeiibergangskoeffizient zur Umgebungsluft

1G] 1/K rdumlicher Warmeausdehnungskoeffizient

o m Spaltmalf}

e m thermische bzw. stromungsmechanische Grenzschicht

O m Radialverlagerung am Tool-Center-Point in X-Richtung

dy m Radialverlagerung am Tool-Center-Point in Y-Richtung

J, m Axialverlagerung am Tool-Center-Point in Z-Richtung

€ - Emissionsgrad bei Warmestrahlungsphdnomenen

€ - Emissionsgrad der Welle (Warmestrahlung)

€ - Emissionsgrad des Gehduses (Warmestrahlung)

Eg ° Winkelverlagerung am Tool-Center-Point in X-Richtung

Ey ° Winkelverlagerung am Tool-Center-Point in Y-Richtung

¢ - Reihe von Volumenelementen in Z-Richtung

Koo m?/s Temperaturleitfahigkeit der Umgebungsluft

0 ° Winkel der Hystereseschleife

7 1/(Qm) elektrische Leitfahigkeit

A W/(mK) Warmeleitfahigkeit

A1 W/(mK) Warmeleitfahigkeit des 1. Materials des Kontaktpaares
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Ao W/(mK) Warmeleitfahigkeit des 2. Materials des Kontaktpaares
A W/(mK) Warmeleitfdhigkeit des Gases im Spalt
AK.F W/(mK) mittlere harmonische Wérmeleitfahigkeit des Kontaktpaares
Aoo W/(mK) Warmeleitfdhigkeit der Umgebungsluft
A W/(mK) Gesamtleitfahigkeitsmatrix
,u N's/m? dynamische Viskositat
¢ ~ Faktor zur Bestimmung des Warmeiiberganges von
rotierenden Scheiben in Gehdusen
Eu - Grey-Relational-Koeffizient
Ew m?/s Wirbeldiffusion
P g/m? Dichte
v m?/s kinematische Viskositét
Vo mm?/s kinematische Viskositat in mm?/s
Vso m?/s kinematische Viskositat der Umgebungsluft
o W/(m?K*) Stefan-Boltzmann-Konstante
TLuft N/m? Schubspannung der Luft
T, N/m? Schubspannung an der Oberflache eines rotierenden Korpers
X - Reihe von Volumenelementen in X-Richtung
1/s Winkelgeschwindigkeit
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