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Kurzfassung

Die vorliegende Arbeit stellt einen Beitrag zur numerischen Simulation dynamisch belaste-
ter gleitgelagerter Systeme dar, deren Beschreibung innerhalb einer Mehrkorpersimulation
erfolgt. Die Einbindung der Gleitlager wird als Formulierung nichtlinearer Kraftelemente
unter Losung der vollstdndigen Reynoldsgleichung umgesetzt, deren Eingangsparameter
die kinematischen Groéfsen und dufleren Kréfte innerhalb einer Zeitintegration sind. Zu-
sitzlich werden thermische Effekte durch numerische Losung der Energiegleichung und
ihre Riickwirkung auf die hydrodynamischen Eigenschaften beriicksichtigt. Ferner kon-
nen neben der Abbildung der Lagerpartner durch starre Korper elastische Deformationen
aufgrund wirkender mechanischer und thermischer Lasten im Sinne einer vollstdndigen
riickwirkungsbehafteten TEHD-Modellierung in die Simulationen einbezogen werden. Die
resultierende Notwendigkeit der Einbindung thermomechanisch gekoppelter Korper in die
Mehrkorpersimulation wird unter Verwendung modaler Ansétze erreicht, um eine nume-
risch effiziente Losung der Bewegungsdifferentialgleichungen im Zeitbereich zu realisieren.
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Abstract

The present thesis represents a contribution to the field of numerical simulation of dy-
namically loaded systems within floating bearings, which are described in multibody-
simulations. The implementation of the floating bearings is realised as formulation of
nonlinear force-elements under solution of the complete Reynolds equation within a ti-
me integration formulation. The input parameters are given by the kinematic quantities
and the outer forces during every timestep. Additionally thermal effects are included by
numerical solution of the energy equation. Their retroactions on the hydrodynamic charac-
teristics are also taken into account. Further, besides the modelling of the bearing partners
as rigid bodies, elastic deformations due to mechanical and thermal loads in terms of a
complete retroactive TEHD-modelling can be considered in the simulation. The resulting
need of implementation of thermomechanically coupled bodies in a multibody-simulation
is achieved be usage of modal transformations to increase the numerical efficiency of the
solution of the equation of motion in time domain.



1 Einleitung

1.1 Motivation

Bedingt durch die unabléssig steigende Anzahl technischer Anwendungsgebiete und die
bestindig zunehmenden Anforderungen ist die Prognose des Systemverhaltens rotordy-
namischer Systeme auf Basis numerischer Simulationen von zentraler Bedeutung. Damit
einher geht die Forderung die Giite der Systembeschreibung zu erhéhen, was dazu fiihrt,
dass kontinuierlich die Komplexitéat der Abbildung technischer Systeme gesteigert, zusétz-
liche Wechselwirkungen beriicksichtigt und die Systemgrenzen erweitert werden. In diesem
Rahmen ergeben sich Moglichkeiten zur verbesserten Prognose des Stabilitdtsverhaltens
oder zur Identifizierung von Potentialen zur Steigerung der Effizienz der Systeme.

Fiir den sicheren Betrieb und die fehlerfreie Nutzung von Rotorsystemen stellen die Di-
mensionierung der Lagerung und die Kenntnis der Interaktion mit dem Rotorsystem einen
kritischen Punkt dar. Bereits in einem frithen Stadium der Konzeptionierung miissen, auf-
grund des Ubergangs vom rotierenden in das stehende System und der damit verbundenen
Auswirkungen auf die Anschlussmafe sowohl des Rotors als auch des Fundaments, die
Lagereigenschaften und das dadurch beeinflusste Verhalten des Gesamtsystems zuverléssig
vorausberechnet werden. Die mechanischen und thermischen Anforderungen im Bereich der
Lagerung von Maschinenwellen werden in einer Vielzahl von Anwendungen, bedingt durch
ihre Langlebigkeit, die guten Dampfungs- und Kiihlungseigenschaften, den geringen Bau-
raum und die potentiellen Notlaufeigenschaften, am besten von fliissigkeitsgeschmierten
Radialgleitlagern erfiillt.

Die Bestimmung der Steifigkeits- und Dampfungseigenschaften der Gleitlagerung basiert
auf den fundamentalen Gesetzen der Hydrodynamik, welche sich aus Erhaltungssatzen ab-
leiten lassen und auf Navier und Stokes zuriickgehen. Unter Einfiihrung von Annahmen,
deren Giiltigkeit im Rahmen der Gleitlagersimulation gegeben ist, konnte durch Reynolds
die bis zum heutigen Zeitpunkt verwendete Reynoldsgleichung zur Abbildung der hydrody-
namischen Druckentwicklung und damit der Lagereigenschaften im Gleitlager determiniert
werden. Zusatzlich existieren Wechselwirkungen zwischen den thermischen und mechani-
schen Eigenschaften von Gleitlagern, wodurch neben der Bestimmung der Tragkraft auch
die Temperaturverteilung innerhalb des Gleitlagers, welche durch die Energiegleichung
beschrieben wird, von Interesse ist. Damit stehen prinzipiell mathematische Modelle zur
Verfiigung, welche das physikalische Verhalten des Schmiermittels innerhalb der Lagerung
beschreiben und somit unter Definition geeigneter Randbedingungen eine Simulation der
Lagereigenschaften ermdglichen.

Problematisch gestaltet sich die realitdtsnahe Definition dieser Randbedingungen wie z.B.
die Abbildung der Auswirkungen elastischer Deformationen des Rotors oder der Schale und
die Einbindung zusétzlicher Effekte, wie z.B. Kavitation oder Mischreibung, welche unter
bestimmten Bedingungen einen wesentlichen Einfluss auf die Lagerung aufweisen kénnen
und sich deshalb bestdndig im Fokus aktueller Forschung befinden.



2 Einleitung

Grundlage der Gleitlagersimulation sind die wirkenden &uferen Lasten und der aktuelle
Bewegungszustand der Lagerpartner. Ausgehend von dieser Kenntnis wird in der Mehr-
zahl der Verdffentlichungen zur Simulation von Radialgleitlagern die Position und ggf.
Orientierung der Welle innerhalb der Lagerschale iterativ bestimmt, die zu einem Druck-
aufbau fiihrt, welcher mit der dufleren Last im Gleichgewicht steht. Innerhalb der Iteration
wird abhingig vom Detaillierungsgrad zusétzlich die Temperaturverteilung im Gleitlager
berechnet und deren Riickwirkung auf den Druckverlauf beriicksichtigt. Die Verdnderung
der Lage der Welle und etwaige Deformationen konnen innerhalb der beschriebenen Vorge-
hensweise zeitlos erfolgen, was aus der Vernachliassigung der Tragheitseffekte der beteiligten
Lagerpartner resultiert. Die Zuldssigkeit diese Annahme ist auf quasistatische Bewegungen
reduziert, wodurch das Anwendungsgebiet dieser Verfahren beschrankt wird.

Fiir die Beriicksichtigung dynamischer Effekte sowie die Untersuchung der Auswirkungen
der Lagerung auf das Systemverhalten des Rotorsystems bietet sich die Verwendung von
MKS!-Programmen an, innerhalb derer die Bewegungsdifferentialgleichungen der beteilig-
ten Korper unter Einbeziehung aller Tragheitseinfliisse auf das System sowie potentieller
transienter elastische Deformationen geldst werden. Die Abbildung der Gleitlagerungen er-
folgt, bedingt durch die notwendigen Rechenzeiten, iiblicherweise unter Verwendung von
linearisierten Steifigkeits- und Dampfungseigenschaften in Form von Kennfeldlésungen.
Im Zuge des kontinuierlichen Trends zur Steigerung des Wirkungsgrads technischer Sys-
teme verringern sich die Trégheitseigenschaften der Rotoren, wiahrend héufig gleichzeitig
die Drehzahlen gesteigert werden sollen. Beides verstéirkt den Einfluss dynamischer Effek-
te auf das Rotorsystem. Zudem besteht die Notwendigkeit der realitdtsnahen Abbildung
der Gleitlager in einer Giite, wie sie bei quasistationidren Losungen etabliert ist, innerhalb
einer ganzheitlichen riickwirkungsbehafteten dynamischen Simulation, wodurch umfassen-
dere Losungskonzepte Anwendung finden miissen.

1.2 Stand der Forschung

Die Simulation des dynamischen Verhaltens gleitgelagerter Rotoren zeichnet sich durch
eine hohe Interdisziplinaritit verschiedener mechanischer Aspekte aus. Die Abbildung
der mechanischen Gleitlagereigenschaften wird durch die Hydrodynamik beschrieben.
Aufgrund der Wechselwirkungen zwischen thermischen und mechanischen Eigenschaften
miissen zusatzliche thermodynamische Effekte beriicksichtigt werden. Bei hohen Bean-
spruchungen durch mechanische und thermische Lasten ist ferner die Vernachlassigung
der entsprechenden Eigenschaften der Lagerpartner nicht mehr zuléssig, wodurch sich ein
strukturdynamischer Aspekt der Gleitlagersimulation ergibt. Abschliefsend besteht fiir
dynamische Untersuchungen die Notwendigkeit der Einbeziehung von Tragheitseffekten,
um eine ganzheitliche Simulation zu ermoglichen.

Bei hydrodynamischen Radialgleitlagern kommt es aufgrund wirkender Kréfte zu
Verschiebungen und einer exzentrischen Lage der Welle innerhalb der Lagerschale. Die
Uberlagerung der Einfliisse aus der Verdringungsbewegung in radialer Richtung und der
Forderung des an der Welle anhaftenden viskosen Schmiermittels in den sich verengenden
Spalt fithrt zu einem hydrodynamischen Druckaufbau und damit zur Trennung der Ober-
flaichen von Welle und Schale. Dabei liefert die aus den Navier-Stokes-Gleichungen und der

'Mehrkérpersystem



Stand der Forschung 3

Kontinuitédtsgleichung abgeleitete Reynoldsgleichung die Grundlage fiir die Bestimmung
des hydrodynamischen Verhaltens |[Rey86]. Die notwendige numerische Losung der
Reynoldsgleichung fiihrt auf die Druckfunktion, welche die dynamischen Eigenschaften des
Gleitlagers in Abhéngigkeit der kinematischen Gréfsen der Lagerpartner, des Schmierstoffs
sowie der Lagergeometrie und der verwendeten Randbedingungen beschreibt. Im Bereich
des divergenten Schmierspalts fiihrt die Losung der Reynoldsgleichung auf unphysikalische
Zugkrifte, die vom Fluid nicht {ibertragen werden konnen. In diesem Kavitationsgebiet
kommt es zum Aufreiffen des Schmierfilms, was zum Austritt der im Schmiermittel
gelosten Luft und zum Ansaugen der Umgebungsluft fiihrt. Fiir die Beschreibung der
Kavitation und Beriicksichtigung der Auswirkungen auf die hydrodynamische Druck-
verteilung miissen zusétzliche Annahmen getroffen werden. In der Literatur erfolgt eine
Unterteilung in Verfahren ohne Beriicksichtigung der Masseerhaltung [But76], [LS78§],
[Mo£93], und mit Masseerhaltung [Elr81], [KB91a|, [KB9I1b], welche in weiten Bereichen
auf der JFO?-Kavitationstheorie [Flo57], [JF57], [Ols65] basieren und eine effiziente
numerische Umsetzung durch Einfiihrung einer zusatzlichen Variable im Kavitationsgebiet
realisieren.

Die hydrodynamischen Eigenschaften von Radialgleitlagern werden neben anderen Fak-
toren dominant von den Stoffeigenschaften des Schmiermediums beeinflusst. Speziell die
Temperaturabhéngigkeit der Viskositat besitzt einen groffen Einfluss, wodurch eine Be-
stimmung der thermischen Eigenschaften des Gleitlagers notwendig wird. Grundlegende
und fiir die meisten Anwendungen ausreichende Ansétze zur Beschreibung der tempera-
turabhéngigen Viskositdt wurden durch Vogel [Vog21] oder Falz [Fal31]| beschrieben. Die
Bestimmung der Temperatur im Schmierfilm bedingt die Losung der dreidimensionalen
Energiegleichung [PH95|, [Mit90], [Mer07], [Fuc02]. Aufgrund der teilweise hohen Gradi-
enten der Temperaturverteilung in Spalthohenrichtung besteht die Notwendigkeit der Be-
riicksichtigung der Warmefliisse in die Lagerschale und Welle, wodurch die entsprechenden
Wiérmeleitungsgleichungen mitberiicksichtigt werden miissen |Mit90]. Damit ergibt sich
ein erheblicher numerischer Mehraufwand im Vergleich zur Losung der zweidimensionalen
Reynoldsgleichung. Mit Hinblick auf die Rechenzeit sind entsprechende Vereinfachungen
fiir die Losung der Energiegleichung in der Literatur zu finden. Um die Warmefliisse in
Spalthohenrichtung berticksichtigen zu konnen und trotzdem eine analog zur Reynoldsglei-
chung zweidimensionale Formulierung fiir die Temperaturverteilung zu gewinnen, wurde
durch Knight und Barrett die Annahme eines quadratischen Temperaturverlaufs iiber die
Spaltdicke vorgeschlagen [KB83|, [KB87]|, [Kni90|, welche das globale Verhalten der Tem-
peratur im Schmierfilm abbildet.

Als Resultat der hydrodynamischen Druckverteilung im Lager kommt es zu Deformationen
der Lagerpartner. Die daraus resultierende Verdanderung der Spaltfunktion fiihrt riickwir-
kungsbehaftet zu einer Modifikation des Druckaufbaus. Die Berechnung der Verformungen
der elastischen Lagerpartner erfolgt auf Grundlage der Finite-Element-Methode. Um ei-
ne numerisch aufwéndige Losung der Bewegungsdifferentialgleichungen zu vermeiden und
mit der Annahme quasistationiren Verhaltens die Kopplung zwischen Hydrodynamik und
mechanischer Verformung abzubilden, miissen die deformierbaren Korper als statisch ge-
lagert idealisiert werden. Die Vorgehensweisen variieren dabei von der direkten Kopplung
der Gleitlagerroutinen an die FE*-Software [Fuc02], [Mer07] iiber die Implementierung von

2 Jakobsson-Floberg-Olsson
3Finite-Elemente
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Nachgiebigkeitsmatrizen [Sch92|, [Liin98|, [Mok93], [Bob08] bis zur Einbindung der auf den
Lagerbereich reduzierten Steifigkeitsmatrizen in die Simulation der Gleitlager |[BBO1]|. Die
statische Abbildung bedingt konsequent die eindeutige Lagerung der elastischen Struktur,
welche allerdings im allgemeinen Fall nicht vorliegt. Die daraus resultierende Notwendigkeit
der Formulierung zuséatzlicher Lagerungsbedingungen fiihrt zu einer kiinstlichen Verstei-
fung der Struktur und damit zu Abweichungen zum realen Verhalten.

Analog zu den mechanischen Deformationen kommt es aufgrund der Temperaturbelastung
der Radialgleitlager und der Warmefliisse auf die Lagerpartner zu thermischen Deforma-
tionen. Mit der Annahme einer mittleren Temperatur und der Idealisierung der Geometrie
sowie der Randbedingungen der Lagerpartner konnen die thermischen Deformationen unter
Verwendung der Warmeausdehnungskoeffizienten und verschiedener Néherungsbeziehun-
gen analytisch bestimmt werden [Mit90], [Fuc02]. Bei hohen Belastungen bzw. starken
Einfliissen der thermischen Randbedingungen ist die Verwendung von FE-Algorithmen fiir
die Bestimmung der Temperaturverteilung und der daraus resultierenden thermischen De-
formationen der Lagerpartner unumgénglich [Fuc02|, [Mer07]. Dabei ist der Einfluss der
nicht uniformen Lagertemperatur auf die Veranderung des kleinsten Lagerspiels dominant
fiir die Riickwirkung auf die hydrodynamischen Eigenschaften des Gleitlagers.

Unter der Beriicksichtigung technisch rauer Oberflachen wird die Beschreibung der Hydro-
dynamik durch die Reynoldsgleichung mit Unterschreitung einer kritischen Schmierspalt-
héhe unzureichend. Aufgrund von Kontakten einzelner Rauheitserhebungen kommt es zu
Festkorpertragdriicken, welche der reinen Hydrodynamik im Mischreibungsgebiet iiberla-
gert wirken. Ausgehend von vereinfachten Annahmen statistisch verteilter Rauheitsgipfel
mit einem mittleren kugelformigen Kuppelradius kénnen die Festkorpertraganteile unter
Verwendung des Kontaktmodells nach Hertz bestimmt werden [GWG66]. Weiterfiihrende
Modelle auf Basis des elastischen Halbraums erlauben eine detaillierte Abbildung realer
Oberflachenstrukturen und eine Riickwirkung der Deformation einzelner Mikrokontakte
[Bar00].

Fiir quasistationare Betrachtungen kann die Zeitintegration fiir die Beschreibung der hy-
drodynamischen Zusammenhénge im Gleitlager unter Kenntnis der Lasten auf ein An-
fangswertproblem zuriickgefithrt werden. Dabei muss fiir jeden diskreten Zeitschritt das
quasistatische Kraftegleichgewicht zwischen aduferer Last und den resultierenden Trag-
driicken, welche sich aufgrund der Kopplung der thermischen, mechanischen und hydrody-
namischen Feldprobleme ergeben, gelten. Unter Annahme dieser Bedingung lésst sich ein
System nichtlinearer Gleichungen formulieren, welches unter Verwendung geeigneter Ver-
fahren iterativ gelost werden kann [Bob08], [OGS85], [Rie95], [Wal92], [Mer07]. Fiir die Be-
rechnung rotordynamischer Fragestellungen sind diese Anséitze nur unter den Bedingungen
kleiner Schwingungsamplituden und langsamer Verédnderung kinematischer Grofen giiltig.
Fiir allgemeine Untersuchungen in diesem Anwendungsbereich miissen erweitere Algorith-
men Anwendung finden, welche primér die Bewegungsdifferentialgleichungen der Korper
16sen. An dieser Stelle hat sich aufgrund der grofen Referenzbewegungen und kleinen
elastischen Deformationen der Lagerpartner die Verwendung von Mehrkérperprogrammen
etabliert. Im Gegensatz zur quasistatischen Vorgehensweise erfolgt auf Basis der kine-
matischen Grofen (Position, Orientierung, Geschwindigkeit und Winkelgeschwindigkeit)
der Lagerpartner in jedem Schritt der Zeitintegration eine Bestimmung der resultierenden
Kréfte. Unter Wirkung der inneren und aufseren Krifte sowie aller Tragheitseinfliisse er-
geben sich fiir alle weiteren Zeitschritte formal die kinematischen Grofen, wobei implizit
das Kraftegleichgewicht gewéhrleistet wird. Bedingt durch die numerische Steifigkeit des
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Differentialgleichungssystems muss die Schrittweite sehr klein sein, wodurch es zu einer
hohen Anzahl an Berechnungen der hydrodynamischen Kréfte kommt [DSWO08|, [DSW09],
[Lan97], [Man02], [Sch01], [KBLW9S|, [KLHKO02]. Aus diesem Grund ist der Modellierungs-
grad bei der Implementierung der Gleitlager in Mehrkorpersimulationen meist geringer als
bei quasistatischen Untersuchungen, da der Fokus nicht auf der Abbildung der Lagerung
sondern der Beriicksichtigung der rotordynamischen Effekte liegt. Die Wechselwirkungen
zwischen Rotordynamik und Hydrodynamik sind jedoch sehr nichtlinear, wodurch speziell
fiir transiente Simulationen eine konsequente Weiterentwicklung der Abbildungsgiite der
Lagerung in Mehrkorpersimulationen erfolgt [Bac03], [WDNS11|. Nichtsdestotrotz beste-
hen vor allem im Bereich erweiterter masseerhaltender Kavitationsmodelle und der Beriick-
sichtigung thermischer Einfliisse auf die Lagerung noch grofse Potentiale zur Verbesserung
der Gleitlagersimulation.

Neben der vorteilhaften Berticksichtigung dynamischer Effekte auf die Lagerung ergibt sich
zudem unter Verwendung geeigneter Reduktionsmethoden [KBQO6], [KB07|, [WDS07] die
Moglichkeit der Einbindung dynamischer elastischer Komponenten in Mehrkoérperprogram-
me, welche die Einschrankung einer statisch bestimmten Lagerung nicht aufweisen [ WS94],
[Wal94], [SW99]. Damit besteht die Moglichkeit transienter Simulationen elastischer Ro-
torsysteme unter Einbeziehung der nichtlinearen Effekte, welche durch die Gleitlagerung
induziert werden.

Fiir die zu den quasistatischen Gleitlagersimulationen analoge Beriicksichtigung thermi-
scher Effekte innerhalb von Mehrkorpersimulationen miissen neben den vorhandenen Zu-
standsvariablen fiir die Beschreibung der elastischen Freiheitsgrade zuséitzliche Zustands-
variablen implementiert werden, die das thermische Verhalten beschreiben. In [Hec05] und
daran angelehnt [WSDO8| wird ein Verfahren zur Einbindung thermischer Zustandsva-
riablen in Mehrkorpersimulationen vorgestellt, welches zu den elastischen Korpern ana-
loge modale Formulierungen fiir die Implementierung verwendet. Die Kopplung zwischen
thermischem und mechanischem Feldproblem erfolgt iiber interne Kréfte, welche aus den
Temperaturen bestimmt und in jedem Schritt der Zeitintegration modal auf die elasti-
schen Korper aufgeprégt werden. Dabei ergeben sich Fragestellungen bzgl. der Wahl der
Eigenformen zur Abbildung der thermischen Deformationen.

Zusammenfassend lédsst sich formulieren, dass die quasistatische Simulation von Gleitla-
gern einen hohen Detaillierungsgrad erreicht hat, welcher bei Ubereinstimmung der An-
nahmen zwischen Simulation und Experiment eine zuverlassige Vorausberechnung der La-
gereigenschaften und ihrer Riickwirkung auf das Rotorsystem ermoglicht [Gli70], [Gli72],
[GWWWT78|. Fiir die Beschreibung des rotordynamischen Verhaltens von gleitgelagerten
Systemen werden vereinfachte Annahmen getroffen, die das globale Verhalten abbilden, je-
doch einzelne Effekte nicht zufriedenstellend reproduzieren kénnen. Eine Verbindung beider
Verfahren zur vollstindigen riickwirkungsbehafteten TEHD*-Abbildung von gleitgelager-
ten Rotoren stellt deshalb einen aktuellen Forschungsbereich mit grofter Anwendungsbreite
dar.

1.3 Ziele der Arbeit und Umsetzung

Bedingt durch die sukzessive Mehrzieloptimierung hin zu héherer Drehzahlen zur Maxi-
mierung des Wirkungsgrads, bei gleichzeitiger Verbesserung der akustischen Eigenschaf-

4thermo-elasto-hydrodynamisch
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ten, steigen die dynamischen Belastungen auf Rotorsysteme kontinuierlich. Urséchlich da-
fiir sind zunehmend schlankere Konstruktionen, die zum einen den Materialbedarf, zum
anderen unerwiinschte Trégheitsverluste verringern sollen. Eine genaue Abbildung der In-
teraktion zwischen Rotor und Lager gewinnt damit aufgrund der nichtlinearen riickwir-
kungsbehafteten dynamischen Eigenschaften der Gleitlagerung zunehmend an Bedeutung.
Ziel der Arbeit soll in diesem Kontext die Entwicklung und numerische Umsetzung von Al-
gorithmen sein, welche ausgehend von rotordynamischen Fragestellungen eine detaillierte
volldynamische Gleitlagersimulation unter instationdrer Lastaufpriagung erlauben.

Hierzu soll ausgehend von einem Mehrkorperalgorithmus die Reynoldsgleichung fiir den
allgemeinen instationdren Fall in jedem Schritt der Zeitintegration ohne Einschrankung
der kinematischen Zustdnde (Abbildung von Schiefstellung, Rotation von Welle und Schale
etc.) gelost werden. Die Berticksichtigung von Kavitationseffekten soll auf Algorithmen ba-
sieren, welche variabel gestaltet sind und in Abhéngigkeit der Anwendung eine transiente
Einhaltung der Massenbilanz realisieren oder zur Verringerung des numerischen Aufwands
vereinfachte Ansétze verwenden. Es sind ferner thermische Effekte auf Grundlage einer
vereinfachten Energiegleichung zu implementieren, um die Temperaturabhéngigkeit der
Viskositat und deren Wirkung auf den Druckaufbau abbilden zu kénnen. Das impliziert die
Einbindung thermischer Korper in die Mehrkorpersimulation zur realistischen Abbildung
der Randbedingungen der Energiegleichung. Trotz der geringen zeitlichen Varianz der
thermischen Zusténde sollen transiente Einfliisse aufgrund der Warmekapazitiat beriick-
sichtigt werden. Dies erméglicht die allgemeingiiltige Beschreibung transienter thermischer
Effekte, wie sie bei Kantentrigern oder Havariesituationen auftreten konnen, dariiber
hinaus wird eine Erhohung der Rechenzeit durch iterative Losung zwischen Druck und
Temperatur in jedem Zeitschritt, wie sie aus der quasistatischen Einbindung thermischer
Komponenten resultieren wiirde, vermieden. Zusétzlich sollen dynamische Verformungen
der Lagerpartner in die Algorithmen einbezogen werden, um den riickwirkungsbehafteten
Einfluss auf den Druckaufbau abbilden zu kénnen. Diese konnen Resultat der wirkenden
Kréafte innerhalb des Gleitlagers oder der thermomechanischen Kopplung und damit
der Temperaturverteilung der Lagerpartner sein. Die Tragdriicke bei Unterschreitung
einer definierten Schmierspalthohe sollen durch einfache Mischreibungsmodelle abgebildet
werden. Auf weiterfiihrende hydrodynamische Effekte wie die Druckabhéngigkeit der
Viskositat, Turbulenz- oder Mischungsmodelle im Bereich der Schmierstoffzufiihrung
soll aus Griinden der erforderlichen Rechenzeit verzichtet werden. Die resultierenden
Algorithmen miissen bedingt durch die Losung innerhalb einer Zeitintegration sehr robust
umgesetzt werden. Infolge der hohen Anzahl der Berechnungsschritte ist eine numerisch
effiziente Umsetzung zur Minimierung des Rechenzeitbedarfs indiziert.

Der erste Teil der Arbeit soll die notwendigen theoretischen Grundlagen fiir die
komplexen Berechnungen zur ganzheitlichen TEHD-Simulation instationédr belasteter
Radialgleitlager aufbereiten. Dazu werden die einzelnen Teilgebiete und ihre Kopplung
untereinander vorgestellt.

Im Bereich der Hydrodynamik erfolgt ausgehend von der Masse- und Impulserhaltung
die Ableitung der Reynoldsgleichung fiir instationidre Radialgleitlager. Die Einbindung
der Kavitationsbedingungen beinhaltet die Modifikation der Reynoldsgleichung und
Unterteilung der Losungsvariablen in Druck und Spaltfiillung. Die numerische Losung
auf Grundlage finiter Volumen erlaubt eine Uberfiihrung der Differentialgleichung auf ein
nichtlineares Gleichungssystem, welches unter Verwendung einer Fixpunktiteration gelost
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wird. Alternativ wird auf die Vereinfachungen unter Verzicht der Masseerhaltung zur
Verringerung des numerischen Aufwands eingegangen. Zur Beschreibung der thermodyna-
mischen Effekte innerhalb des Schmierfilms wird auf Grundlage von Energiebetrachtungen
die Energiegleichung abgeleitet. Es erfolgt eine Vereinfachung auf eine zweidimensio-
nale Form, welche in Spalthéhenrichtung einen quadratischen Ansatz postuliert. Unter
Einfiihrung notwendiger Randbedingungen konnen aufgrund struktureller Ahnlichkeiten
analoge Verfahren zur Diskretisierung und numerischen Losung der Energiegleichung
verwendet werden, wie sie auch bei der Reynoldsgleichung Anwendung finden, wodurch
eine hohe numerische Effizienz erreicht wird. Zur Abbildung des thermomechanischen
Feldproblems werden die notwendigen FE-Formulierungen abgeleitet. Aufgrund der
hohen resultierenden Anzahl an Freiheitsgraden sind Reduktionen unumgénglich. Diese
erfolgen sowohl fiir die mechanischen als auch die thermischen Zustandsgrofen durch
Reduktion auf Hauptfreiheitsgrade und anschliefsende Transformation der beschreibenden
Systemmatrizen in den Modalraum. Die Grundlagen der Mehrkérperdynamik beinhalten
die Ableitung der um elastische Komponenten erweiterten Bewegungsdifferentialgleichung
und die Bestimmung der notwendigen Informationen zur Beschreibung der elastischen
Korper aus den modal reduzierten Systemmatrizen.

Der zweite Teil der Arbeit beinhaltet die Implementierung der thermomechanischen
Koérper und Gleitlagerformulierungen in die Mehrkérpersimulation und die Umsetzung in
ein ganzheitliches, gekoppeltes Rechenmodell.

Dabei wird die Beriicksichtigung thermischer Zustandsgrofen innerhalb von Mehrkorpersi-
mulationen und die Umsetzung der Kopplung zwischen den modal reduzierten thermischen
und mechanischen Systemeigenschaften in Kapitel (3) vorgestellt. Anschlieflend wird in
Kapitel (4) die Einbindung der Gleitlagerroutinen innerhalb der Zeitintegration als Kraft-
element untersucht. Im Kontext verschiedener Modellierungstiefen wird die Bestimmung
der notwendigen Simulationsparameter auf Basis der kinematischen Eingangsgrofen und
die Bestimmung und Aufpragung der resultierenden Kréafte dargestellt.

Der dritte Teil umfasst Anwendungsbeispiele an denen zundchst in Kapitel (5) die
entwickelten Algorithmen mit Ergebnissen aus der Literatur abgeglichen werden. An-
schliefsend werden am Modell eines Lagerbocks vollstindige riickwirkungsbehaftete
Simulationen durchgefiihrt. Dies beinhaltet zudem notwendige Untersuchungen zur
Abbildungsgiite der modalen Reduktionen des thermischen, mechanischen und thermome-
chanisch gekoppelten Problems sowie Ableitung von Aussagen zur Selektion dominanter
Eigenformen und ist in Kapitel (6) dargestellt. Als abschliefiendes Beispiel wird das
dynamische Verhalten der Pleuellagerung eines Verbrennungsmotors in Kapitel (7)
untersucht. Dabei werden die Ergebnisse im Kontext unterschiedlicher Kavitationsmodelle
sowie der Beriicksichtigung elastischer Komponenten untersucht.

Der letzte Teil umfasst eine Zusammenfassung der zentralen Punkte der Arbeit und
der wichtigsten Ergebnisse sowie die Darstellung weiterfithrender Aspekte anschliefsender
Forschungsarbeiten.



2 Theoretische Grundlagen

2.1 Hydrodynamik

Die Beschreibung des Stromungsverhaltens einer Newtonschen Fliissigkeit kann auf Ba-
sis der Erhaltungssidtze von Masse und Impuls an einem infinitesimalen Volumenelement
abgeleitet werden [OBD09]. Nach Einfithrung von Annahmen zur Vereinfachung der re-
sultierenden Gleichungen auf das Problem der hydrodynamischen Radialgleitlager werden
die Randbedingungen und die numerische Losung der beschreibenden Reynoldsgleichung
vorgestellt.

2.1.1 Masse- und Impulserhaltung einer Stromung

Die Beschreibung erfolgt an einem raumfesten Element, dessen Kanten parallel zu einem
kartesischen Koordinatensystem (z, y, z) ausgerichtet sind.

z

(pw + a(gw)dz) dxdy

(pv + Mdy) dxdz
dy

dz pu dydze]

=;><,0u + Ap u)dx) dydz
ox

\/ pv dudz

Abbildung 2-1: Ein- und austretende Massenstrome

pw drdy

Ziel ist es dabei, die Geschwindigkeitskomponenten u, v, w, die Dichte p und den hydro-
dynamischen Druck p, in Abhéngigkeit der kartesischen Koordinaten zu ermitteln.
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Werden zunéchst die in Abb. (2-1) dargestellten in das bzw. aus dem Volumen stromenden
Massenstrome untersucht, deren Differenz nach dem Prinzip der Erhaltung der Masse der
zeitlichen Anderung der Masse entspricht, ergibt sich die Kontinuitétsgleichung

dp  O(pu)  Olpv)  Ipw) _
ot o T oy T Tar TV (21)

Die Untersuchung der Impulserhaltung fiihrt zunéchst auf die Bilanzierung der Impuls-
strome, wie sie in Abb. (2-2) dargestellt sind.

dpwu)

d
ox *

pwu+

pUu+ a(pvu)dx
ox

|
i
PUU = : M{>puu+a(puu)dx
ﬁ | Ox
/I_______

pUU

/7

/

P WU

Ipww)
dpwwv pww+ dz dpvw
pwu ~+ ('Oa )dy dpvv) 0z pvw+%dz
Yy PV + dy
Ay I(puw)

/} puw + ————=dz

Opuv) , 0z

| |
] ]
| |
i > puv s =gy i

|

puUv
pUW

Abbildung 2-2: Ein- und austretende Impulsstréome

Ferner stellen die auf das Volumen wirkenden Normal- und Schubspannungen, der allseitig
wirkende Druck py, (siehe Abb. (2-3)) sowie zusétzliche dufsere Volumenlasten s,, s, s., die
parallel zu den Koordinatenachsen wirken, eine weitere Ursache fiir die zeitliche Anderung
des Impulses im betrachteten Volumenelement dar.
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a(TyZ)
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Abbildung 2-3: Normal- und Schubspannungen

Unter Beschrankung auf Newtonsche Fluide und Ausnutzung des Stokesschen Reibungs-
satzes

ou 2 (8u ov (911))

"oz " 3"\ oz "oy T oz
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Tw = g, T 3M\ar "oy T 92 )

2 (o o ow
Oz = %5, 73"\ or oy 0z ’
ou  Ov
Txy = Ty(E =1 (8_y -+ %> , (2—2)

der den Zusammenhang zwischen den Normalspannungen und den Geschwindigkeits-
gradienten beschreibt, ergeben sich nach Bilanzierung iiber das Volumenelement die
Navier-Stokes-Gleichungen
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Die Navier-Stokes-Gleichungen sind partielle nichtlineare Differentialgleichungen zweiter
Ordnung, fiir die keine geschlossene analytische Losung existiert. Sie beschreiben das
Gleichgewicht der Tragheitskrafte, der dufseren Volumenlasten, der Druckkréfte und der

Reibungskréfte

2.1.2 Reynoldsgleichung

Unter Annahme geeigneter Bedingungen lasst sich Gl. (2-3) fiir den Anwendungsfall der
Radialgleitlager vereinfachen [LS78] und ermdglicht eine analytische Weiterverarbeitung.

e Der Druck kann als konstant {iber die Schmierspalthohe angenommen werden.

e Die Anderung der Geschwindigkeit w ist in allen Richtungen vernachlissigbar.

e Die Geschwindigkeitsgradienten von u und v in x- und y-Richtung sind vernachlés-
sighar gegeniiber denen in z-Richtung.

e Trigheitskrifte und dufsere Volumenlasten (vorrangig Gravitationskrafte) sind ver-
nachléssigbar gegeniiber den Reibungskréften.

e Die Schmierspalthohe ist klein gegeniiber Lagerradius und -breite.

Dies erméglicht die Abwicklung des Schmierspalts, wodurch die Behandlung als ebe-
nes Problem zuléssig ist (sieche Abb. (2-4)).

e Die Lageroberflichen sind ideal glatt. Das Schmiermittel haftet an den Oberflachen
der Lagerpartner, wodurch definierte Randbedingungen existieren (siehe Gl. (2-6)).
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e Die Lageroberflichen weisen eine schwache Kriimmung zueinander auf, was in einer

geringen Veranderlichkeit des Schmierfilms resultiert.
Oh

Damit ergeben sich folgende Vereinfachungen: cos(&) ~ 1, sin(&) ~ tan(a) =~ 5
T

(sieche Abb. (2-4)).

Die Einarbeitung der Annahmen fiihrt zundchst auf zwei vereinfachte Navier-Stokes Glei-
chungen

~ Opn O Ju
0= _8x+82<n8z> ’
~ Opn O ov
0= -5, "% (n @Z> . (2-4)

Zur vollstandigen Beschreibung der Hydrodynamik werden ein im Mittelpunkt der La-
gerschale fixiertes korperfestes und ein im hydrodynamischen Schmierspalt positioniertes
lokales Koordinatensystem verwendet. Die Unterscheidung der geometrischen und kinema-
tischen Grofken bzgl. Lagerschale (I) und Welle (II) erfolgt durch entsprechende Indizierung
(sieche Abb. (2-4)).

z w
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global lokal (im Schmierspalt)

Abbildung 2-4: Lagergeometrie und Koordinatensysteme

Die Geschwindigkeiten in spaltlokaler y-Richtung sind fiir Radialgleitlager vernachlassig-
bar, die Geschwindigkeiten in Umfangsrichtung ergeben sich zu

w, = wpr; mit =111 . (2-5)

Die zweifache Integration von Gl. (2-4) iiber die Spalthohenkoordinate liefert, mit den
Randbedingungen

z =0, wuwu = wuy, v = 0, w = wy,
oh (2-6)

z = h, wu = uy, v =0 w = ur—+wy

ox
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sowie der Annahme der Konstanz der dynamischen Viskositéat {iber der Schmierspalthche
und der Voraussetzung einer laminaren Stromung, die Geschwindigkeiten in Umfangs- und
Breitenrichtung

1 0pn <
= %87 (Z hZ) +(uH UJ)E—FU[ ,
v o= 20 Oy (22— hz) . (2-7)

Nach Integration der Kontinuitatsgleichung Gl. (2-1) mit der Integrationsregel nach Leib-
nitz Gl. (A-1) und der Annahme der Konstanz der Dichte iiber der Schmierspalthéhe kann
folgende Gleichung abgeleitet werden

h h h
dp 0 oh 0 h
A, ~ - - —_— = 2_
/81& dz+8x p/udz purs (91:+8y p/vdz +pwly =0 (2-8)
0 0 0
wobei gilt
oh Oh  Oh
[pw]g =P (UH I +wrr — w1> =p (un B + E) . (2-9)

Werden anschliefend die Geschwindigkeiten Gl. (2-7) eingesetzt, ergibt sich die Reynolds-
gleichung in der Form

%) h3 0 d (ph®0 ur+urr) dph dph

O (phZOpn\ O (ph”Op _ (ur+ ) 9(p )+ (ph) (210)

Ox \ 12n Ox Jy \ 12n Oy 2 ox ot

N - J A ~~ ‘/ N "
Poiseuille—Str'c')mung5 Couette—Strbmung6 Verdrangungs-Stromung

Die Reynoldsgleichung stellt eine Bilanzgleichung fiir die Fliissigkeitsbewegung im Lager
dar und beschreibt den dadurch entstehenden Tragdruckautbau p, in Abhéngigkeit des Or-
tes (z, y) und der Zeit t. Sie ist eine partielle, inhomogene elliptische Differentialgleichung
zweiter Ordnung ohne geschlossene analytische Losung. Die einzelnen Terme lassen sich
Stromungsanteilen zuordnen, die hinlénglich in der Literatur beschrieben sind |LS78|.

2.1.3 Randbedingungen der Reynoldsgleichung

Zur Eindeutigkeit der Losung der Reynoldsgleichung bedarf es der Definition von Druck-
randbedingungen auf den Grenzen des Losungsgebiets.

1. An den Réndern des Lagers liegt der Umgebungsdruck pg,., vor
pr(y =0) =p(y =) = Pamp - (2-11)
2. Der Druck im Bereich der Olzufithrungstaschen entspricht dem Taschendruck pr

pr(erm <z <xre, yr1 <y <yr)=pr . (2-12)

°Druck-Strémung
6Scher-Stromung
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Die Driicke innerhalb der einzelnen Olzufiihrungstaschen hingen von verschieden
Parametern der Schmierstoffzufithrung und Lagerbohrungsgeometrie sowie den hy-
drodynamischen Betriebsbedingungen ab. Fiir detaillierte Untersuchungen miissen
sie iterativ aus einer hydrostatischen Schmierstoffmengenbilanz ermittelt werden
[Mit90]. Zur Verringerung des numerischen Aufwands und der damit verbundenen
Rechenzeiten werden die Taschendriicke als identisch dem Zufiihrdruck angenom-
men.

. Die 27-Periodizitéit der Druckverteilung in Umfangsrichtung bedingt die Kontinuitét

des Drucks und des Volumenstroms

0 0
pu(@,y) = pn(z + 27, y) %Zﬁt(aju y) = %ph(x +2m,y) . (2-13)

. Die Losung der Reynoldsgleichung fiihrt, resultierend aus der Einhaltung der Konti-

nuitatsgleichung Gl. (2-1), welche eine Vollfiillung des Schmierspalts zu jedem Zeit-
punkt fordert, vor allem im Bereich des divergenten Spalts zu negativen Driicken.
Die mathematische Losung erzeugt bei ungeniigendem Schmierstoffangebot Unter-
driicke zur Realisierung des Einstromens zusétzlichen Schmierstoffs von aufen. Da
Fliissigkeiten nur begrenzt in der Lage sind Zugkréfte zu iibertragen, kommt es zum
Aufreifsen des Schmierspalts, was als Kavitation bezeichnet wird. An dieser Stelle be-
steht die Notwendigkeit der Implementierung von Kavitationsrandbedingungen, die
dieses Verhalten abbilden kénnen.

Kavitationsmodelle

Die ersten Losungen der Reynoldsgleichung gehen auf Sommerfeld zuriick und beriicksich-
tigen keine Kavitationsgebiete, wodurch sich ein punktsymmetrischer Druckverlauf zum
engsten Schmierspalt ergibt (siehe Abb. (2-5)).

Ph‘

Sommerfeld

Abbildung 2-5: Schematische Druckverldufe mit variierten Kavitationsmodellen [LS78|
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Die einfachste Korrektur erfolgte durch Giimbel, wobei die negativen Driicke zu Null ge-
setzt werden. Dieses Vorgehen fiihrt zu einer Diskontinuitit am Ubergang zwischen Druck-
und Kavitationsgebiet, was der Kontinuitétsgleichung widerspricht [But76].

Eine Korrektur der Diskontinuitéit wurde durch Reynolds formuliert und fordert am Uber-
gang zum Kavitationsgebiet

%ph(wm, y) =0 . (2-14)
Nachteilig ist die apriori nicht bekannte Lage des Ubergangs, welche nur durch iterative
Losung der Reynoldsgleichung bestimmt werden kann | Mo£k93].

Aufgrund des Widerspruchs der Massenbilanz im Kavitationsgebiet durch die Algorithmen
nach Sommerfeld, Giimbel und Reynolds formulierten Jakobsson, Floberg und Olssen auf-
bauend auf dem Effekt des Aufreifsens des Schmierfilms im Kavitationsgebiet eine Kavita-
tionstheorie mit Einhaltung der Massenbilanz. Die Folge des Aufreifens ist die Entstehung
einer zweiphasigen Stromung aus fliissigem Schmierstoff und kompressiblem Gas, welche
in einer Teilfiillung des Kavitationsgebiets resultiert [Flo57], [JF57], [Ols65].

Eine numerische Umsetzung der JFO-Kavitationstheorie mit akzeptablem Aufwand stellt
der Elrod-Algorithmus dar [Elr81]. Im Kavitationsgebiet, welches nur teilweise mit
Schmierstoff gefiillt ist, wird eine homogene Mischdichte aus viskosem Schmierstoff und
kompressiblem Gas definiert

p =1 piig + (1-19) Pgas = U piig - (2-15)

Als Proportionalitdtsfaktor wird der Spaltfiillungsgrad ¢ eingefiihrt, welcher Werte zwi-
schen Null und Eins annehmen kann. Analog erfolgt die Einfithrung einer Mischviskositét

n= 197711'(1 + (1 - 19) Ngas = ﬁnliq . (2—16)

Im Druckgebiet liegt konsequent Vollfiillung vor, wodurch sich ein Spaltfiillungsgrad
Upres = 1 einstellt. Im Kavitationsgebiet wird der Druck als Umgebungsdruck peq, = Dams
angenommen und ist damit apriori bekannt”. Dementsprechend ist die Ausprigung eines
Druckgradienten und damit die Entstehung der Poiseuille-Stromung unmdoglich. Aufgrund
des Aufreifsens des Spalts ergibt sich im Kavitationsgebiet ein Spaltfiilllungsgrad .., < 1.
Unter der Bedingung der Unabhéngigkeit der Dichte des Schmiermittels p;;, von der Posi-
tion im Schmierspalt ergibt sich mit der mittleren Umfangsgeschwindigkeit wu,,

9 B3 apn +£ B3 Opn . 8(19h)+8(79h)
dx \ 12n, Ox oy \12my, 0y ) "

Ox ot (2-17)
In der resultierenden modifizierten Reynoldsgleichung Gl. (2-17) sind somit im Druckge-
biet der hydrodynamische Druck p, und im Kavitationsgebiet die Spaltfiillung 9 die zu
bestimmenden Unbekannten.

Bedingt durch die numerische Komplexitat der dynamischen Simulation von thermoelasti-
schen Gleitlagern in Mehrkorperanwendungen und der damit einhergehenden Rechenzeit,
werden weiterfiihrende Modelle, die auf der JFO-Kavitationstheorie basierten, wie z.B. das
Zweiphasenmodell (vgl. [Mer(07]) nicht verwendet.

"In experimentellen Untersuchungen konnte gezeigt werden, dass der Druck im Kavitationsgebiet und der
Atmosphérendruck die gleiche Grofenordnung besitzen (peay =~ pPamsy) [MRSRI1].
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2.1.4 Numerische Losung der Reynoldsgleichung

Zur numerischen Losung der Reynoldsgleichung existieren verschiedene Methoden der Dis-
kretisierung (Finite-Element-Methode, Finite-Differenzen-Methode oder Finite-Volumen-
Methode), die in allen Féllen auf ein lineares Gleichungssystem fithren. Im Folgenden
soll die FVM® Anwendung finden, welche eine Methode der gewichteten Residuen dar-
stellt. Dabei werden fiir die Wichtung Funktionen verwendet, die im betrachteten Volumen
den Wert Eins und iiberall sonst den Wert Null besitzen. In Analogie zur Herleitung der
Navier-Stokes-Gleichung und Kontinuitédtsgleichung basiert sie auf der Bilanzierung von
Volumenstromen iiber ein Kontrollvolumen. Die anschliefende Superposition der einzel-
nen Fliisse tiber alle Kontrollvolumina des Losungsgebiets beschreibt die iiber die Rander
des Losungsgebiets ein- und austretenden Fliisse. Fiir weiterfithrende Betrachtungen ist die
Uberfithrung der Reynoldsgleichung Gl. (2-17) in eine dimensionslose Form von Vorteil.
Unter Verwendung der dimensionslosen Grofen

; Ar? _
Hell x—2 oy ¥ goma p AT g ], g
Ar I 1 n* n* Juml r1 I
kann die Reynoldsgleichung wie folgt formuliert werden
o ( H® 0P o ( H? 0P OWH) OWH)
— | =—== — === = m — 2-1
X <12ﬁ8X) oy <12ﬁ8Y> senlum) =g3= + — 5 (2-19)

Als Kavitationsalgorithmus wird die Formulierung nach Elrod verwendet. Davon ausgehend
konnen die abgeleiteten Algorithmen zur Verringerung des numerischen Aufwands modular
auch unter Verwendung des Giimbel-Algorithmus Anwendung finden, indem die Vollfiillung
¥ = 1 im gesamten Schmierspalt gefordert wird. Zur Unterscheidung zwischen Druck- und
Kavitationsgebiet wird ein Kavitationsindex k() eingefiihrt

k(W=1) = 1 — Druckgebiet — P>P,u
k(W <1) = 0 — Kavitationsgebiet — P=P,p .

der als Schalterfunktion wirkt und zwischen den gesuchten Variablen Druck und Spaltfiil-
lung und den damit einhergehenden Differentialgleichungen unterscheidet. Ferner erfolgt
die Einfiihrung einer druckdhnlichen Funktion II, die im Druckgebiet dem Druck P ent-
spricht und im Kavitationsgebiet den Wert ¥ — 1 annimmt. Diese Funktion erweist sich
als hilfreich fiir die Unterscheidung der Ergebnisse und die Einordnung bzgl. Druckgebiet
IT > 0 bzw. Kavitationsgebiet II < 0.

Zur numerischen Diskretisierung wird das Losungsgebiet in Breiten- und Umfangsrichtung
aquidistant unterteilt. Es werden die Volumenstrome vom und in das zentrale Kontrollvo-
lumen 0 untersucht (vgl. Abb. (2-6)).

(2-20)

Diskretisierung der Poiseuille-Stromung

Die Ausbildung der Poiseuille-Stromung erfolgt wie in Kapitel (2.1.3) beschrieben nur im
Druckbereich. Nach Integration iiber die Grenzen des Kontrollvolumens und die Uberfiih-
rung des Differentialquotienten in einen zentralen Differenzenquotienten ergibt sich fiir den
Term in Umfangsrichtung

0 H? 0P H3 OP H3 P
// a—x(ﬁa—x) = (ﬁa—XZAY—(ﬁa—X)wAY S e
By

8Finite-Volumen-Methode
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Abbildung 2-6: Diskretisierung des Losungsgebiets

Die Auswertung an den Grenzen der Kontrollvolumina (Indizes: e, w, n, s) erfolgt durch
Interpolation der Gitterpunkte der angrenzenden Kontrollvolumina (Indizes: E, W, N, S)

3
(H3 ap) _ (3Hpo + How))” Peo— Pow (2-22)

Eﬁa_X 12 (% (Mo + Tow)) AX

Unter Verwendung des analogen Vorgehens fiir die Breitenrichtung ergibt sich folgende
Formulierung fiir die Poiseuille-Stromung

o ( H® 0P o ( H? 0P
// X (12ﬁ8X) dXdY+//a_Y (12ﬁa_y) dxXdy =
Bg

By
Agp Pp+ Aw Py + Axy Py + As Ps — (Ap + Aw + An + As) Py = (2-23)

ZkiAiHi—kOZA,-HO

mit den Abkiirzungen

(Hy 4+ Hw)® AY
A8 (Mo +Mw) AX
(Hy + Hg)® AX
48 (1o +75) AY

(Hg + Hy)* AY
A — A —
PTG+ AX 0 Y

(Hy + Hy)® AX
Ay = . Ag=
Mg My +7) AY °

(2-24)

Die Beriicksichtigung des Kavitationsindex und die Uberfithrung auf die druckihnliche
Funktion liefern anschliefend mit ¢ = £, W, N, S

(Qp)e — (QpP)w + (Qp)n — (Qp)s = Z ki A 1L — ko Z ATy (2-25)

Die Summation iiber alle Kontrollvolumina fiihrt auf ein pentadiagonales Gleichungssys-
tem.
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Diskretisierung der Couette-Stromung

Die Formulierung des Differentialoperators als zentraler Differenzenquotient und die an-
schlieflende Integration iiber die Grenzen des Kontrollvolumens fithren fiir die Couette-
Stromung auf

[ [t 25 axay = sgatun) AY (0 1), ~(0 1))~ (@) —(@c)a - (226)

0

Die Auswertung der Ausdriicke an den Grenzen des Kontrollvolumens (Indizes e, w) analog
zur Poisseuille-Stromung durch lineare Interpolation aus den angrenzenden Gitterpunkten
beinhaltet nachteilige numerische Oszillationen durch periodische Wechsel von Kavitations-
und Druckgebiet am Ubergang zwischen konvergentem und divergentem Schmierspalt. Um
diesem Effekt entgegenzuwirken, wird eine stromaufwirtsgerichtete Riickwirtsdifferenz®
verwendet. Damit ergibt sich per se eine Fallunterscheidung bzgl. des Vorzeichens der mitt-
leren Umfangsgeschwindigkeit w,,. Nachteilig bzgl. der numerischen Losung erweist sich,
dass resultierend aus der Riickwiartsdifferenz das Gleichungssystem unsymmetrisch wird.
Bei Voraussetzung einer Stromungsrichtung w — e und damit u,, > 0 erfolgt die Appro-
ximation der Stellen e und w durch die stromaufwértsgelegenen Kontrollvolumenwerte 0

und W.

w (QC ) w 0 E
o o o
w e

Bilanzgrenze

Abbildung 2-7: Einfliekender Volumenstrom [Mer07]

Fiir die Bilanzierung des einfliefenden Volumenstroms an der Stelle w miissen drei Félle
unterschieden werden.

e Das stromaufwirts gelegene Element W liegt im Kavitationsgebiet (ky = 0)

(Qc)w =AY (W H)w . (2-27)

e Das stromaufwirts gelegene Element W liegt im Druckgebiet (dy = 1) und das
stromabwérts gelegene Element 0 liegt im Kavitationsgebiet (ky = 1 und kg = 0)

(Qc)w =AY Hy . (2-28)

e Beide Elemente liegen im Druckgebiet (ky = 1 und kg = 1)

HW+H0>

5 (2-29)

(Qc)w = AY H, = AY <

9Upwind-Methode
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W 0 (Qe)e E
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w e
Bilanzgrenze

Abbildung 2-8: Ausfliefender Volumenstrom [Mer07]

Analog ergeben sich fiir den ausfliefenden Volumenstrom an der Stelle e folgende Ausdriicke
unter Beriicksichtigung der Fallunterscheidung.

e Das stromaufwirts gelegene Element 0 liegt im Kavitationsgebiet (ko = 0)

(Qc)e =AY (0 H)o . (2-30)

e Das stromaufwérts gelegene Element 0 liegt im Druckgebiet (9 = 1) und das strom-
abwirts gelegene Element FE liegt im Kavitationsgebiet (kg = 1 und kg = 0)

(Qc)e =AY Hy . (2-31)
e Beide Elemente liegen im Druckgebiet (kg = 1 und kg = 1)

(2-32)

(Qc)e = AY H, = AY (M>

2

Die Mengenflussbilanz der Couette-Stromung fiir u,, > 0 kann somit als Superposition
aller Fille wie folgt formuliert werden

/ / %dmy _AY { [(1 ko) (9 H)o + ko Ho + ko b (#)} (2-33)

_ [(1 — kw) (9 H)w + kw Hy + kw ko (@)H

bzw. mit der druckdhnlichen Funktion

Qo= (@) =87 {[0= k) Lo+ Hy+ ke (TS| (2

_ [(1 — kw) (ILH)w + Hy + kw ko (@)H



20 Theoretische Grundlagen

Verdringungs-Stromung

Fiir die Beriicksichtigung dynamischer Effekte im Sinne einer Zeitintegration, deren Zu-
standsvariablen die Lage und die Geschwindigkeit der beteiligten Lagerpartner beschreiben,
ist der Term der zeitlichen Anderung aufgrund der resultierenden dimpfenden Eigenschaf-
ten unerlésslich. Die Integration der Verdrangungs-Stromung ergibt unter Anwendung der
Produktregel

//a(ggﬂ)dXdY = (WH4+9H)yAXAY = Qay + Qarin - (2-35)

Dabei beschreibt der Term
i Voi — o7z
Qao = (0 H)g AXAY = (”T%O’tAtHOE AXAY

die Anderung des Spaltfiillungsgrads. Da es sich hierbei nicht um eine kinematische Grofe
handelt, wird die Zeitableitung durch eine finite Differenz zwischen dem aktuellen und dem
letzten Zeitschritt gebildet. Dies fithrt innerhalb der Zeitintegration zu einem erhéhten
organisatorischen Aufwand. Bei der Verwendung von Solvern mit variabler Schrittweite
miissen zur Sicherstellung der notwendigen Stetigkeit der Losung tiber der Zeit verschiedene
Zusatzbedingungen erfiillt werden, auf die im Kapitel (4.4) ndher eingegangen wird. Der
Term

Qarin = (0 H)g AXAY

hingegen, welcher durch die Spaltdnderung zeitlich determiniert wird, kann direkt aus den
Zustandsvariablen abgeleitet werden.

Bedingt durch die Abhéngigkeit der Verdrangungs-Stromung vom Kavitationsindex, erfolgt
auch hier eine Fallunterscheidung analog zur Diskretisierung der Couette-Strémung.

e Das Element 0 liegt zum Zeitpunkt ¢ und lag zum Zeitpunkt ¢ — At im Kavitations-
gebiet (kyz = 0 und kg7 a7 = 0)

Qav + Qakin

Voz — Vog-nt
At

H0t+190tHOt) AXAY . (2-36)

e Das Element 0 liegt zum Zeitpunkt ¢ im Kavitationsgebiet (ko7 = 0)
und lag zum Zeitpunkt ¢ — At im Druckgebiet (kg7 a; = 1)

Ono + Onn = Vo —
AY Akin Af

1 .
e Das Element 0 liegt zum Zeitpunkt ¢ im Druckgebiet

(koz =1)
und lag zum Zeitpunkt ¢ — At im Kavitationsgebiet (k, i

a7 =0)

U
Qav + Qakin = <#MHO,5 + H0t> AXAY . (2-38)
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e Das Element 0 liegt zum Zeitpunkt ¢ und lag zum Zeitpunkt ¢ — A¢ im Druckgebiet
(koz =1 und ko a7 =1)

Qao + Qarin = Hyr AXAY . (2-39)

Durch Superposition wird folgende Gleichung erhalten

// %d‘){dy — AXAY |:k:07f HO,E + (]. - k‘oi) 19072 Hoi
By

+ (koz — koz_az + Vo — Yoz ar (2-40)
Hys
+ kor-atVor-ar — koz Yoz ) AT
bzw. mit der druckdhnlichen Funktion
oW H . .
// %dXdY = AXAY [Hoj +(1- k:oj) oz Hoz (2-41)
By Hyz

+ (1= koz) Iz — (1 — koz_az) oz ap) E}

Losung des linearen Gleichungssystems

Das resultierende lineare Gleichungssystem besitzt eine schwach besetzte Koeffizienten-
matrix mit einer apriori bekannten Anzahl an Eintrdgen, wodurch sie fiir eine Kompakt-
speicherung pradestiniert ist. Aufgrund der Unsymmetrie der Systemmatrix kénnen nur
problemangepasste Gleichungssystemloser Verwendung finden, was sich nachteilig auf die
Rechenzeit fiir die Losung der Reynoldsgleichung auswirkt. Entsprechende Verfahren sind
z.B. eine auf die Kompaktspeicherung angepasste Variante des SOR '°-Verfahrens, welches
eine Verallgemeinerung des Gauf-Seidel-Verfahrens darstellt, oder eine entsprechende Va-
riante des BiCGStab!!-Verfahrens, welches im konkreten Fall Rechenzeitvorteile lieferte
und daraus resultierend Anwendung fand. Die Einarbeitung der periodischen Randbedin-
gungen und der Bedingungen an den Réndern des Lagers erfolgt direkt bei der Aufstellung
der Koeffizientenmatrix. Die Olzufiihrungstaschen kénnen entweder durch Verwendung von
Penalty-Termen oder durch die Transformation des Problems in den korrespondierenden
Unterraum realisiert werden. Die zweite Variante wurde aufgrund der numerischen Vor-
teile (Verkleinerung des Gleichungssystems bei unverdnderter Kondition) trotz erhéhten
algorithmischen Aufwands (bedingt durch die Kompaktspeicherung) umgesetzt.

Beriicksichtigung der Nichtlinearitat

Aufgrund der zu jedem Zeitpunkt ¢ variierenden kinematischen GroRen, welche maRgeblich
die Eingangsdaten fiir die Reynoldsgleichung determinieren, ist die Lage des Kavitations-
gebiets nicht apriori bekannt. Bedingt durch die Dualitdt der Differentialgleichung GI.
(2-19) ist damit eine direkte Berechnung der Unbekannten Druck und Spaltfiillung durch
einmalige Gleichungssystemlosung im allgemeinen Fall nicht moglich. Die Aufstellung des

0Gyccessive Over-Relaxation
HBiconjugate Gradients Stabilised [SW98]
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Gleichungssystems basiert konsequent auf der Kenntnis, in welchen Bereichen die Diffe-
rentialgleichung fiir den Druck bzw. fiir die Spaltfiillung Giiltigkeit besitzt. Nach Losung
des Gleichungssystems liegt eine potentiell differierende Aufteilung in Druck- und Kavita-
tionsgebiet vor, wodurch die Reynoldsgleichung nicht mehr erfiillt ist. Als Resultat ist eine
Gesamtlosungsstrategie notwendig, welche diese Nichtlinearitét berticksichtigt.

Wegen der diskreten Art der Nichtlinearitét (eine Verdnderung der Differentialgleichung
ist in jedem diskreten Kontrollvolumen moglich) findet eine Fixpunktiteration der Form

iy =f(z;) i=0,1...n (2-42)

Anwendung. Dabei gilt eine Losung als konvergent, wenn keine Verédnderungen zwischen
Druck- und Kavitationsgebiet in zwei aufeinanderfolgenden Iterationen auftreten. Die
Konvergenz kann dabei aufgrund der diskreten Formulierung der Nichtlinearitdt nicht
garantiert werden. Bei oszillierenden Iterationen findet die Losung Verwendung, welche
die Kontinuitatsgleichung besser erfiillt.

Unter der Bedingung, dass die masseerhaltende Kavitation keinen dominanten Einfluss
auf die Losung besitzt, konnen modular die Vereinfachungen des Kavitationsalgorithmus
nach Gilimbel Verwendung finden, wodurch das resultierende Gleichungssystem eine
symmetrische Systemmatrix erhélt, welche numerisch vorteilhaft zu losen ist. Zudem
entfillt die Nichtlinearitét, da kein Dualismus der beschreibenden Ergebnisgrofe existiert
und somit die Lage des konvergenten Kavitationsgebiets nach der ersten Losung des
Gleichungssystems vorliegt. Hinzu kommt, dass die Algorithmen geringere Gradienten der
Losung innerhalb der Zeitintegration erzeugen und damit das System im Vergleich zur
Elrod-Formulierung numerisch nicht so steif reagiert.
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2.2 Thermodynamik

Die Beschreibung des thermischen Verhaltens innerhalb einer stromenden Fliissigkeit kann
durch die zeitliche Anderung der Gesamtenergie an einem infinitesimalen Volumenelement
abgeleitet werden [OBD09]. Die resultierenden Energiegleichungen beschreiben die drei-
dimensionale Energieverteilung der Stromung. Unter Einfithrung von Annahmen werden
die Gleichungen analog Kapitel (2.1.2) auf ein zweidimensionales Problem reduziert. Ab-
schliefend wird die Einbindung von Randbedingungen, die numerische Losung und die
Riickwirkung auf die Hydrodynamik vorgestellt.

2.2.1 Energieerhaltung einer Stromung

Die Gesamtenergie eines Volumenelements E setzt sich geméaft dem ersten Hauptsatz der
Thermodynamik aus der inneren Energie E;, und der kinetischen Energie Ey;, zusammen

E2
E dzdydz = {p (Em + %)} dxdydz . (2-43)

Eine Verinderung der Gesamtenergie kann durch folgende Vorgénge stattfinden:

e konvektiver Energietransport infolge der Stromung pro Zeit dEsom

Energietransport durch Wiarmeleitung pro Zeit dEkond

durch Druck-, Normal- und Schubspannungen geleistete Arbeit pro Zeit dE giss

dem Fluid von aufen zugefithrte Energie (Strahlung etc.) pro Zeit dE,

infolge der Wirkung der Schwerkraft verrichtete Arbeit pro Zeit dEgr,w

Werden zunéchst die in das Kontrollvolumen ein- und ausfliefenden Energiestrome, wie
in Abb. (2-9) dargestellt, bilanziert, ergibt sich die Anderung der Gesamtenergie durch
Konvektion zu

E2~ EQ‘ EQ-
0 <,0 (En + %) u) 0 <p (En n ;n) U) 9 (p (En . ;n) w)
ABony = dzxdydz . (2-44)

ox + oy + 0z

Der Energietransport durch Warmeleitung dEkond kann unter Beriicksichtigung des Fou-
rierschen Warmeleitungsgesetzes mit der Warmeleitfahigkeit A durch analoge Bilanzierung
zu folgendem Term zusammengefasst werden

. 0 or 0 or 0 or
dEkond = [% <)\%) + a_y <)\a—y) + E® ()\gﬂ drdydz . (2-45)

Die Wirkung der Reibkréfte an allen Seiten des Volumenelements kann durch die resultie-
renden Normal- und Schubspannungen sowie den allseitig wirkenden statischen Druck p
(vgl. Abb. (2-3)) beschrieben werden. Die dem Volumenelement zugefiihrte Leistung dFyq,
ergibt sich aus der Summation des Produkts aus wirkender Spannung und Geschwindigkeit
iiber den zugeordneten Flachen

dEdiss = d-E‘jdiss@U + dEdissy + dEdissz (2_46)
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E
(EZ + &dz> dzdy
0z

/—\ (Ey + aaEy dy) dxdz

Y

AN

oF
dz E, dydz e — (Ex + —ydx> dydz

T % ox
Yy A

Abbildung 2-9: Ein- und austretende Energiestrome

mit

. B dpu) O0ogpu  OTpyv  OTyw
dEdzssz — |:_ aI + a.l‘ -+ 83@ + a$ + d:cdydz ,
: d(pv) OTyeu Ooyv 0Ty w
dEjiss, = |— drdydz
dissy [ oy + oy Dy + oy +| dradydz
. B dpw) OTpu OTyyv 00w
dEgiss. = [— % + Ep + 35, + P +| dedydz

Die Energiezufuhr von aufen dF, und die aus der Schwerkraft resultierende Leistung dEWw
kénnen zu folgenden Termen zusammengefasst werden

dE, = q, dxdydz
dFgpay = pg(u+v+w)dedydz

(2-47)
Unter Berticksichtigung der Kontinuitatsgleichung Gl. (2-1) und der Identitét
8(—2)+ 8(—2 N 0 — N 0 —
u v w—"
ot ox y 0z
0 0 0
= —ué)—i—va—z—wa—i—i—pg(u%—v—kw) (2-48)

(ébm 0Ty 872x>
+u + +

OTpy Oy 0Ty
ox dy 0z U(@x * dy - 0z
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kann eine allgemeine Form der Energiegleichung abgeleitet werden

OFE;, OFE;, OFE;, OFE;,
[ +u B +v oy +w 9 ]
) B0 2 () (35 2)
dy 0 0z or 0Oy 0z ¢
ou Ju Jv Jv ov
—i—ama + Tyma + Teog— + Toyg + ayya + Tey, + (2-49)
ow ow ow
Tosg + Tys g o + 0z

Werden anschlieffend die Normal- und Schubspannungen unter Verwendung des Stokes-
schen Reibungsgesetzes Gl. (2-2) eliminiert, ergibt sich eine kompakte Schreibweise

o " “or Vay TV o

- [ 0%) 5 05) 7 05| 65

(P 2T gty

w

mit der Dissipationsfunktion &
é = 2 a_u i + @ i + a_w i + @ + % ’ + a_w + @ i
N ox dy 0z or 0Oy dy 0z
ou  Ow\’ ou v Ow\”
— 4+ =) —= — 4+ — . 2-51
(82+8x) (8&: 8y+(‘3z) (2-51)

2.2.2 Energiegleichung

Die aus der Energieerhaltung abgeleitete Gl. (2-50) kann unter Beriicksichtigung der ein-
gefiihrten Annahmen in Kapitel (2.1.2) fiir die Berechnung von Radialgleitlagern weiter
vereinfacht und in eine fiir die numerische Simulation geeignete Form {iiberfiithrt werden.
Erfolgt zunéchst eine Beschrankung auf inkompressible Fluide mit konstanter Warmeleit-
fahigkeit A kann, unter Ausnutzung der Beziehung

B =c,T (2-52)

und der Kontinuitatsgleichung Gl. (2-1) sowie der Vernachlassigung der Terme aus Ener-
giezufuhr und Schwerkraft gegeniiber denen aus den Scherkréften, die Energiegleichung in
der Form

<8T oT  OT 8T>_)\(82T O*T 82T>+

I 92
8t+u(‘3x+v8y+waz 022 "o T o (2-53)

2 %24_ @ + a_w2_|_l @4_@ 2_|_ @_i_a_w 2_|_ 8_w+@2
g ox dy 0z 2 |\0y Oz 0z Oy or 0z
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abgeleitet werden. Die Vernachlassigung aller Geschwindigkeitsgradienten in Breiten- und
Umfangsrichtung sowie die in der Literatur haufig verwendete Vernachlidssigung des Ge-
schwindigkeitsgradienten von w in Spaltdickenrichtung als Resultat der Konstanz des
Drucks tiber die Spalthohe fithrt auf die Gleichung

o or OO (2 o O
Polor "% "y T Vaz) T “\axz T 9y ' 922

B e

An dieser Stelle schlieft sich in der Mehrzahl der Publikationen tiber die Energiegleichung
die Einfithrung einer auf den Spalt bezogenen Héhenkoordinate an, um die Uberfiihrung
auf ein quaderféormiges Kontrollvolumen zu erméglichen

+n

z

= @) (2-55)
Nach Integration iiber die Schmierspalthohe kann unter Verwendung der Leibnitzregel Gl.
(A-1) und Vernachlédssigung der Konvektion in Spalththenrichtung sowie mit der Verein-
fachung, dass der Temperaturgradient keine Funktion der Spalthohe ist [PW79], folgende
vereinfachte Gleichung fiir die Beschreibung des Temperaturfelds des Schmierfilms inner-
halb eines Radialgleitlagers abgeleitet werden

1 1 1
_or _oT _ar
PCy /hudz%—i—/hvdza—qu/hdzE

0 0 0
1
o ( T\ o [, 9T\ 18°T] 1 ou\> [ Ov\?
— —_— —_— —_ R R — _ _ = .2_
A{ax (h8x>+8y (h8y>+h8§2}+h/[(85) +(82> dz .(2:56)
0

Der dreidimensionale Charakter der Gleichung bedingt eine numerisch aufwendige Diskreti-
sierung, welche durch die resultierenden Rechenzeiten fiir die Verwendung als Kraftelement
innerhalb einer Mehrkorpersimulation ungeeignet ist. Aus diesem Grund wird ein durch
Knight [KB83|, [KB87|, [Knig0|, beschriebener quadratischer Ansatz der Temperatur in
Spaltdickenrichtung verwendet

T=Tr+20BT, —Ty—2T)zZ+3(Ty; — 2T, +T1)z* (2-57)

der sowohl mit experimentellen Daten gute Ubereinstimmungen aufweist, als auch nu-
merisch aufgrund der resultierenden zweidimensionalen Form der Differentialgleichung '?
vorteilhaft ist.'® Dabei beschreibt T, die mittlere Schmierfilmtemperatur

1

T, = / Tdz | (2-58)
0

12 Algorithmisch ergibt sich damit die Moglichkeit der Verwendung der gleichen Routinen wie fiir die
Berechnung des Drucks aus der Reynoldsgleichung.

13Weiterfithrende Approximationen (z.B. vierter Ordnung [SR09]) kénnen unter Einfiihrung zusitzlicher
Annahmen formuliert werden.
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welche fiir die Definition der dynamischen Viskositdt mafsgeblich ist. Die Losungsgiite
der Approximation ist mit der Verwendung zweier linearer Elemente {iber die Spaltdicke
identisch.

Resultierend ergibt sich die Energiegleichung in der Form

{( h? 8p> oT,, h® Op 0T, oT,, ]
pCy | | Um h — h

C12p0z) 0xr 120y Oy L7
o (. 9T, o (. 0L,\ 6T, — 12T, + 6T},
frg _— _— e 2_
A{ax(hﬁx)—i_@y(}lay)—i_ h ] (2-59)

Dy — - 2122 (22
+h(uH w) +1277 [(8x> * oy

Obgleich die Terme der Warmeleitung in Umfangs- und Breitenrichtung gegeniiber denen
in radialer Richtung klein sind, sollen sie wegen der Erhaltung der elliptischen Form der
Differentialgleichung und der damit verbundenen Analogie zur Reynoldsgleichung nicht
vernachléssigt werden. Zudem konnen damit bei hochbelasteten Lagern mit hohen Ta-
schendriicken aufgrund der grofen Druckgradienten Riickstromungen des Schmiermittels
abgebildet werden [Mit90].

2.2.3 Randbedingungen der Energiegleichung

Der thermische Zustand innerhalb des Lagers ist durch Gl (2-59) nur unter Einbeziehung
von Randbedingungen eindeutig beschreibbar. Von Bedeutung sind dabei folgende Punkte.

1. Die stoffgebundene Energiezufuhr aus der Versorgung des Lagers mit Schmiermittel
definiert die Temperatur im Bereich der Olzufiihrungstaschen. Die Beschreibung des
thermischen Mischungsvorgangs, welcher die Riickstromung des erwdrmten Schmier-
stoffs, dessen Vermischung mit dem frischen Schmierstoff und die daraus resultie-
renden erhohten Schmierstofftemperaturen umfasst, bedarf einer iterativen Losung
der Energiegleichung. Zur Verringerung des numerischen Aufwands und der damit
verbundenen Rechenzeiten werden die Taschentemperaturen als identisch der Zu-
fiihrtemperatur 7 angenommen

To(rrm <z <xpe, ym <y <wyr)=Tr . (2-60)

Eine nachtrigliche Einbindung der Routinen fiir die Beschreibung des Mischungs-
vorgangs kann prinzipiell, wie z.B. in [Mer(07|, [Fuc02| beschrieben, vorgenommen
werden.

2. Die stoffgebundene Energieabfuhr aus dem Schmierstoffseitenfluss fiihrt an den Réan-
dern des Lagers auf einem Temperaturgradienten gleich Null [Pat80)]

0 0

8—mi(y —0) = 3 Tly=10)=0 . (2-61)

3. Die 27-Periodizitat der Temperaturverteilung in Umfangsrichtung bedingt die Kon-
tinuitat der Temperatur und des Warmestroms

0 0
Tz, y) = Tz 427, y) %Tm(af,y)zaTm(H% y) . (2-62)
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4. Der Warmeiibergang an den Oberflachen der beteiligten Lagerpartner wird zum einen
durch die Kontinuitdt der Temperatur an den Kontraktflichen gewéhrleistet, was
durch den Ansatz Gl. (2-57) per se erfiillt ist

T(x,y, z=0)=T(z,y) , T(zr,y,z=h)=T(x,y) . (2-63)

Des Weiteren bedarf es der Kontinuitdt des Warmestroms an den Kontaktflachen,
die mit folgenden Ubergangsbedingungen beschreibbar ist

0 0
19('1'7 y) )\liq &TCI% Yy, z = O) = _)\IgTI('xv y) )
0 0
Dz, y) Mg aT(:c, Yy, z=nh) = —)\HgTH(SL‘, y) . (2-64)

Die Wirmeleitung innerhalb der Welle bzw. der Lagerschale, welche die Oberfla-
chentemperatur der Lagerpartner determiniert, wird innerhalb der Modellierung der
Lagerpartner als finite Elemente mit entsprechenden eigenen Randbedingungen ab-
gebildet. Eine detaillierte Beschreibung erfolgt in Kapitel (2.3.1). Somit dienen die
Wirmestrome an den Kontaktflichen als Lasten fiir die Lagerpartner, welche ihrer-
seits durch die Oberflichentemperaturen die Randbedingungen fiir die Energieglei-
chung darstellen.

2.2.4 Numerische Losung der Energiegleichung

Die numerische Losung der Energiegleichung erfolgt analog zur Reynoldsgleichung (siehe
Kapitel (2.1.4)) unter Verwendung der Finite-Volumen-Methode. Nach Einfiihrung der
dimensionslosen Grofsen

u T Ar
U= IR @ = T - )
| m‘ T w Tr
Re= Pluml A7 p _WCs gy W Jtnl (2-65)
n* A pcy T Ar

kann die Energiegleichung mit den getroffenen Vereinfachungen und Annahmen in die Form
(1) H H? OP\ 00,, H? 0P 00, L 09,,
sen () H — ——=—— - Zm
& 270X ) 09X 12778Y Y i

o ) 20,\ 90,,\ 60, — 120,, + 60,
- RePrw[w ( aX) oy ( ay)+ i }(2'66)

(Sﬁi) (%)

iiberfithrt werden. Die zweidimensionale Differentialgleichung kann unter der Bedingung
linearer Variation der Wiarmefliisse und Konstanz der Temperaturen auf den Seitenflachen
der Kontrollvolumen in einer diskreten Differenzenform abgebildet werden

Vo (©): = (0] +V, [10,), = (0, + 1 2 = (2:67)

H3

KLU, — U + T

H

-~
konvektive Warmefliisse

09,, 00,, 00,, 09,, 60; — 120,, + 60,
—(I'—— r—), — (T

(P ax )6 ( ax ) ( ay )TL ( 8y )s_'_ H + \P

N - s -~

konduktive Wéarmefliisse Dissipationsterm
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Mit der Annahme, dass der Energietransport durch Konvektion und Konduktion iiber
die Kontrollvolumenseiten sowie der Dissipationsterm mit dem Spaltfiillungsgrad 1 linear
abnimmt [Mit90], konnen analog Gl. (2-15) und Gl. (2-16) folgende Bedingungen angegeben
werden

pPCy = lgpliq Colig T (1 - 19) Pgas Cvgas

Y Pliq Culiq
A= I+ (1—9) Agas (2-68)

U )\liq

111

Als Folge ergeben sich die resultierenden konvektiven Terme zu

HP Pp— PW) Ay

Vx = Ve7w == 190 <HQ SEN Uy, —

1279y 2AX
H? Py — Pg
pr— p— — AX 2_
Vo = Vs T90(12@90 2AY ’ (2-69)
8(") maz @m T AT
H =™ — 9 Hy—ot  M0i-at A XY AY
ot 00 A7

Mit den eingefithrten Annahmen erhalten die konduktiven Terme die Gestalt

_ Y IpoHpo— Yow How
Few = (Re Pr AX AY
_ Y InoHno —Vos Hos
e = (Re Pr AY AX (2-70)
Abschliefsend kann der Dissipationsterm in der Form
_ 2 2
n 2 H; Pgp — Py Py — Ps
U = Kdvy | —+ — —_— AX AY
0 HO(UH U+ 12779, ( oax ) T\ T2ay

formuliert werden.

Die Temperaturen auf den Kontrollvolumenseiten ©; (i = e, w, n, s) werden durch die
Mittelwerte der Temperaturen aus den anliegenden Kontrollvolumen bestimmt, die Tem-
peraturgradienten in den konduktiven Termen (00/0z), ,, bzw. (00/0y),, . durch zentrale
Differenzenquotienten approximiert.

Fiir den Fall, dass die Kontrollvolumen-Péclet-Zahlen

(Pe)ew = (VFA x>e’w (Pe)n,s = (VTA‘U)M (2-71)

betragsméfig den Wert Zwei iiberschreiten, fithrt die Verwendung zentraler Differenzen-
approximationen auf physikalisch unrealistische Losungen [Pat80]. Eine verbesserte Abbil-
dung des Verhaltens kann durch Approximation der konvektiven Terme mit stromaufwéarts-
gerichteten Riickwértsdifferenzen realisiert werden. Das verwendete Hybrid—Schema stellt
dabei eine Kombination aus Zentraldifferenzen- und Riickwértsdifferenzapproximationen
dar. Fiir |Pe|, > 2 finden fiir die Konvektionsterme Riickwértsdifferenzen Anwendung,
wihrend die Konduktionsterme vernachléssigt werden. Fiir |Pe|, < 2 werden wie zuvor
beschrieben fiir alle Terme zentrale Differenzen verwendet.

Die dargestellte Vorgehensweise fiihrt auf die Ausbildung eines diinn besetzten unsym-
metrischen linearen Gleichungssystems mit pentadiagonaler Bandstruktur. Bedingt durch
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die strukturelle Ahnlichkeit zur Reynoldsgleichung kénnen die Algorithmen zur Einarbei-
tung von Randbedingungen und zur Losung des resultierenden Gleichungssystems ohne
Einschrankung tibernommen werden. Lediglich fiir die Berticksichtigung der Ausflussrand-
bedingungen bedarf es der Einbindung zusétzlicher Algorithmen zur numerischen Differen-
tiation (siehe Gl. (A-5)).

Einfluss auf die Reynoldsgleichung

Als Resultat der Temperaturabhéngigkeit der Viskositét, welche durch die Vogelgleichung
[Vog21]| beschrieben werden kann

nT) = ¢ e<TC_QC3> , (2-72)

existiert eine nichtlineare Kopplung zwischen Temperatur und Druck und damit zwischen
Reynoldsgleichung und Energiegleichung. Wahrend die Temperatur eine Beeinflussung der
dynamischen Viskositdt und damit des Druckaufbaus bewirkt, werden sowohl die konvek-
tiven Wéarmefliisse als auch die Dissipationsfunktion mafsgeblich von der Druckfunktion
determiniert. Da eine direkte Losung der Reynoldsgleichung bei Beriicksichtigung masseer-
haltender Kavitationsalgorithmen nicht moglich ist, kann die Losung der Energiegleichung
in die Fixpunktiteration integriert werden, wodurch sich ein ganzheitliches Losungskonzept
des gekoppelten Differentialgleichungssystems aus Reynoldsgleichung und Energiegleichung
ergibt.

Die direkte Riickkopplung der Energiegleichung auf die Losung der Reynoldsgleichung
fithrt zu einem aufwéndigen iterativ zu losenden Problem. Unter der Voraussetzung klei-
ner Schrittweiten bei der transienten Losung des Gesamtsystems und den im Vergleich
zur Reynoldsgleichung hohen thermischen Beharrungsvermogen kann die Riickwirkung der
Temperatur als fiir einen Zeitschritt konstant angenommen werden, wodurch sich der Auf-
wand der Losung der Gleichungssysteme drastisch verringert.
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2.3 Strukturdynamik

Fiir die realitdtsnahe Abbildung von Gleitlagerungen ist neben der genauen Beschreibung
der hydro- und thermodynamischen Eigenschaften zuséatzlich die Berticksichtigung mecha-
nischer bzw. thermomechanischer Deformationen notwendig. Nach Ableitung der resul-
tierenden korperfesten Bewegungsdifferentialgleichungen erfolgt eine Diskretisierung der
mechanischen und thermischen Eigenschaften auf Basis Finiter-Element-Formulierungen.
Bedingt durch die differierenden Beschreibungsformen von FE-System und MKS wird zur
Verringerung der Anzahl der Freiheitsgrade eine Reduktion in den Modalraum vorgenom-
men. Die Auswahl der fiir die Beschreibung der Deformation mafsgeblichen Eigenformen
kann durch eine vorangestellte Systemreduktion vereinfacht werden. Im Folgenden wer-
den die notwendigen theoretischen Grundlagen fiir das beschriebene Vorgehen zur Vor-
bereitung der Einbindung thermomechanischer Komponenten in Mehrkorpersimulationen
vorgestellt. Abschliefend wird ein Verfahren zur Einbindung spezifischer Deformations-
vektoren in die Modalmatrix beschrieben, welches fiir eine rechenzeiteffiziente Einbindung
thermischer Lasten in Mehrkorperanwendungen geeignet ist.

2.3.1 Thermomechanische FE-Formulierung
Konstitutive Gleichungen

Fiir die Ableitung der Grundgleichungen des gekoppelten thermomechanischen Feldpro-
blems (vgl. [Hec05]) ist die Definition des Gibbs-Potentials als thermomechanische Verall-
gemeinerung des elastischen Potentials mit der Entropiedichte e und der absoluten Tem-
peratur 6 von Vorteil

dG = dalc—el . (2-73)

Die Formulierung des Verzerrungs- bzw. Spannungsvektors wird hierbei konsequent in der
Voigtschen Notation [Voil0| verwendet, es erfolgt demnach generell eine Beschrankung auf
hyperelastisches Materialverhalten

(€zws  Eyys €22y 26my, 26y, 264)

(Umz> Oyys  Ozzy  Tay,  Tyz, Tmz) . (2_74)

)

g

Zudem erweist sich die Linearisierung der Temperatur bzgl. einer absoluten Referenztem-
peratur 0*

T = 0—¢° (2-75)

fiir weitere Schritte als vorteilhaft. Die Entwicklung des Gibbs-Potentials in einer Taylor-
reihe um einen Arbeitspunkt an dem per Definition das Gibbs-Potential verschwinden soll
und der Abbruch nach der ersten Ordnung liefert die konstitutiven Gleichungen

[g] _ %m —E? [i] ' (2-76)

—=tu
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e Die Elastizitatsmatrix Ew

0*G

do|
B o 0eT0e

., = %

(2-77)

0

kann unter der Bedingung isotropen, linear elastischen Materials als Erweiterung des
Hookeschen Gesetzes in der Form

[ ¢, sym. | o — E(-v)
S T 41 -2v)
Cs C; Cy . Ev
H = mit: = 2-78
=uu 0 0 0 c “ T Ui —2v) (2-78)
0 0 0 0 c E
| 00 0 0 0 c | % = m

geschrieben werden.

e Der Vektor der thermischen Moduln H,, lasst sich aus

15
. 00

ableiten. Wird ein isotropes Materialmodell verwendet, ergibt sich

- 0*G
0 000

Oe
Hew = Oz  9:T0H

J ' (2-79)

[ PG
0

E
H, = al 1100 0, (2-80)

e 1—2v
mit dem Warmeausdehnungskoeffizient a.

e Der Koeffizient der spezifischen Warmekapazitat ergibt sich zu

__o%¢
T

de
00

pPCy
= : 2-81

Htt =

0

Generalisiertes Hamiltonsches Prinzip

Fiir die Ableitung der Bewegungsdifferentialgleichung wird das Hamiltonsche Prinzip ver-
wendet [Par70]. Die Einfiihrung der thermodynamischen Funktion = in Verbindung mit
der Arbeit der duferen mechanischen Lasten W und der kinetischen Energie FEy;, ergibt
das Variationsfunktional des mechanischen Problems

t2
0 =0 / (Epin —Z +W) dt . (2-82)
t1

Die Definition der thermischen Funktion X

Y = /(H—eeé—se) dV+/ng@b9dB , (2-83)

|4 Bs
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mit der Warmequell-Dichte S, liefert die Grundlage fiir das thermische Variationsfunktional
to
Ozé/Zdt . (2-84)
ty

Das Wirmeflusspotential H

1
H = (V)" ATH) (2-85)
und die Warmestromdichte q
OH
= AVO 2-86
1= 50 " —A(V0) (2-86)

konnen als Funktion der Temperatur und der Konduktivitdtsmatrix A definiert werden.

Die einzelnen Terme aus Gl. (2-82) lassen sich dabei wie folgt formulieren.
Die thermodynamische Funktion = ist definiert als

= - /(G+69) v (2-87)

Die Beschreibung der duferen mechanischen Lasten W lédsst sich unter Beriicksichtigung
von Volumenlasten und Oberflichenlasten in der Form

W:IW+W:/£§W+/J§M (2-88)
Vs Bs
realisieren. Wird im Anschluss die Variation der kinetischen Energie durch partielle Inte-
gration in den Ausdruck

to
/5Ekmdt = //5u wpdV dt = /6u updV /6u wpdV (2-89)
1

t1

O

tiberfiithrt, konnen durch Separation der Variablen und mit dem Fundamentallemma der
Variationsrechnung die Feldgleichungen in der folgenden schwachen Formulierung angege-
ben werden

0 = /5@TgpdV—|—/5§ngV— /5QT s'dV — /(mT s"dB (2-90)
4 % Vs Bs
0 = / [—(V60) g+ 66 (6e —S)] dV + /59@5@de
V Bs
Eine detailliertere Uberfiihrung von Gl. (2-84) in Gl (2-90) kann Kapitel (A.2) entnommen
werden. Erfolgt eine Beschrankung der thermischen Randbedingungen auf explizit vorge-
gebene Warmestrome ¢, (Neumann Randbedingungen) und Konvektion, welche durch den

Filmkoeffizienten hf und die Umgebungstemperatur 7,,, definiert wird, kann folgende
Schreibweise verwendet werden

gZﬂb = —qp+ hf (Tb amb) . (2—91)
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Die schwache Formulierung des thermomechanischen Feldproblems weist erst nach Einfiih-
rung der konstitutiven Gleichungen Gl. (2-76) die explizite Kopplung auf. Unter Annahme
einer Linearisierung der thermischen Gleichung ergibt sich

0 = /&TgpdV%—/(dgT@uue—(5§TEZLT) dV—/(SgT 5" dV—/dgT s$dB , (2-92)
1% 1% Vs Bs
0 = /[—(ZM)TQ—HW@O (H,, é+H,T) —505] dV—/56’ (gp — hf Ty + hf Tonp)) dB
Vv Bs

Zur Beschreibung des Zusammenhangs zwischen dem Verschiebungsfeld u und dem Vek-
tor der Dehnungen & kann unter Beschriankung auf eine lineare Abbildung (geometrische
Linearisierung) der Differentialoperator £

- g 0 0 -
Ox 9
0 — 0
Ay
0 0 ﬁ
e=L u mit (fiir Volumenelemente): £=109 o 9z (2-93)
by o
o 2 2
0z 0
oy 4
L Oz Ox

Verwendung finden. Analog lasst sich der Zusammenhang zwischen Temperatur und Wiér-
mestromdichte formulieren

I
<1
I

g=—-ALT mit (fiir Volumenelemente): £, (2-94)

- dy

Diskretisierung (Finite-Elemente-Formulierung)

An dieser Stelle schliefst sich die Notwendigkeit der Diskretisierung des Verschiebungsfelds
u und der Temperatur 7" auf den betrachteten Kérpern an. Bedingt durch die weite Ver-
breitung und die universelle Anwendbarkeit, erfolgt die Beschreibung unter Verwendung
finiter Elemente. Dabei erfolgt im Gegensatz zu den klassischen Verfahren der Variations-
rechnung (Ritz-Verfahren, Galerkin-Verfahren) die Verwendung von Ansatzfunktionen, die
nur in einem Teilbereich der Struktur (finites Element) Werte ungleich Null annehmen. In
Abhéngigkeit der Wahl des jeweiligen Elementtyps lasst sich auf diese Weise das element-
lokale Verschiebungsfeld ®u aller Punkte durch die elementlokalen Verschiebungen und ggf.
Verdrehungen der Knoten ¥z beschreiben

By o= BN Pz (2-95)
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Analog ergibt sich fiir die Temperatur

o= Eﬂt]Eét : (2-96)

Die Beschreibung der Ansatzfunktionen fiir die jeweiligen Elementtypen kann unter ande-
rem aus [Bat90], [ZT00] und [SB97] entnommen werden.

Die Summation iiber alle Elemente ]E§ und anschliefende Transformation in die Basis des
Bezugssystems "I'? ergibt den Vektor des Verschiebungsfelds bzw. die Temperatur in Ab-
hingigkeit der Knotenfreiheitsgrade z, bzw. z,

=
|
&
r1
S
&=
=
&
2
w

T = EMtEE Z¢ (2-97)

und damit die Dehnungen bzw. die Warmestromdichte

=g FTTEN B » =FB E§ 2 |

=u = _—u =u_ ==u =u—

=—§§tEﬂtE§t§t :EétE§t§t : (2-98)

|

B

Nach Integration iiber das Volumen und Einfithrung einer geschwindigkeitsabhéngigen
Dampfung (Rayleigh-Démpfung) der Verschiebungsfreiheitsgrade kénnen die vorangegan-
genen Betrachtungen zu folgendem Bewegungsdifferentialgleichungssystem zusammenge-
fasst werden

—uu

s

e 2 2]y 2 ll2]-[E]ew

oo
I

o~

bzw.

1<

i4Di+Kz=F . (2-100)

Die detaillierten Zusammenhénge zum Aufbau der einzelnen Systemmatrizen sind in Tab.
(2.3.1) dokumentiert.
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Tabelle 2-1: Integrale fiir die gekoppelten thermomechanischen Bewegungsgleichungen

Massenmatrix
ng
Verschiebungsterm Moo= X <]E§T [ENT pEN dVES )
Déampfungsmatrix
Rayleigh-Dampfung
Verschiebungsterm
ng
Temperaturterm D, = 0 <E§tT [ENTH,EN, dVIESt>
— E=1\ VvV -
ng
Koppelterm D = 6 <E§f [ENTH,,EB dV]Eﬁ)
—tu E=] =t 5 =7 =7
Steifigkeitsmatrix
ng
Verschiebungsterm K = ( S" [EBTH EpB AV *§ )
ng
Temperaturterm K = EST [EBT AEB dV ES
=t s\ = === =t
ng
+ (Es [ENTRFEN, dB]ES>
E=1 \ — ps
ng
Koppelterm K, = -3 < s’ [*BIH,,*N. dvES>
Kraftvektor
ng
Verschiebungsterm E, = (EST f ENTED gv dV)
E=1 \ “vs — ¢ T
ng
+ (IEST f ENTIEF Sb dB)
E=1
ng
Temperaturterm F, = ( S fENT SdV)
E=1 \
ng
+ (Esf JENT a dB)
E=1 \ = Bs
ng
+  Tomb (Eg [ ENT hf dB)
E=1 Bs
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Wiéhrend der Einfluss der thermischen Gréfen auf das Verschiebungsfeld ausschlieflich
durch die Temperaturen z, determiniert ist, besteht formal eine Abhéngigkeit des Tempera-
turfelds von der Verformungsgeschwindigkeit, was als Gough-Joule Effekt bezeichnet wird.
Aufgrund der geringen Einfliisse auf das Gesamtverhalten, wird der ursédchliche Term in der
Regel vernachléssigt D~ 0. Mit dieser Vereinfachung ist die thermische Zustandsglei-
chung von der mechanlschen Bewegungsgleichung entkoppelt und kann unabhingig gelost
werden. Anschliefend konnen die bekannten Temperaturen zur Losung des mechanischen
Problems Verwendung finden
D Zt + gtt 2y Et s
M zZ,+D, z'u+£ z, = F,—K , z . (2-101)

——uu ¢ uy %

Abschliefsend erfolgt die Formulierung der geometrischen Randbedingungen, die eine Ein-
schrankung der Bewegung der Struktur gegen das Inertialsystem beschreiben.

Damit ist die Berechnung thermomechanischer Deformationen unter beliebiger dynami-
scher Lastaufpragung fiir einzelne Koérper mit nicht bewegtem Referenzsystem moglich.
Bedingt durch die Tatsache, dass die FE-Approximation im Rahmen der Diskretisierung
fehlerbehaftet ist, existieren zur Abschidtzung der Giite verschiedene Fehlerindikatoren
[2787], |[KGZB83|. Daraus resultierend konnen bei unzureichender Genauigkeit Verbes-
serung z.B. durch Erhohung des Polynomgrads der Ansatzfunktionen (p-Methode) oder
der Diskretisierung (h-Methode) erfolgen.

Das beschriebene Vorgehen fiihrt in der Mehrzahl der technischen Anwendungen auf eine
hohe Anzahl an Freiheitsgraden fiir die Losung der Differentialgleichungen, wodurch der
numerische Aufwand speziell im Rahmen von Zeitintegrationen sehr hoch ist.

2.3.2 Systemreduktion

Fiir strukturmechanische Simulationen technischer Systeme auf Basis von FE-
Formulierungen sind Systemreduktionen zur Verminderung des numerischen Aufwands
und damit der Rechenzeit ein probates Mittel. Unter Kenntnis der Struktur und numeri-
schen Steifigkeit von Bewegungsdifferentialgleichungen fiir Mehrkorpersysteme wird deut-
lich, dass entsprechende Reduktionen auch bei der Implementierung von FE-Strukturen
fiir die Abbildung (thermo)mechanischer Koérper in MKS unumgénglich sind.

Modale Reduktion

Ein Standardverfahren zur Ordnungsreduktion beliebiger diskreter Systeme stellt die mo-
dale Reduktion dar. Sie ist ein integraler Bestandteil bei der Einbindung elastischer Kérper
in MKS-Anwendungen, da sie aufgrund der Orthogonalitiatseigenschaften eine Entkopplung
des Bewegungsdifferentialgleichungssystems in n linear unabhéngige Differentialgleichun-
gen ermoglicht.
Grundlage bildet die homogene Losung des entkoppelten Randwertproblems Gl. (2-101),
bestehend aus den n; homogenen Eigenkreisfrequenzen @f und korrespondierenden Eigen-
vektoren QZ

K, — @) M

—uu k7 —uu

| ot =0 baw.  (K,+shD,) el -0 . (2-102)

—tt
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Unter Verwendung der Modalmatrix

ot = ‘ - , (2-103)
0 AR
welche die thermischen und mechanischen Eigenvektoren der Struktur beinhaltet, erfolgt
der Ubergang von physikalischen Koordinaten z auf modale Koordinaten ﬂh

MZz+Dz+Kz=F = M §"+D ¢"+K ¢"'=F . (2-104)

Die Transformation ist zunéchst exakt und es kann gezeigt werden, dass sich jeder thermo-
mechanische Zustand als Superposition verschiedener Eigenvektoren darstellen lésst.

Um den Einfluss eines Eigenvektors auf die mechanische Deformation zu bestimmen kann
folgende Abschitzung fiir die modalen Koordinaten unter Wirkung einer Flichenlast s°(c, t)
auf B* mit der Erregerfrequenz 2 und der Amplitude 3° (¢) am Punkt ¢ vorgenommen wer-
den. Mit der Annahme, dass sowohl die modalen Koordinaten als auch die Last harmonische
Funktionen der Zeit sind

¢

s'(ct) = (e | (2-105)
au, (1) = g, e
ergeben sich die Amplituden der modalen Koordinaten zu

@7 (¢) Bf ENT(c)*L8(c) dB

- h
Gu; = 2 = : (2-106)
@ )

Ein identisches Vorgehen erlaubt die Bestimmung des Einflusses thermischer Eigenvekto-
ren auf die Temperaturverteilung.

Die Reduktion fiir strukturmechanische Sachverhalte findet statt, indem die Eigenvek-
toren aus der Modalmatrix eliminiert werden, die aufgrund des Frequenzspektrums der
auferen Lasten zu modalen Amplituden fiithren, die unterhalb einer definierten Grenze lie-
gen [Die99]. Dabei handelt es sich vorwiegend um hochfrequente Anteile der Deformation
bzw. Temperaturverteilung, die zudem meist eine starke Dampfung aufweisen.

Fiir die Anwendung im Bereich der mechanischen Deformation von Gleitlagern miissen
dariiber hinaus lokale Deformationen aufgrund der hydrodynamischen Lasten beriicksich-
tigt werden. Diese Deformationen werden durch mechanische Eigenvektoren beschrieben,
deren Eigenfrequenz deutlich iiber jeder im Belastungssignal enthaltenen Frequenz liegt.
Dabei ist die Riickwirkung der Verformung auf den Druckaufbau im Gleitlager und damit
auf die Lasten entscheidend, wodurch ein Verzicht auf die korrespondierenden Eigenformen
dazu fiihrt, dass die resultierenden Maximaldriicke tiberschéatzt werden. An dieser Stelle ist
auch die Beriicksichtigung spezieller Eigenformen, die eine bekannte Deformation abbilden
denkbar (siehe Kapitel (2.3.3)).

Das beschriebene Vorgehen ist fiir mechanische Problemstellungen Stand der Technik, fiir
thermische Strukturen finden derartige Reduktionen defacto keine Anwendung, weshalb
kommerzielle Programme diese Méglichkeit nicht bieten.

Der entscheidende Punkt der modalen Reduktion ist somit durch die Auswahl der zur
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Beschreibung der Deformation und Temperaturverteilung verwendeten Eigenvektoren ge-
geben. Um diese einzuschranken bzw. eine Reduktion der Eigenvektoren auf die Beschrei-
bung der Freiheitsgrade, welche von Bedeutung sind, zu erreichen, konnen der modalen Re-
duktion zusétzliche Master-Slave-Reduktionen vorangestellt werden. Die Vorstellung der
einzelnen Verfahren erfolgt in der Nomenklatur des mechanischen Problems, die Aussagen
sind allerdings ohne Einschrinkungen auf das thermische Problem iibertragbar.

Master-Slave-Reduktion

Die Systemreduktion verwendet geeignete Transformationen @) poum die Slave-
=r
Freiheitsgrade auf die Master-Freiheitsgrade zuriickzufithren. Daraus resultierend erfolgt

fiir alle Beschreibungen eine Unterteilung der Systemmatrizen in der Form

S S
§= | B 2w S=M.D K (2107
éMS éss
Die reduzierten Systemmatrizen ergeben sich zu
_ o7 i
éred o gredégred <2 108)

Die Reduktionen sind fiir dynamische Untersuchungen nicht exakt, bieten allerdings Vor-
teile bzgl. der Selektion geeigneter Eigenvektoren zur Beschreibung der Deformation der
Master-Freiheitsgrade. Bedingt durch die hohe Anzahl der Reduktionsverfahren, welche
in diesem Bereich Anwendung finden kénnen, wird im Folgenden eine kurze Ubersicht
der gebréuchlichsten Verfahren gegeben, um die Einfliisse auf die Simulationsergebnisse
abschétzen zu konnen. Die Verfahren unterscheiden sich dabei formal lediglich in der De-

finition der Transformationsmatrix ) .
—red

Guyan-Reduktion Die gingigste und einfachste Form der Reduktion der Freiheitsgrade
wird als Guyan- oder statische Reduktion bezeichnet. Unter Vernachlidssigung aller dyna-
mischen Einflilsse und der Bedingung, dass auf den Slave-Freiheitsgraden keine Kréfte
wirken, kann die Bewegungsdifferentialgleichung Gl. (2-100) in der Form

K K ZM Iy
:gM =MS = (2-109)
Ky L 2Zg 0

geschrieben werden, was nach Umstellung der Zeile fiir die Slave-Freiheitsgrade auf folgende
Transformationsmatrix fithrt

= L Q (2-110)
- —1 T =M e gM ! B
_ggs éms
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welche fiir statische Untersuchungen exakte Ergebnisse liefert. Fiir dynamische Simulatio-
nen ergeben sich aufgrund der fehlenden Beriicksichtigung der Massenmatrix Abweichun-
gen, die mit steigender Frequenz in einem zu steif abgeschitzten Verhalten der Gesamt-
struktur resultieren [Guy65].

Es kann gezeigt werden, dass die Guyan-Reduktion brauchbare Ergebnisse liefert, solange
sichergestellt ist, dass der kleinste Eigenwert des Slave-Systems grofer ist als der grofste
interessierende Eigenwert des nach Guyan reduzierten Systems

K-~ @M | @6=0  wd K, - @M, | @h=0

&% = min(wf) > O = max(wg) . (2-111)

Die reduzierten Systemmatrizen K , und M . folgen mit QG aus Gl. (2-108).

Craig-Bampton-Reduktion Eine Verbesserung dieses Ansatzes lésst sich durch Be-
riicksichtigung des dynamischen Verhaltens der reduzierten Freiheitsgrade erreichen. Eine
Moéglichkeit wurde von Craig-Bampton beschrieben und wird als gemischt statisch-modale
Reduktion'! bezeichnet [CBG68|. Dabei wird der Ansatz von Guyan durch die Eigenvek-
toren der Slave-Struktur, welche in den Master-Freiheitsgraden fixiert ist, @ ("natural
Modes”) ergéanzt. Der Ansatz bedingt eine Erweiterung der Masterfreiheitsgrade um die zu
verwendenden modalen Freiheitsgrade der Slave-Struktur. Die resultierende Transformati-
onsmatrix hat daraus resultierend die Gestalt

ZMm I 0 ZM ZMm
= = = =Q . (2-112)
K 1KT & =CMS
gS =SS =—MS =S CIS qS

Ferner besteht bei diesem Verfahren die vergleichsweise einfache Beriicksichtigung gemes-
sener Eigenvektoren, weshalb das Anwendungsspektrum sehr grof$ ist.

IRS'®-Reduktion Eine andere Reduktion, welche den Einfluss der Massenmatrix be-
riicksichtigt, stellt die Improved Reduction System Method dar. Neben der statischen
Transformation nach Guyan, welche auch die Grundlage der IRS-Reduktion darstellt,
werden zuséatzlich pseudostatische Krifte als Folge von Tragheitstermen beriicksichtigt

0°C894]
M zy+E,zy=0 = Ey=MK 2y (2-113)

Mit der Differentiation der Transformationsvorschrift Gl. (2-110) kann fiir die Beschleuni-
gungen der Slave-Freiheitsgrade die Beziehung

o= I K MO K 2y (2114

abgeleitet werden. Die Bewegungsdifferentialgleichung Gl. (2-100) fithrt unter Vernachlés-
sigung der Dampfung sowie aller auf die Slave-Freiheitsgrade wirkenden Krifte auf

2= — Kot (MD 2+ M 5+ KT 2y) (2-115)

4 Component Mode Synthesis
5 TImproved Reduction System Method
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woraus sich nach wenigen Umformungen folgende Transformationsmatrix ergibt

o
o

- gms M = (QG + E%QG %81 gg)im mit P = - .(2-116)
K—l

=SS

I
2
o

Eine Verbesserung der Transformation léasst sich durch ein wiederholtes Ausfithren der
Reduktion erlangen, indem die nach Guyan reduzierten Steifigkeits- und Massenmatrizen
durch die resultierenden Matrizen des vorausgegangenen IRS-Schritts ersetzt werden

_ —1 .
QIRS,iJrl o 2G+££gms,i£ms¢ £1Rs,i : (2-117)

Der Index ¢ bezeichnet dabei den i-ten Iterationsschritt.

Der Algorithmus konvergiert monoton beziiglich der Eigenwerte und Eigenvektoren der
im Nachfolgenden beschriebenen SEREP *°-Reduktion und bildet auch die hohen Eigenfre-
quenzen gut ab [FGP95] .

SEREP-Reduktion Abschlietend sei an dieser Stelle auf den System Equivalent Re-
duction and Expansion Process hingewiesen [O’C89b|. Der Ausgangspunkt der SEREP-
Reduktion liegt in der Bestimmung der Eigenvektoren des gesamten unreduzierten Sys-
tems. Da eine Verwendung der Eigenvektoren eine modale Darstellung der Deformation
ermoglicht, kann auch die Modalmatrix unterteilt werden

ZM gM —1/
= q)M M = QSEREP_M ) (2-118)
Zs %
mit der allgemeinen Definition der Pseudoinversen
- T 15T
o, = (gM gM) o, - (2-119)

Die SEREP-Reduktion approximiert sowohl Eigenfrequenzen als auch FEigenvektoren
des Systems exakt bis zur definierten Grenze (Anzahl der verwendeten Eigenvektoren).
Problematisch sind die mit steigender Anzahl an Master-Freiheitsgraden geringeren
Orthogonalitatseigenschaften der Pseudoinversen, welche in Extremféallen zur fehlerhaften
Abbildung des dynamischen Verhaltens fithren konnen.

Die Approximationsgiite und individuellen Vor- und Nachteile der Reduktionsver-
fahrens sowie die Wahl der Master- und Slave-Freiheitsgrade sind problemspezifisch und
konnen nicht apriori verallgemeinert werden.

16System Equivalent Expansion Reduction Process
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2.3.3 Frequency-Response-Modes

Bei bekannter Belastung der Gesamtstruktur kénnen unter Verwendung von FRMs!” zu-
sitzliche Eigenvektoren erzeugt werden, welche speziell auf den Anwendungsfall zugeschnit-
ten sind, wodurch die Anzahl der modalen Freiheitsgrade bei gleicher oder teilweise besserer
Abbildung der Deformation bzw. Temperaturverteilung deutlich verringert werden kann.
Mit Hinblick auf die Problemstellung der Abbildung thermomechanischer Deformationen
in MKS sind FRMs speziell fiir die Beschreibung lokaler Deformationen hilfreich. Zudem
ermoglichen sie auch aus dem thermischen Zustand des Korpers einen mechanischen Last-
vektor abzuleiten und den daraus resultierenden Deformationszustand direkt in die Mo-
dalmatrix zu integrieren. Die Ursache der Notwendigkeit dieses Vorgehens liegt in der
mangelnden Abbildungsgenauigkeit thermischer Deformationen durch mechanische Eigen-
formen (siehe Kapitel (6.3)). Fiir eine gute Approximation einer thermischen Deformation
werden sehr viele, auch hochfrequente Eigenvektoren, benotigt, die fiir strukturmechanische
Untersuchungen keinen signifikanten Beitrag liefern. Hinzu kommt, dass eine Zuordnung,
welche mechanischen Eigenvektoren notwendig wéren, ein nichttriviales Problem darstellt.
Zunéchst werden die Verschiebungsvektoren 2z} des konkreten Belastungsfalls mit der An-
regungsfrequenz {2 berechnet

(K, —OPM )zk = FI™ . (2-120)

] ——uu’ — Uk

Eine direkte Einbindung der Verschiebungsvektoren als partikuldre Losungskomponenten
in die Modalmatrix ist aufgrund der fehlenden Orthogonalitdt zu den Eigenvektoren des
Systems, welche aus der homogenen Losung des Randwertproblems erzeugt wurden, nicht
moglich. Hinzu kommt, dass bei Verwendung mehrerer FRMs diese auch untereinander
keine Orthogonalitiat aufweisen.

Residualtransformation Die Orthogonalisierung der FRMs bzgl. der homogenen Ei-
genvektoren kann mittels Residual-Transformation erreicht werden. Dabei werden die Kom-
ponenten der Deformation, die bereits durch die Eigenvektoren @Z beschrieben werden, aus
den FRMs eliminiert B

np
2, = A = ap®l . (2-121)
j=1
Die Orthogonalitatsbedingung der Eigenvektoren
0 = @M, (&, —ap®) =@ Mz —apl (2-122)

fiihrt auf die Residual-Koeffizienten
g = O M (2-123)

Die abgeleiteten Residualvektoren z;, enthalten somit keine Deformationskomponenten der
n;, mechanischen Eigenvektoren. Unter Berticksichtigung der n, Residualvektoren ergibt
sich die Modalmatrix fiir die Transformation von physikalischen zu modalen Koordinaten
zu

ro_ h h r r
o = Dy |2y 2,2 : (2-124)

) —Uny, “Unp

1"Frequency-Response-Mode
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Wiéhrend bei Verwendung der partikuldren Verschiebungen innerhalb der Modalmatrix
die Transformation in den Modalraum zu Koppeleintrédgen in den Systemmatrizen fithren
wiirde, fithrt die Residualtransformation zu einer Entkopplung der modalen Lésungskom-
ponenten

~hh ~h ~hh
., |8 §” . S™ 0
A = S =|"" " SeM,D,K . (2125)
—uu §hpT §pp —uu OT ~rr = _ = =

Die Matrizen S " besitzen allerdings noch keine Diagonalgestalt, da die Residualvektoren
noch keine Orthogonahtat zueinander aufweisen.

Orthogonalisierung der Residualvektoren Die Entkopplung der Residualvektoren
kann nach einem durch Friberg [Fri91] definierten Schema erfolgen. Die Losung des Eigen-
wertproblems

—uu Uk —uu | —Uk -

[f{” (& )H\?”] ° = 0 (2-126)

ermoglicht die Bestimmung der Eigenkreisfrequenzen w;, und der Modalmatrix

Q = |en )., | (2-127)

==u

Unter Verwendung der Transformationsmatrix @)° ist es somit moglich die Systemmatrizen
=
~rr

éuu zu entkoppeln

00

S = QO 5TQ (2-128)

—uu —uu —, —u

Werden anschliefend die Residualvektoren in der Form

z =z QO (2-129)
modifiziert, fiihren sie bzgl. der Systemmatrizen des unreduzierten Systems zu analogen
Aussagen. Die vorher gewonnene Orthogonalitdt zu den homogenen Eigenvektoren der
Struktur bleibt dabei unveréndert. Die Implementierung der orthogonalen Residualvekto-
ren fithrt auf folgende Gestalt der Modalmatrix

= EXNF: ] . (2-130)

| —unh Zuny,

Als Resultat weisen alle Vektoren innerhalb der Modalmatrix Orthogonalitit zueinander
auf und die modale Reduktion des Bewegungsdifferentialgleichungssystems fiithrt auf nj,+n,
linear unabhéngige Differentialgleichungen. Das beschriebene Vorgehen erlaubt somit eine
exakte Beschreibung der partikuldren Deformationszustinde unabhéngig von der Anzahl
der homogenen Eigenvektoren. Zusétzlich kénnen durch die homogenen Eigenvektoren all-
gemeine Deformationen abgebildet werden. Analoge Betrachtungen sind identisch auch fiir
die thermischen Differentialgleichungen ableitbar.
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2.4 Mehrkorperdynamik

Die Mehrkorperdynamik beinhaltet die Grundlagen zur Beschreibung des zeitabhéngigen
dynamischen Verhaltens von Korpern unter Wirkung von Lasten. Dabei konnen sowohl
starre als auch elastische Korper in ihrer Bewegung und Interaktion zu anderen Korpern
beschrieben werden. Die Interaktion kann entweder auf der Definition beliebige Kraftge-
setze oder der Einbindung von Gelenken basieren, was zur Beriicksichtigung von Zwangs-
bedingungen und damit zur Notwendigkeit der Losung von DAEs'® fiihrt. Die daraus re-
sultierenden Fragestellungen sind weitestgehend bekannt und eng mit der Topologie des
MKS verbunden.

Referenzkonfiguration

Abbildung 2-10: Vektoren zur Bewegungsbeschreibung eines Korpers im Mehrkorpersystem

Im Folgenden soll ausgehend von einem elastischen Korper (siche Abb. (2-10)) der Aufbau
der resultierenden Differentialgleichungen in Anlehnung an [SW99]|, [Die99] und [Hec05]
zur analytischen Beschreibung der Bewegung unter Wirkung allgemeiner Lasten beschrie-
ben werden. Ausgangspunkt sei die auf ein Referenzsystem bezogene Formulierung eines
elastischen Korpers und deren Superposition mit den Starrkorperbewegungen des Refe-
renzsystems.

18Differential Algebraic Equation
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2.4.1 Grundgleichungen der Bewegung

Zunéchst erfolgt die Untersuchung des Ortsvektors 7 eines beliebigen Punktes des elasti-
schen Korpers, welcher aus dem Ortsvektor vom Inertialsystem zum Referenzsystem 74 und
dem Vektor vom Referenzsystem zum betrachteten Punkt ¢ sowie dem Deformationsvektor
U besteht

Fo= Pyt itid=ra+d . (2-131)

Zur weiteren Beschreibung ist die Entwicklung von 7 in den Komponenten des korper-
festen Referenzsystems K, welche im Folgenden nicht explizit indiziert werden, aufgrund
der zeitunabhéngigen Beschreibung der inelastischen Trégheitsterme des Korpers, und die
anschliefende Transformation in das Inertialsystem I, beschrieben durch die Transforma-
tionsmatrix /@, sinnvoll

't = 1Q (atetu) . (2-132)

Durch zeitliche Differentiation des inertialsystemfest beschriebenen Positionsvektors wird
der Vektor der Absolutgeschwindigkeit /7 erhalten, wobei der Operator ()’ die relative
zeitliche Ableitungen im korperfesten System indiziert

It = 1Q [y +wxry+u +wx (c+u)

= Qi +u +wxd (2-133)

I . e
= Qlrytu+d g]

Die Beschleunigungen ergeben sich analog zu

P= QM +wxri+oxrytwxr,+wx (wxr))

+u' Fwxu+wx(ctu)twxu +wx (wx(c+u))
= Qs+ u"+2wxu +wxd+wx (wxd) (2-134)

= Qi +d o+u + 200 +30d

Zur Beschreibung des Kreuzproduktes kann dquivalent die Tilde-Matrix verwendet werden.
Die entsprechenden mathematischen Umformungen kénnen Gl. (A-6) bis Gl. (A-8) entnom-
men werden. Durch Gl. (2-132) - Gl (2-134) lassen sich die Lage und die Bewegung eines
beliebigen Volumenelements dV mit der Geschwindigkeit i, und der Beschleunigung 7 4 des
Referenzsystems eindeutig beschreiben. Eine Zuordnung der einzelnen Geschwindigkeits-
und Beschleunigungsterme zur Bewegungsart und den zugehorigen Tragheitseffekten kann
Tab. (2-2) entnommen werden.

Wie bereits in Kapitel (2.3.2) beschrieben, ist eine Reduktion der Freiheitsgradanzahl bei
Beschreibung der Elastizitdt durch finite Elemente notwendig. Eine eindeutige Entkopp-
lung der Wirkung der elastischen und starren Komponenten ist vorteilhaft durch Uberfiih-
rung der Deformationen in den Modalraum realisierbar

u = ®q . (2-135)
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Tabelle 2-2: Zuordnung der Geschwindigkeits- und Beschleunigungskomponenten [Die99|

Geschwindigkeits- und Beschleunigungskomponenten eines elastischen Korpers

Translation

Komponenten der Geschwindigkeit bzgl.
@(ry+c+u) | Rotation

Translation

©(ry+c—+u) Rotation
Komponenten der Beschleunigung bzgl. ——

2w (r'y +u) gyroskopische Effekte

WW(ry +c+u) | zentrifugale Effekte

Starrkorperbewegung;: ry+c

elastische Deformation: U

2.4.2 Hamiltonsches Prinzip - Bewegungsdifferentialgleichung

Zur Umsetzung des Hamiltonschen Prinzips, welches auf die Bewegungsdifferentialglei-
chungen fiihrt (analog Kapitel (2.3.1), werden die virtuellen Verschiebungen'® benotigt

Or = 0ry +0wry + éTég +2 oq, - (2-136)

Sie lassen sich durch Variation des Ortsvektors r ableiten. Das Vorgehen fiihrt auch fiir die
Beschreibung der Orientierung € unter Annahme grofer Starrkérperrotationen und klei-
ner elastischer Verdrehungen ¢ bzgl. der Referenzkonfiguration €, mit dem beschriebenen
modalen Ansatz B

p = ¥ q (2-137)
auf

0€ = 0w + 0 = dw + v (5ﬂu i (2-138)

9Virtuelle Verschiebungen sind Auslenkungen des Systems aus einer Gleichgewichtslage in eine infinite-
simal benachbarte Lage. Dabei miissen die virtuellen Verschiebungen mit den Bindungsgleichungen des
Systems kompatibel sein. Ihre Wirkung erfolgt zeitlos, sodass gilt 6t = 0.
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Das Integral {iber die Differenz der Variationen der inneren und der kinetischen Ener-
gie muss gleich der virtuellen Arbeit der dufseren Lasten sein, welche sich aus Volumen-,
Oberflachen- und Einzellasten zusammensetzen

to

t1
to

= / /&TtpdV—/dngdV (2-139)

t1 1% 1%
+ /5£T s"dV + /5£T s"dB+ " (or] F,+ €] L;) | dt
Vs Bs ‘

Unter Ausnutzung des Fundamentallemmas und der Tatsache, dass die Variation zu den
Zeiten t, und t, verschwindet, ergibt sich

0 = /5£Tfpdv+/5§ngV

\ \ _
Tfighei\trseﬁ"ekte innere:%riifte
- / or’ s'dV + / or' sfdB+>_ (or] Fi+0E L)| . (2-140)
S BS 1/

(.

vV
dufllere Lasten

Die Umordnung des Terms der Tragheitseffekte in Abhéngigkeit der translatorischen, ro-
tatorischen und elastischen Beschleunigungen fiihrt mit der Identitéat

Qe = 1 (2-141)

und den virtuellen Verschiebungen nach Gl. (2-136) auf

r 4T
T+ 001, ‘J; pLdVv sym. i
[otipav b [edav  [pdd av o
14 14
\%
oq, [p@"dV [pd'd @V [p@"@ aV || §
L i L v =u v —u = v —u —u ] _—u_
~ -~ S ——
M, psa,) b
— - T r . —_
+ Sw [pdT(2® 4 +Td)dV . (2-142)
14
%9 [r2,5(22,4,+Bd)dV
- - LV _
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Durch Beriicksichtigung der Elastizitdt ergeben sich Abhéngigkeiten der generalisierten
Massenmatrix M . s(ﬂu) und des Vektors der generalisierten gyroskopischen und Zentri-
fugalkrifte b, (w,q, ,q,) von den modalen Koordinaten q . Eine analoge Umformung fiir
den Term der inneren Krifte (siehe Kapitel (2.3.1)) fithrt mit einer Beschréinkung auf das
mechanische Feldproblem, der Einschriankung auf lineare Elastizitdt sowie ohne Beriick-

sichtigung von Vorspannungen auf
- - T - -
0rg +0wry 0

dw 0 (2-143)

J(&£,2)'H, £ &q,dV

g
—U L v ]

Wird zusétzlich Dampfung unter Ausnutzung der Annahmen der Bequemlichkeitshypothe-
se implementiert, ergibt sich folgende Form

—_ - T —_ —
Or 4 + 0w,y 0
/ bl advV = Sw 0 (2-144)
V ~ A~
he(a,d,)

Die Implementierung von Vorspannungen und Beriicksichtigung geometrischer Steifigkei-
ten ist unter Verwendung geeigneter Ansétze in vergleichbarer Weise durchfiithrbar. Eine
detaillierte Beschreibung kann unter anderem [Hec05] oder [SW99| entnommen werden.
Die Beriicksichtigung der dufteren Lasten fiihrt unter Beschrinkung auf konstante Volu-
menlasten tiber das gesamte Volumen (z.B. Gravitation) formal auf

/(5£T s'dV + /(5ZT s*dB + Z (5£;TF F,+ (55? Li) = (2-145)
Vs Bs i
_ -T(T T B T )
~ 1dv sbdB

0rg +0wry J— Bf I 0

dw Jdav |s'+| [ds"dB|+> || d |E+|I |L

B v Be i :DT :IJT

oa,, [2,dv [ o"'shdB - -
- - \Llv i L Bs i )

h,(a,)

Damit sind alle Terme als Funktionen der Winkelgeschwindigkeit w, sowie der modalen
Koordinaten g und ihrer Ableitungen ﬂu definiert

M,.@)b + hy(wa,.dq)+hyd,.q,)="L) (2-146)

Die Bewegungsdifferentialgleichung enthélt nun Volumenintegrale mit nichtlinearer Ab-
héngigkeit von Ort und Zeit.
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2.4.3 Volumenintegrale

Um eine rechenzeiteffiziente Losung der Bewegungsdifferentialgleichung zu gewéhrleisten,
miissen die Volumenintegrale in matrizielle Formulierungen umgewandelt werden, welche es
ermoglichen sollen zeitabhédngige und zeitunabhéngige Komponenten zu separieren. Unter
dieser Pramisse resultieren folgende Formulierungen fiir die Massenmatrix

mi sym.
M o = | mdosa,) Z£,a,) , (2-147)
—trans —rot <ﬂu) —uu

den Vektor der gyroskopischen- und Zentrifugalkrife

2ggz;ans ﬂu + mgggCG(ﬂu)
gy
h, = | =G @)dmw+a],g)e (2-148)

i=1

Ty
i:zl geli Qu; & + Qel (ﬂu)Q
mit

Q= [Wf w% W% Wi Waws w3w1]T ;

sowie fir den Vektor der inneren Krafte

0

he = 0 (2-149)

~

und den Vektor der dufleren Lasten

m L 1 1 0

h, = |md,.(q) §”+/ d |$dB+Y | |d |E+|L |L| - (2-150)
Bs q)T ( (bT T
—trans —u = —u;

Alle Submatrizen in Gl. (2-147) bis GlL. (2-150) lassen sich, ausgehend von der Massenma-
trix des elastischen Korpers, ableiten, dabei ist die Abhéngigkeit einiger Integrale von den
elastischen Deformationen u zu beachten.

Am Beispiel des Tragheitstensors soll das Vorgehen erlautert werden

if/ﬂglgl av =/p(g+g) (c+u) dv (2-151)
\% \%
z/pggTdv+/p’ggTdv+/pg§Tdv+/pggTdv
14 \4 14 14

N J/

Vv
Riickwirkung der elastischen Deformation
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Waéhrend der erste Term die Tragheitsmomente des starren Koérpers reprasentiert, beschrei-
ben die iibrigen drei Terme die Anderung der Trigheitsmomente aufgrund der elastischen
Deformation. Unter Verwendung der modalen Koordinaten g kénnen die Einfliisse der
elastischen Deformation auf den Trégheitstensor folgendermaﬁen formuliert werden

T . Ny “qu
éA:/pggl dV:/pgchV Z/pc@ dV qy, — /p(I)ic av qy,

1% 4 | |
JO c, Q4T
1 —%*

nQu nQu

E /p(ID <I> dV Qu; Gu;

=1 j=

iﬁi]’
Mgy Mgy, Mgy Mgy
= J'-N C q.—-) C'q Ju Qu, (2-152)
< =4, Ui =4, u; _6Z u; uj

i=1 i=1 i=1 =1

vernachlassigt

Aus Rechenzeitgriinden werden fiir Berechnungen in Mehrkdrpersystemen alle Terme der
zweiten Ordnung vernachléssigt, was zur Einschrankung auf kleine Deformationen (Theo-
rie erster Ordnung) fiihrt. Die Matrizen J 0 L, . und €' ) sind zeitinvariant und damit vor

Beginn der Losung der Bewegungsdlfferent1algle1chung in einem Preprocessing-Schritt be-
stimmbar. Die Ableitung dieser Matrizen aus den Systemmatrizen der FE-Struktur sowie
die Aufteilung der iibrigen Integrale in Starrkérper- und elastische Anteile und ihre Appro-
ximation [Wal06], [Wal94], [SW99| kann Kapitel (A.3) entnommen werden. Das Resultat
ist ein System gewohnlicher Differentialgleichungen (ODE??), wobei die kleinen elastischen
Deformationen groften Starrkérperbewegungen iiberlagern werden.

2.4.4 Zeitintegration

Zur Losung des aus den vorangegangenen Betrachtungen resultierenden Systems gewohnli-
cher Differentialgleichungen zweiter Ordnung Gl. (2-146) im Zeitbereich werden standardi-
sierte ODE-Solver verwendet. Dazu ist die Uberfithrung auf ein Differentialgleichungssys-
tem erster Ordnung unter Verwendung der Zustandsraumdarstellung notwendig. Mit der
Einfilhrung des Geschwindigkeitsvektors v = b ergibt sich formal

b b

_ . (2-153)
M, .sa,)0 —h,(w.q,.9,)— hq,.9,)+h,(q)

Fiir die numerische Integration von Gl. (2-153) stehen verschiedene Verfahren zur Verfi-
gung. Dabei unterscheidet man zunéchst in explizite und implizite Zeitintegrationsverfah-
ren. Die Eigenschaften beider Verfahrensgruppen differieren zum einen durch den nume-
rischen Aufwand fiir die Berechnung eines Einzelschritts, welcher bei expliziten Verfahren

200rdinary Differential Equation
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deutlich geringer ist. Zum anderen weicht die bei gleicher Genauigkeit der Losung ver-
wendbare Schrittweite ab, welche bei impliziten Verfahren grofer ist. Die Auswahl des
spezifischen numerischen Algorithmus zur Losung wird somit entscheidend von der Cha-
rakteristik der Differentialgleichung beeinflusst. Aufgrund der numerischen Steifigkeit !
der Bewegungsdifferentialgleichung von MKS, welche sich durch Beriicksichtigung elasti-
scher und thermischer Komponenten sowie der Modellierung von Radialgleitlagern noch
erhoht, konnen bei Forderung akzeptabler Rechenzeiten nur angepasste implizite Solver
zum Einsatz kommen. Weit verbreitet ist in diesem Zusammenhang der auf Basis von
NDF?2-Algorithmen variabler Ordnung bzw. der BDF?*-Methode arbeitende Integrator
ODE1b5s, welcher Mehrschrittverfahren verwendet. Eine Alternative stellt der Integrator
ODE23s dar, welcher im Gegensatz zum ODE15s auf einem Einzelschrittverfahren unter
Verwendung einer modifizierten Rosenbrock-Formel basiert [SR97]. Da der Einfluss nume-
rischer Dampfung bei beiden Verfahren eine Veranderung der Ergebnisse ermdoglicht und
sich in Referenzuntersuchungen zeigte, dass die bendtigten Rechenzeiten beider Algorith-
men sehr hoch sind, wurde fiir alle in dieser Arbeit prasentierten Ergebnisse der Integrator
ODE23t verwendet, welcher eine Umsetzung der Trapezregel realisiert.

21Eine einheitliche Definition des Begriffs "numerische Steifigkeit” existiert nicht. Im Kontext der Bewe-
gungsdifferentialgleichung werden damit unterschiedliche Zeitskalen und damit Frequenzbereiche einzel-
ner Losungskomponenten beschrieben. Zusétzlich kann gezeigt werden, dass bei steifen Systemen die
Eigenwerte der Jacobi-Matrix konsequent negative Realteile aufweisen, die zudem von unterschiedlicher
Groéfenordnung sind.

22Numerical Differentiation Formula

23Backward Differentiation Formula - auch Gearsche Methode
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3 Einbindung thermomechanischer
Korper in Mehrkorpersimulationen

Fiir die Berechnung des thermischen und mechanischen Feldproblems fiir beliebige Korper
mit unbewegtem Referenzsystem stellt die Finite-Element-Methode ein weitverbreitetes
Instrument dar. Zur detaillierten Beschreibung der Geometrie und des daraus resultieren-
den thermischen und elastischen Verhaltens ist eine Unterteilung in eine endliche Anzahl
von geeigneten Elementen notwendig, was mit der Beschrankung auf lineare Materialmo-
delle zu gekoppelten linearen Differentialgleichungssystemen mit einer in der Regel grofien
Anzahl von Freiheitsgraden fiihrt. Die Kopplung kann unter Vernachlassigung des Gough-
Joule-Effekts?! einseitig aufgelost werden, wodurch vom mechanischen Gesichtspunkt aus
das Temperaturfeld als zusétzliche Lastkomponente interpretiert werden kann (siehe Ka-
pitel (2.3.1)).

Fiir Anwendungen, in denen die Bewegung des Referenzsystems von Interesse ist, wie
Untersuchungen zur Rotordynamik, oder in denen die Beschreibung der Interaktion zwi-
schen verschiedenen Korpern dominiert, bieten sich Beschreibungen auf Basis der Mehr-
kérperdynamik an, wie sie in Kapitel (2.4.2) hergeleitet wurden. Derartige Berechnungen
sind zwar auch mit FE-Simulationen umsetzbar, bedingt durch die grofen Referenzbewe-
gungen der Korper und die iiberlagerten kleinen Deformationen ergeben sich allerdings fiir
FE-Formulierungen grofse nichtlineare Differentialgleichungssysteme, deren Losung extrem
rechenzeitintensiv ist. Die Algorithmen der Mehrkorpersimulation hingegen sind explizit
fiir die Beschreibung grofser Referenzbewegungen konzipiert. Die Beriicksichtigung elas-
tischer Korper wiederum kann vorteilhaft aus FE-Formulierungen iibernommen werden.
Problematisch erweist sich dabei die hohe Anzahl an Freiheitsgraden der FE-Modelle. An
dieser Stelle erfolgt eine Reduktion in den Unterraum der Eigenvektoren (modale Redukti-
on siehe Kapitel (2.3.2)), zur Verringerung der Dimension des Problems. Das beschriebene
Vorgehen stellt den aktuellen Stand der Technik fiir elastische Kérper und ihre Riickwir-
kung auf die Mehrkorpersimulation dar.

Die Einbindung thermischer Komponenten ist hingegen nicht allgemein vorgesehen, kann
allerdings ebenfalls aus der FE-Formulierung abgeleitet werden. Zu diesem Zweck ist es
erforderlich, dass wihrend der Zeitintegration die thermische Differentialgleichung gelost
wird. Dies bewirkt analog zu den elastischen Freiheitsgraden eine Erhohung der Anzahl
der Losungsvariablen. Aufgrund der Forderung nach moderaten Rechenzeiten ist auch hier
eine Reduktion notwendig, die durch eine Transformation in den thermischen Modalraum
umsetzbar ist. Als Resultat der Moglichkeit der einseitigen Entkopplung von thermischem
und mechanischem Feldproblem und der Umsetzung des Temperaturfelds als dquivalenten
mechanischen Lastvektor ist eine direkte Implementierung der thermischen Systemmatri-
zen in die Bewegungsdifferentialgleichung nicht notwendig.

24Temperaturinderung aufgrund mechanischer Deformationen (in der Mehrzahl der Anwendungen von
hoherer Ordnung kein)
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Damit ist die Einbindung thermomechanischer Kérper in Mehrkorpersimulationen formal
beschrieben. Als problematisch erweist sich allerdings die Wahl der Eigenvektoren fiir das
thermische und das mechanische Problem. Zur Verringerung der Anzahl der potentiellen
Eigenvektoren und Fokussierung auf die Bereiche, welche fiir weitere Untersuchungen von
Interesse sind (fiir den Fall der Gleitlagersimulation ist der Bereich des Lagers dominierend
fiir die Giite der Simulation), sollen vorangestellte Master-Slave-Reduktionen Verwendung
finden (siehe Kapitel (2.3.2)).

| Reduktion auf Reduktion auf
Hauptfreiheitsgrade —“red Hauptfreiheitsgrade —*red

Thermische
[0)
( Lasten :t)<:
Thermische D
Deformationen  ~ %

v

Frequency-
Response-Modes

[ —

vV V

Mechamsche
Eigenformen 2,

Thermomechanische -
Koppelmatrix

\Y

Thermischer i
Koérper =t

\Y

I(El}zzs:cischer Q. ﬂu’ ﬂu)
orper

Thermische P
Eigenformen —*

NN

L
Thermische -
Lasten F,

Abbildung 3-1: Einbindung thermomechanischer Korper in Mehrkorpersysteme
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Ferner konnen auch bekannte Belastungsvektoren und die daraus resultierenden Defor-
mationen als Frequency-Response-Modes (siche Kapitel (2.3.3)) umgesetzt werden, was
eine exakte Abbildung dieser Verschiebungsvektoren innerhalb der Mehrkorpersimulation
ermdglicht. Das Vorgehen kann fiir die Verbesserung der Abbildungsgiite des gekoppel-
ten thermomechanischen Feldproblems verwendet werden. Die Eignung der mechanischen
Eigenvektoren fiir die Abbildung thermischer Lasten ist aufgrund der abweichenden physi-
kalischen Grundlagen sehr gering (siche Kapitel (6.3)). Damit miisste fiir eine ausreichende
Approximationsgiite eine grofse Zahl an mechanischen Eigenformen beriicksichtigt werden.
Alternativ konnten fiir die abbildbaren thermischen Lasten, welche durch die verwende-
ten thermischen Eigenvektoren determiniert sind, thermische Frequency-Response-Modes
Verwendung finden. Zusammenfassen ist in Abb. (3-1) der Ablaufplan des Preprocessings
und der Implementierung thermomechanischer Komponenten in Mehrkorpersysteme dar-
gestellt.
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4 Einbindung thermomechanischer
Gleitlager in Mehrkorpersimulationen

Die formale Einbindung der nichtlinearen Gleitlager erfolgt als Kraftelement innerhalb der
Mehrkorpersimulation und fiihrt somit zu einer Modifikation des Vektors der dufseren Las-
ten h,(q,) (siehe Kapitel (2.4.3)). Eine schematische Darstellung des gesamten Vorgehens

zur Einbindung thermomechanischer Gleitlager kann Abb. (4-

1) entnommen werden.

MKS-Modell

Krafte

Zeitintegration

kinematische Grofien

thermischer Koérper "Gedéchtnis”
Fromu 1) P Zwischenspeicher (wr, wrr) (1)
frsO | g D4, + K0, = Fo iy O, i, (h, h) (1)
—ut
=~ A yy
Fy(t) q,(t) (1) (t — At)
L A 4 2

Hydrodynamik-Modul

Losung Energiegleichung

T,

Losung Reynoldsgleichung

Pres; Jd

P m A= A M
.

Abbildung 4-1: Einbindung des thermomechanischen Gleitlagers als Kraftelement
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Fiir die Berticksichtigung der Wirkung &dufterer Lasten (im Kontext der Gleitlagersimulation
sind dies die resultierenden Druckkrifte und die tangential wirkenden Kraftkomponenten)
wird jedem FE-Knoten der elastischen Struktur (nach der Master-Slave-Reduktion existie-
ren nur noch die Master-Knoten) innerhalb der MKS-Formulierung ein Marker zugewiesen.
Jeder Marker besitzt eine Orientierung und die Moglichkeit der Aufpragung von Kréften
und Momenten in allen Raumrichtungen. In Abhéngigkeit der Position des Markers vom
korperfesten Referenzsystem bewirken Markerlasten zunéchst eine Verdnderung der kine-
matischen Grofsen des starren Korpers. Ferner wirken die Lasten auf die deformierbaren
Komponenten und fiihren somit zu einer iiberlagerten elastischen Verformung, welche be-
dingt durch die beschriebenen Koppelterme Riickwirkungen auf die Gesamtbewegung des
Korpers besitzt. Zudem wird durch Einfithrung der Marker die Bestimmung aller kinema-
tischen Grofen an einem Punkt ermoglicht. Dies beinhaltet sowohl die starren als auch
die elastischen Komponenten und ist ein essentieller Bestandteil der Bereitstellung der
Eingangsdaten fiir die Geitlagersimulation.

4.1 Kinematische Eingangsgrofsen

Fiir die Losung der Reynoldsgleichung besteht die Notwendigkeit der Aufbereitung der
Zustandsgroken der MKS. Die kinematischen Eingangsparameter Spalt- und Spaltéande-
rungsfunktion sind in Abhéngigkeit der Modellierung des Radialgleitlagers zu formulieren.
Dabei unterscheidet man vorrangig drei Varianten.

Die Verwendung starrer Lagerpartner bedingt, dass sich Spalt- und Spaltdnderungsfunkti-
on direkt aus der Orientierung sowie den Lage-, Geschwindigkeits- und Winkelgeschwindig-
keitsvektoren der Lagerpartner bestimmen lassen. Wird ferner die Schiefstellung zwischen
Welle und Schale ausgeschlossen ergibt sich als einfachste Variante der Modellierung der
kinematischen Grofsen ein Parallelspalt. Die Spaltdnderungsfunktion ist in diesem Zusam-
menhang direkt aus der Formulierung der Spaltfunktion ohne Naherungen bestimmbar.
Bei Berticksichtigung der Schiefstellung ergeben sich in Breitenrichtung aufgeldst variie-
rende Exzentrizitdten der Welle. Die formale Bestimmung der Spaltfunktion &ndert sich
allerdings nicht gravierend, wohingegen eine zum Parallelspalt analoge Ableitung der Spal-
tdnderungsfunktion nicht moglich ist. Diese Abbildungsvarianten der Gleitlager werden
unter dem Begriff HD?°-Modellierung zusammengefasst.

Wird neben einer Schiefstellung der Welle auch die elastische Deformation der Lagerpart-
ner zugelassen, konnen keine teilanalytischen Funktionen zur Bestimmung der Spalt- und
Spaltinderungsfunktion mehr angegeben werden, was als EHD*-Modellierung bezeichnet
wird.

Im Folgenden werden die einzelnen Varianten und die daraus resultierende Ableitung der
kinematischen Eingéngsgrofsen der Reynoldsgleichung vorgestellt. Die Darstellungen be-
schrianken sich auf ideal kreisférmige Konturen fiir Welle und Lagerschale. Bei Abweichun-
gen von der Kreiszylinderform (Offset-Halves-Lager, Zitronen-Lager, Tragspiegel-Lager
etc.) sind zusétzliche geometrische Beschaffenheiten fiir die Bestimmung der Spaltfunk-
tion zu beriicksichtigen. Die Definition der Spalténderungsfunktion bedarf aufgrund der
zeitlichen Konstanz der geometrischen Abweichungen keiner Anpassung.

2’hydrodynamisch
26elasto-hydrodynamisch
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4.1.1 Parallelspalt - HD parallel

Unter Verzicht auf Schiefstellung und elastische Deformation stellt sich bei radialer Wel-
lenverlagerung ein in Umfangsrichtung exzentrischer Verlauf der Spaltfunktion ein.

Abbildung 4-2: Bestimmung der diskretisierten Spaltfunktion (Parallelspalt)

Die Verwendung des Kosinussatzes fithrt nach Abb. (4-2) auf folgenden Zusammenhang
(rip+h)? = (1)’ +ea’—2rrer cos(p—€) | (4-1)

woraus durch Umformungen die Spaltfunktion in Abhéngigkeit der Koordinate ¢ bzw. der
lokalen Spaltkoordinate x abgeleitet werden kann

hg) = —rir + /[ — ex cos(p — ) + ex? sin(p—€) . (+2)

Mit der Vereinfachungen “ < 1 ergibt sich folgende in der Literatur iibliche Ndherung
rr

h(p) = Ar —ex cos(p — &) . (4-3)

Die Bestimmung der Spaltdnderungsfunktion erfolgt durch zeitliche Differentiation der
schalenfest beschriebenen Spaltfunktion

() = —e cos(p — &) — el sin(p — &) | (4-4)
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Die Exzentrizitat und der Winkel der Exzentrizitéit sowie deren zeitliche Ableitungen lassen
sich in Abhéngigkeit der Differenz der Koordinaten der Welle und der Schale sowie ihrer
zeitlichen Ableitungen im korperfesten Koordinatensystem der Schale formulieren

@ = VAPFAS @ - SUUFATAT

er

e = Ay . AgAr— Az Ay
= arctan Ar , & = =

4.1.2 Schiefstellung - HD schief

Wird ferner eine Verkippung der Welle in der Lagerschale zugelassen, ergibt sich als Re-
sultat der globalen Rotationsfreiheitsgrade eine Abhéangigkeit der Spaltfunktion von der
lokalen Breitenrichtung. Algorithmisch kann dies durch eine Anpassung der Exzentrizitit
fiir jede diskretisierte Breitenteilung berticksichtigt werden. Unter Verwendung der Orien-
tierungsmatrizen der Schale ! Q und der Welle ! Q werden die Ortsvektoren der Diskreti-
sierungspunkte in das Schalenkoordlnatensystem uberfuhrt in welchem die Beschreibung
der Reynoldsgleichung erfolgt. Damit kann analog Kapitel (4.1.1) fiir jede Breitenreihe in
Abhéngigkeit der kinematischen Grofen eine allgemeine Bestimmung der Spaltfunktion
fiir beliebige Diskretisierungen erreicht werden.

ynf A yr

j:l j:ny

Abbildung 4-3: Bestimmung der diskretisierten Spaltfunktion (Schiefstellung)

Die Berechnung der Spaltdnderungsfunktion ist fiir diesen Fall nicht trivial als forma-
le Differentiation der Spaltfunktion moglich. Vielmehr muss sie durch die Differenz der
Absolutgeschwindigkeiten der Punkte auf den Lageroberflichen in Normalenrichtung aus-
gewertet werden. Dazu ist fiir jeden Diskretisierungspunkt auf dem Berechnungsnetz der
Schale ein korrespondierender Punkt auf der Welle zu konstruieren (siehe Abb. (4-4)).
Die anschliefende Berechnung der inertialsystemfesten Absolutgeschwindigkeit des Wel-
lenpunktes bzw. des Schalenpunktes erfolgt unter Verwendung der Eulerschen Formel

QZP I@ <”"Ai+£,- X£¢p> mit v = 1,11 . (4-5)
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Abbildung 4-4: Bestimmung der Spaltdnderungsfunktion (Schiefstellung)

Es sei an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass die in der Literatur haufig anzutreffende
Formulierung

B, = htAAt—t—ht (4-6)

fiir allgemeine Betrachtungen und speziell bei mitrotierender Schale und schalenfester Be-
trachtung falsche Ergebnisse liefert.

4.1.3 Elastische Deformation - EHD

Wird die Einschrankung der starren Lageroberflichen aufgegeben, beinhaltet die Definition
der Spaltfunktion und deren zeitlicher Ableitung die konkrete Auswertung der Abstédnde
und Geschwindigkeiten an den jeweiligen Diskretisierungspunkten normal zur Lagerschale.
Dazu werden analog zur Berticksichtigung der Schiefstellung die zu den Schalenpunkten
korrespondierenden Wellenpunkte unter Einbeziehung der elastischen Deformationen kon-
struiert. Dies erfolgt fiir jede diskretisierte Breitenreihe unter Beachtung der lokalen Orien-
tierung des Wellenmarkers. Die anschliefsende Konstruktion der Differenz der Ortsvektoren
und der inertialsystemfesten Geschwindigkeitsvektoren (einschliefslich der Deformationsge-
schwindigkeiten) in Normalenrichtung in Koordinaten des Schalensystems erfolgt wieder
durch Verwendung der Orientierungsmatrizen fiir Welle und Schale.
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4.2 Mischreibung

Neben der Wirkung der reinen Hydrodynamik, beschrieben durch die Reynoldsgleichung,
kommt es bei technisch rauen Oberflichen mit Unterschreitung einer kritischen Schmier-
spalthohe zur Ausbildung von Mikrokontakten zwischen den Erhebungen der Oberflachen-
topographien. Als Summe der einzelnen Mikrokontaktflachen ergibt sich eine Gesamtkon-
taktflache, deren Gréfe und Geometrie vom Abstand und den Oberflichentopographien der
Lagerpartner sowie deren elastischen und plastischen Deformationsverhalten determiniert
wird. Daraus resultierend ergibt sich allgemein im Mischreibungsgebiet eine Uberlagerung
von hydrodynamischem Druck und Festkorperdruck als Resultat der Mikrokontakte

Pres (‘Tv y) - ph(l', y) + pc(xa y) : (4_7)

Die Beschreibung und der Detaillierungsgrad der Abbildung des Festkorperdrucks variieren
von vollstdndigen elasto-plastischen FE-Simulationen an repréasentativen Fldchenelementen
iiber Formulierungen auf Basis des elastischen Halbraums bis hin zu statistischen Mitte-
lungen auf Grundlage Hertzscher Kontakte.

Um keine mafsgebliche Vergrofserung der Simulationszeit durch die Berechnung der resul-
tierenden Festkorpertraganteile zu erhalten, wird das verbreitete Greenwood-Williamson
Rauheitskontaktmodell verwendet |GW66]. Ausgehend von der Modellierung der Rauheits-
gipfel als kugelférmige Erhohungen mit einem mittleren Radius p auf den Oberflachen der
Lagerpartner wird der Zusammenhang zwischen Belastung und Verformung fiir Einzelkon-
takte abgeleitet.

Als Grundmodell wird der Kontakt einer ideal glatten Oberflache mit einer rauhen Ober-
fliche verwendet (siche Abb. (4-5))).

Oberflachenunebenheit im Kontakt

glatte
A /\ Oberflache

rauhe

Oberflache

Abbildung 4-5: Kontakt einer rauhen Oberfliche [GW66|

Mit der Annahme einer statistischen Verteilung der Rauheitshohen, beschrieben durch die
Verteilungsdichtefunktion ¢(z) und der Anzahl der Rauheitsgipfel n, deren Hohe beziiglich
der Referenzebene z; entspricht, kann die Anzahl der Rauheiten, deren Hohe grofer ist als
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der Abstand s, wie folgt beschrieben werden

Npes = n7¢(z)dz ) (4-8)

Die Betrachtung der Verformung eines Rauheitsgipfels ergibt unter Verwendung der Hertz-
schen Gleichungen [BK83| die Einzelkontaktfliche zu

B, = mw(zi—s)p . (4-9)

Die Gesamtkontaktflache resultiert aus der Summation iiber alle im Kontakt stehenden
Einzelflachen
B, = mnp /(z —8)p(z)dz . (4-10)

zZ=5

Analoges Vorgehen fiithrt mit dem reduzierten Elastizitdtsmodul FE,.; der Kontaktpaarung
auf die Kontaktkraft

4 .7 t
Fo= 3Bty [ (=90 d: (+11)
zZ=5

bzw. mit der Dichte der Rauheitsgipfel y = BL auf den Kontaktdruck
0

4 L .
pe = 5 Bty / (z—8)ig(z)dz . (4-12)

Nach Greenwood und Williamson wird fiir die Einzelrauheiten eine Gauss-Verteilung an-
genommen

1 22

o(z) = C\/ﬂe_ﬁ , (4-13)

I
wodurch nach Koordinatentransformation Z = g und § = Z die folgenden Terme fiir den

Festkorperkontaktdruck

o0

4 1 3 3
pe = 3Bantnct [(Z2-9102)az (414

Z=5

und das Kontaktflachenverhaltnis

B

m = e [(Z-9e2)iz (+15)
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abgeleitet werden konnen.
Als Resultat liegt ein integrales Modell fiir den Festkorperkontakt vor, welches durch die
aus Messungen bestimmbaren Parameter

Ered reduzierter Elastizitdtsmodul der Kontaktpaarung
Zm Mittelwert der Rauheitserhebungen

¢ Standardabweichung der Rauheitshéhenverteilung
1 Durchschnittlicher Radius der Rauheitsgipfel

n Dichte der Rauheitsgipfel

beschrieben wird.
Damit kann der Gesamtdruck im Mischreibungsgebiet nach Gl. (4-7) unter Beriicksichti-
gung des Kontaktflachenverhéltnisses in der Form

B. B.
pres(may) :ph(x>y) (1 - _) +pc($7y)_ . (4_16)

By By
angegeben, welche durch Integration iiber das gesamte Lager auf die resultierenden Trag-
krafte fiir das hydrodynamische Radialgleitlager unter Beriicksichtigung von Mischreibung

fihrt.

4.3 Resultierende Krafte und Momente

Die Bestimmung der sich ergebenden Lasten, welche aus den normal zur Oberfliche wirken-
den Driicken sowie den tangentialen Schubanteilen resultieren, variiert in Abhéngigkeit der
verwendeten Modellierungsvariante zur Abbildung der Gleitlager. Dabei bedarf es im Fall
der EHD-Modellierung der Aufpriagung der markerlokalen Lasten in normaler und tangen-
tialer Richtung, bei der Abbildung durch HD-Lager ist eine Summationen der Einzellasten
(fiir jede Breitenrichtung bzw. fiir das gesamte Gleitlager) erforderlich sowie die anschlie-
flende Aufpriagung auf den Marker der Welle und Schale. Die im Folgenden dokumentierten
Schritte sind somit auf den jeweiligen Simulationstyp abzustimmen.

4.3.1 Tragkraft

Zur Bestimmung der Tragkraft, werden zunéchst die an den Diskretisierungspunkten wir-
kenden lokalen Kréfte, welche normal zur Oberfliche der Lagerschale wirken, berechnet.
Mit der Annahme der Konstanz des Drucks innerhalb eines Kontrollvolumens ergibt sich
die lokale Kraft zu

Fnormi,j = /presi’j dB = BOM DPres;; - (4'17)

Bo
Die Aufteilung der Einzellasten in Komponenten des korperfesten Referenzsystems und die
anschlieflende Summation ergibt die resultierenden Tragkrifte des Radialgleitlagers (siehe

Abb. (4-6)).
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Yr A

Fnorml"j

Fnomyiyj

Abbildung 4-6: Bestimmung der Tragkraft

4.3.2 Lagermoment

Bei starren Korpern und balkenférmigen elastischen Komponenten mit nur einem Knoten
in Breitenrichtung innerhalb des Lagers miissen die aus einer Schiefstellung der Welle in
der Lagerschale resultierenden Lagermomente beriicksichtigt werden. Bedingt durch die
unsymmetrische Druckverteilung ergeben sich in Abhéngigkeit der Diskretisierung Verset-
zungsmomente fiir die resultierenden Tragkréfte einzelner Breitenreihen (siehe Abb. (4-7)).
Die Summation fithrt auf die beiden Lagermomente

Dy Dy
LI,; - Z Fnormy:,j ZIj bzw. Lly - - Z Fnormw;,j le (4_18)
j=1 j=1

um die x- und y-Achse des Referenzsystems. Unter Verwendung der Transformationsma-
trizen konnen die resultierenden Momente auf die Welle bestimmt werden.

4.3.3 Reibmoment

Die Berechnung der tangential wirkenden Reibkrifte fiir jeden Diskretisierungspunkt ist
durch die Uberlagerung der vom Fluid iibertragenen Schubspannungen und der aus dem
Festkorperkontakt entstehenden Komponenten determiniert

Ftangiﬁj - /szi,j + fC pCi’j dB 9 (4_19)

By
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A y[

J=1 J=my

Abbildung 4-7: Bestimmung des Lagermoments um die x-Achse

wobei f. die Grenzreibungszahl ist, welche entweder durch energetische und mechanische
Betrachtungen [FGT80| oder experimentell bestimmt werden kann. Unter Berticksichtigung
der Vereinfachungen fiir die Reynoldsgleichung ergeben sich die Tangentialkréifte mit dem
Stokesschen Reibungssatz Gl. (2-2) zu

8ui i
Ftangi’j = /197,7] T’l’iqi’j 0_2;] + fc pcm- dB . (4_20)

Bo

Die Auswertung des Differentialoperators in Gl. (4-20) fihrt mit Gl. (2-7) an der Oberflache
der Lagerschale auf den Ausdruck

hiyj 8phi, Urr —ur
FItangi’]- = / _7 8]) ! + 191,] nliqi’]‘ TJ + fc pci,j dB (4—21)

By

bzw. an der Wellenoberflache auf

h; ; Oph, Uy — Uy
F = L L5 Mg, . ——————— Do, . dB . 4-22
Iltangi’j / 2 ax + 5] ,r]l qz,] hZJ + f p 1,7 ( )

By

Obgleich die Schubspannungen an Welle und Schale und damit per se die Tangentialkréfte
unterschiedlich sind, muss nach dem Grundgesetz der Mechanik die Summe aller Momente
um einen Punkt Null ergeben. Wird als Referenzpunkt der Wellenmittelpunkt gewéhlt,
ergibt sich das Reibmoment auf die Welle zu

Lanc — ZZEangiﬁj rir = ZZBOW (THM' +prCi,j) rrroo- (4_23)
J (]

i
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Fiir die Berechnung des Reibmoments auf die Schale bzgl. des Wellenmittelpunktes ergibt
sich aus Abb. (4-8)

LIf”-C = Z Z FnormiJ ltang + Ftangi,j (T[ - lnorm)
(2

= Z Z BUi,j presiyj ltang + BOi,j (TIi,j + fcpciyj) (TI - lnorm) ) (4_24)

3 J

wobei die Abstande I, und li,, aus geometrischen Beziehungen bestimmbar sind. Die
auf diese Weise abgeleiteten Reibmomente ergeben somit eine Gleichgewichtsgruppe.

Fnormihj

Abbildung 4-8: Bestimmung der Reibmomente

4.4 Zeitschrittiibergreifender Datentransfer

Neben den kinematischen Eingangsgrofen zur Abbildung des hydrodynamischen und ther-
mischen Verhaltens von Gleitlagern enthalten die Reynoldsgleichung (siehe Kapitel (2.1.4))
und die Energiegleichung Kapitel (2.2.4) zusétzliche transiente Komponenten, welche aus-
schliefslich durch zeitliche Differenzenapproximationen Beriicksichtigung finden kdénnen.
Unter der Verwendung von Zeitintegrationsverfahren mit variabler Schrittweite, Predictor-
und Corrector-Schritten sowie Aufrufen zur Bestimmung der Jacobi-Matrix?” muss ein
Vorgehen entwickelt werden, um die Informationen des letzten reguldren Zeitschritts zu
extrahieren und fiir weitere Berechnungen zur Verfiigung zu stellen. Erfolgt keine Unter-
scheidung der einzelnen Aufrufe innerhalb der Zeitintegration, konnen physikalisch nicht

2T Ableitungsmatrix des Zustandsvektors nach allen Zustandsvariablen innerhalb des Zeitintegration
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relevante Frgebnisse, wie sie z. B. bei der Erstellung der Jacobi-Matrix entstehen, die
Grundlage fiir die zeitliche Differenzenapproximation bilden, was zu einer Verfalschung
des Systemverhaltens fiihrt.

Der entwickelte Formalismus sieht deshalb die Einfiihrung eines Zwischenspeichers vor. Bei
Identifikation eines reguldren Schritts werden die relevanten Informationen (druckidhnliche
Funktion II, Temperatur des Schmierstoffs ©,, sowie die dynamische Viskositdt des
Schmiermittels 7;,) unter Vermerk der aktuellen Simulationszeit abgelegt. Alle weiteren
Zeitschritte greifen auf diese Daten unter Beachtung der tatséchlichen Zeitdifferenz zu, um
die transienten Terme zu bestimmen. Bedingt durch die Predictor- und Corrector-Schritte,
geniigt es nicht diesen Zwischenspeicher bei Erreichen eines weiteren reguldren Schritts zu
iiberschreiben, vielmehr muss eine definierte Zeitspanne vorliegen, um fiir alle relevanten
Punkte reguldre Informationen aus vergangenen Zeitschritten zur Verfiigung stellen zu
konnen. Neben der Notwendigkeit dieser Mafnahme bietet sich so auch die Moglichkeit
der Definition angepasster Startvektoren zur Losung der Reynoldsgleichung und der
Energiegleichung aus dem letzten Zeitschritt, was die Konvergenzgeschwindigkeit unter
Verwendung iterativer Losungsalgorithmen erheblich steigert.
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5 Referenzmodelle

Um die Funktionsfihigkeit der beschriebenen Algorithmen verifizieren zu kénnen, bedarf
es des Abgleichs mit experimentell ermittelten Daten bzw. mit in der Literatur verfiig-
baren Vergleichsrechnungen. Dabei besteht ein Dualismus zwischen den rotordynamisch
relevanten Kenngrofsen, welche primér durch die kinematischen Gréfsen des Rotorsystems
beschrieben werden (Amplituden des Rotors, Schiefstellung im Lager), und den hydrody-
namisch relevanten Grofsen (Druck- und Temperaturverlauf).

5.1 Quasistatisches Vergleichsmodell mit
Temperatureinfluss

Zur Untersuchung der Auswirkungen der Einbindung der Energiegleichung und der Ein-
fliilsse der getroffenen Vereinfachungen wird auf ein quasistatisches Referenzmodell nach
Ferron zuriickgegriffen [Fer82]. Der Modellaufbau beinhaltet ein Kreiszylinderlager mit ver-
gleichsweise niedrigen Wellendrehzahlen. In der Literatur finden sich fiir dieses Lager zudem
quasistatische Simulationen mit sehr hohem Detaillierungsgrad, welche als Vergleichsmog-
lichkeiten Anwendung finden konnen [Mit90]. Eine Zusammenstellung der Lagerparameter
kann Tab. (A-1) entnommen werden.

Neben den experimentell aufgenommenen Parametern sind fiir die Simulation zusétzli-
che Randbedingungen der thermischen Korper zu definieren. Ubereinstimmend mit Mitt-
wollen wird die Lagerschale mit einem Warmeiibergangskoeffizient in axialer Richtung
hf1 4z = 500 W/m? K und in radialer Richtung Af7,.q = 100 W/m? K modelliert. Die Welle
wird als thermisches Stabelement der Breite der Lagerschale mit einem Wérmeiibergangs-
koeffizenten hy,,. = 1007W/m? K an den Stirnseiten abgebildet. Die nominelle Umge-
bungstemperatur der Lagerpartner wird innerhalb der Simulationen von Mittwollen auf
die mittlere Olaustrittstemperatur gesetzt. Um zusétzliche Abweichungen zu vermeiden,
werden die entsprechenden Werte iibernommen 7,,,, = T,.s. Die experimentellen Daten
stellen nur das Kaltlagerspiel zur Verfiigung, da allerdings die Temperatur mafgeblich das
Radialspiel beeinflusst, miissen zuséatzlich Warmeausdehnungskoeffizienten fiir die Stahl-
welle (ar; = 12-107°K ') und die Bronzeschale (a; = 12-107°K~!) angenommen werden.
Die Lagerschale wird als freier Ring idealisiert, wodurch die mittlere Temperatur die radiale
Aufweitung determiniert.

Wie aus Abb. (5-1) zu erkennen ist, weisen zunéchst die Temperaturen in der Lagerscha-
le sowohl bei den Simulationen als auch bei den Messungen global den gleichen Verlauf
auf. Wahrend die Ergebnisse von Mittwollen eine im Vergleich zu den Messungen leicht
erhohte maximale Temperatur erkennen lassen, zeigen die Simulationen unter Verwendung
der vereinfachten zweidimensionalen Form der Energiegleichung ein zu gering vorhergesag-
tes Temperaturniveau. Die Abweichungen als Resultat der zweidimensionalen Form sind
auf verschiedene Ursachen zuriickzufiihren. Zunéchst wird der Warmefluss in Spalthéhen-
richtung in den Simulationen nur in einer quadratischen Naherung erfiillt, welche zwar in
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Abbildung 5-1: Temperaturverlauf - quasistatisches Vergleichsmodell mit Temperatureinfluss

weiten Bereichen eine gute Approximation darstellt [Kni90]|, jedoch nicht die Losungsgiite
einer dreidimensionalen Diskretisierung erreichen kann. Zudem beinhalten die Ergebnisse
von Mittwollen ein auf einer Stromungsréhre basierendes Taschenmischungsmodell, welches
in den vorliegenden Simulationen aus Griinden der Implementierbarkeit unter Verwendung
der getroffenen Annahmen nicht enthalten ist.

Die Riickwirkungen auf den Druckverlauf Abb. (5-2) zeigen allerdings, dass die Beschrei-
bung des globalen Temperaturverlaufs und der Hydrodynamik im Vergleich mit den ex-
perimentellen Ergebnissen nach Ferron und den Simulationen nach Mittwollen zu nahezu
identischen Resultaten einschlieflich des Maximaldrucks fiihrt. Da diese die Riickwirkung
auf das rotordynamische System charakterisieren, beschreiben die Algorithmen auch bei
Einbindung in eine dynamische Simulation das mechanische Verhalten (einschlieflich der
darin enthaltenen Koppeleinfliisse durch die thermischen Grofen) in guter Naherung.

Zusammenfassend ist zu sagen, dass die Ergebnisse im Kontext der getroffenen Annahmen
und der Konzipierung der Algorithmen fiir rotordynamische Anwendungen gute Ergebnis-
se aufweisen. Die Temperaturen werden global gut abgebildet und die Riickwirkung auf
das Rotorsystem in Form des Druckverlaufs weist nur geringfiigige Unterschiede zu den
experimentellen Ergebnissen auf.

Weiterfithrende Untersuchungen bei Verdnderung der statischen Last und Variation der
Drehzahl zeigen prinzipiell dhnliche Ergebnisse. Die maximalen Temperaturen der Schale
werden im Vergleich zu den Ergebnissen nach Mittwollen und den experimentellen Daten
unterschitzt, liegen jedoch in der gleichen Gréfenordnung. Der funktionale Verlauf ist
gleich, wodurch strukturell gleiches Verhalten erwartet werden kann.
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Abbildung 5-2: Druckverlauf - quasistatisches Vergleichsmodell mit Temperatureinfluss

5.2 Rotordynamisches Vergleichsmodell ohne
Temperatureinfluss

Nachdem an einem quasistatischen Vergleichsmodell die Funktionsfihigkeit der Algorith-
men zur Abbildung der Hydrodynamik und der Energiegleichung gezeigt werden konn-
ten, erfolgt nun ein Abgleich anhand des quasistationdren Hochlaufverhaltens eines Laval-
Rotors Abb. (5-3). Als Referenz soll eine Simulation unter Verwendung einer verifizierten
Kennfeldlosung dienen. Neben dem Abgleich sollen auch die Unterschiede innerhalb dy-
namischer Simulationen zwischen Kennfeldlésungen, welche eine Linearisierung des Ver-
haltens des Gleitlagers um einen stationédren Betriebspunkt beschreiben, und direkten Lo-
sungen der vollstdndigen transienten Reynoldsgleichung in jedem Zeitschritt aufgezeigt
werden. Die Einfliisse aus der Energiegleichung werden im Referenzmodell nicht beriick-
sichtigtet. Anschliefsend erfolgt die Untersuchung des Systems unter Vorgabe verschiedener
Winkelbeschleunigungen, um den dynamischen Einfluss abschétzen zu kénnen.

Das Modell des Laval-Rotors besitzt die in Tab. (A-2) zusammengefassten geometrischen
Abmessungen und Parameter der Lagerung, welche als Mehrflachenlager MFL4x60° ausge-
fiihrt wurde. Das FE-Modell der elastischen Welle besteht aus 36 linearen Balkenelementen,
welche den Schubeinfluss nach der Timoshenko-Theorie beriicksichtigen. Die zur Einbin-
dung in die Mehrkorpersimulation notwendige modale Reduktion beinhaltet die ersten 20
Biegeeigenformen, welche das Verhalten in sehr guter Naherung beschreiben. Eine voran-
gestellte Master-Slave-Reduktion ist aufgrund der geringen Anzahl der Freiheitsgrade und
der Eindeutigkeit der Belastung nicht notwendig.
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Abbildung 5-3: Modell - rotordynamisches Vergleichsmodell ohne Temperatureinfluss

Fiir die Modellierung der Welle ist die Verwendung von Balkenelementen vorteilhaft, da
die vorwiegend schlanken Rotoren damit gut abstrahiert werden kénnen und lokale De-
formationen von untergeordneter Bedeutung sind. Die Rotation der Welle wiirde zudem
im Kontext der Gleitlagersimulation bei Abbildung durch Volumenelemente auf das Pro-
blem von Relativbewegungen der beschreibenden Netze von Welle und Lagerschale fiih-
ren und damit verbunden, die Verwendung von Interpolationsalgorithmen bedingen (siche

[INWDS09] oder detaillierter [Nit09]).
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Abbildung 5-4: Rotoramplituden - rotordynamisches Vergleichsmodell ohne
Temperatureinfluss
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Das Rotorsystem mit den vorgestellten Modellparametern wurde bereits in [ GE93] unter-
sucht, wodurch die Mdéglichkeit des Abgleichs der entwickelten Methoden gegeben ist. Zu
diesem Zweck werden zunéchst die quasistationdren Rotoramplituden des Systems (parti-
kuldre Losung) zu diskreten Drehzahlen ermittelt und in Abb. (5-4) dargestellt.

Die Referenzlosung wurde unter Verwendung von Kennfeldern und deren Implementierung
in das Programm MADYN/NOLIN erstellt, welches in weiten Belangen einem FE-System
entspricht. Die Untersuchung rotordynamischer Eigenschaften gelingt durch zusétzliche
Formulierung der gyroskopischen Matrix, wodurch Kreiseleffekte und drehzahlabhéngige
Eigenfrequenzen beschreibbar werden. Die Kennfelder zur Abbildung der Gleitlagerung
wurden mit dem Programm ALP3T erstellt, welches einen quasistatischen?® Kavitations-
algorithmus nach Elrod verwendet.

Im Vergleich mit den Simulationsergebnissen, welche unter Verwendung der vollstandigen
Reynoldsgleichung erstellt wurden, zeigt sich global zunéchst der gleiche Verlauf. Uberein-
stimmend weisen die Simulationen drei charakteristische Punkte auf.

Zunichst kann bei ng = 5000min~! die biegekritische Drehzahl identifiziert werden.
Ferner ist im Drehzahlbereich um nj,e = 9500min~"' eine weitere Amplitudenerhhung
festzustellen. Diese als Oil-Whirl charakterisierbare subharmonische Schwingung resultiert
aus den Eigenschaften des Schmierfilms. Ursache fiir den Oil-Whirl oder Halbfrequenzwir-
bel ist die Selbsterregung des Systems durch die umlaufende Stromung des Fluidfilms.
Unter Beachtung der Haftungsbedingung an Wellen- und Schalenoberfliche und der An-
nahme eines linearen Geschwindigkeitsfelds in Spalththenrichtung ergibt sich bei stehender
Lagerschale eine mittlere Olwinkelgeschwindigkeit w,, = wys, /2.

Abbildung 5-5: Geschwindigkeitsverteilungen im Gleitlager zur Beschreibung des Oil-Whirls

28In diesem Kontext wird der Begriff quasistatisch verwendet, um zu beschreiben, dass die Dampfungs-
eigenschaften des Lagers mit der Annahme identischer Kavitationszustdnde bei reiner Zapfenbewegung
und reiner Zapfenverlagerungsbewegung abgeleitet wurden [Mit90]. Giiltigkeit besitzt diese Annahme
streng genommen nur unter der Voraussetzung moderater Auslenkungen um die statische Ruhelage.
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Eine Betrachtung der Volumenstrome in Abb. (5-5) in Anlehnung an [YI01] fiir ein ideali-
siertes vollgefiilltes kreisférmiges Gleitlager ohne Schiefstellung ergibt zusammen mit der
Wellenverschiebung folgende Volumenstrombilanz

777,|=0 . (5-1)

. . r
(W i =|P0p, ) (rr =1+ er) = (W rr+|Eg,|) (rr =711 —e) —%

TV TV
Volumenstrom in das Kontrollvolumen Volumenstrom aus dem Kontrollvolumen

Mit der Vereinfachung r;;/r; =~ 1 und der aus kinematischen Betrachtungen ableitbaren
zeitlichen Anderung des Verlagerungswinkels £ = ‘ Ty A} /ex folgt

£=wm = LA (5-2)
2

Werden zusitzlich Olzufithrungen und Kavitation beriicksichtigt und einbezogen, dass das
Lager seitlich nicht geschlossen ist, sodass Ol austreten kann, fiihrt dies auf eine Absen-
kung der zeitlichen Anderung des Verlagerungswinkels im Bereich & = 0.42...0.48 wy;.
Das Resultat der betrachteten Volumenstrome ist also eine umlaufende Bewegung der
Welle in der Schale mit etwa der halben Winkelgeschwindigkeit der Welle. Da die Differenz
zwischen umlaufender Wellengeschwindigkeit und mittlerer Geschwindigkeit des Olfilms
gering ist, wird weniger Ol in den engsten Spalt gefordert, was den Druckaufbau beein-
flusst und zu groferen Exzentrizititen fithrt. Somit wird zunehmend Ol seitlich aus dem
Lager austreten und die Whirl-Frequenz sinkt. Die Riickwirkung fiihrt dazu, dass sich
ein Gleichgewicht im Lager einstellen kann [Mus05]. Das konkrete Auftreten der Whirl-
Schwingung ist durch die duflere Belastung, die konkreten Gleitlagereigenschaften sowie
die chakteristischen Steifigkeits- und Dampfungsparameter des Rotors beeinflusst.
Ab einer Drehzahl ny,is = 12000umin~" wachsen die Amplituden des Rotors unbegrenzt
an. Diese Stelle determiniert den Oil-Whip. Dabei trifft die subharmonische Anregung des
Oil-Whirl die erste Biegeeigenfrequenz, wodurch die Amplituden im Lager schnell anwach-
sen und nur noch durch das Lagerspiel begrenzt werden. Diese weitestgehend phenomeno-
logische Erklédrung beschreibt weitere Effekte, wie die Konstanz der Schwingungsfrequenz
des Whirls trotz steigender Drehzahl nicht. Dazu sind weiterfithrende Stabilitatsunter-
suchungen notwendig, wie sie unter anderem in [Mus86], [Mus88|, [YI01] vorgenommen
wurden.
Obgleich der globale Verlauf der Rotoramplituden gute Ubereinstimmungen aufweist, exis-
tieren lokal Unterschiede, die im Folgenden untersucht werden sollen. Zunéchst soll der
Einfluss des verwendeten Programmsystems analysiert werden. Dazu werden analog zur
Referenzlosung Kennfelder mit dem Programm ALP3T erstellt und in die Mehrkorpersi-
mulation integriert. Es zeigt sich, dass die Differenzen in den charakteristischen Punkten
teilweise auf die unterschiedliche Beschreibung des elastischen Rotors zuriickzufiihren sind.
Da im FE-Programm MADYN /NOLIN keine explizite Rotation beschrieben wird, kann die
Materialdampfung des elastischen Rotors nur als inertiale Dampfung interpretiert werden,
wahrend in der Mehrkorpersimulation die Beschreibung im mitrotierenden Koordinaten-
system erfolgt und damit den Effekt einer inneren Dampfung besitzt (vgl. [Fisl1]). Zudem
ist die Beschreibung der Dampfung aufgrund des modalen Ansatzes im Mehrkorpersystem
nicht direkt mit der Referenzlosung vergleichbar. Die Unterschiede zwischen der Kennfeld-
Losung und der Simulation unter vollstdndiger Losung der Reynoldsgleichung sind auf
unterschiedliche Beschreibungen des Verdrangungsterms zuriickzufiihren. Wie bereits aus-
gefiihrt, besitzen die Kennfeldlésungen nur bei moderater Auslenkung um die statische
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Ruhelage Giiltigkeit. Daraus resultierend ergeben sich aufgrund differierender Steifigkeits-
und Dampfungseigenschaften Abweichungen in den Rotoramplituden an den Stellen der
kritischen Drehzahlen und auch Verschiebungen der kritischen Drehzahlen. Unter Einbe-
ziehung der algorithmischen und formalen Unterschiede in den Beschreibungen des elasti-
schen Rotors und der Abbildung der Gleitlagerung zeigen die Simulationen vergleichbare
Ergebnisse.

In einem weiterfithrenden Schritt wird die quasistationédre Forderung aufgehoben, um den
Einfluss des transienten Verhaltens der Lagerung auf die Rotoramplituden zu untersuchen.
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Abbildung 5-6: Rotoramplituden - rotordynamisches Vergleichsmodell ohne
Temperatureinfluss

Die in Abb. (5-6) dargestellten Simulationsergebnisse zeigen Variationen der Winkelbe-
schleunigung bei linearer Verdanderung der Drehzahl, wie sie technisch relevant ist. Bei
zunehmender Winkelbeschleunigung des Rotors kann eine leichte Erhohung der biegekriti-
schen Drehzahl njy; beobachtet werden. Gleichzeitig werden die Amplituden bedingt durch
das schnellere Durchfahren der Resonanzstelle und die fehlende Moglichkeit der Ausbil-
dung der maximalen Schwingungsamplitude verringert. Fine deutlich stdrkere Abhédngig-
keit weist das Auftreten der Schwingung des Oil-Whirl auf. Die Amplituden sinken sehr
stark ab, bis sie ab einer Grenzwinkelbeschleunigung im Vergleich zur Unwuchtschwingung
nicht mehr dominant sind. Auch die letztlich zum Systemversagen fiihrende Ausbildung
des Oil-Whip verzogert sich stark, wodurch hohere maximale Drehzahlen erreicht werden
konnen. Die Auswirkungen der transienten Einfliisse auf das Systemverhalten selbst eines
Laval-Rotors unter Beriicksichtigung der Nichtlinearitdt der Lagerung sind vielfaltig und
beeinflussen nicht nur die Resonanzamplitude sondern auch die Stabilitdtsgrenze und das
Auftreten zusétzlicher kritischer Drehzahlen, was ihre Berticksichtigung und den daraus
resultierenden Mehraufwand der Modellierung rechtfertigt.
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6 Anwendungsbeispiel Lagerbock

Fiir die Abbildung allgemeiner rotordynamischer Systeme geniigt es bei hohen Lasten (dy-
namisch oder statisch) haufig nicht, lediglich die Welle als deformierbaren Kérper zu mo-
dellieren. Die Beriicksichtigung des zeitabhédngigen Deformationsverhaltens der Lagerschale
und des umgebenden Materials kann von entscheidendem Einfluss auf die Simulationsgiite
sein und sollte deshalb bei hohen Genauigkeitsanforderungen mit untersucht werden. In
diesem Kontext ist vor allem auch die Definition der Systemgrenzen von Interesse, da eine
transiente Deformation der Lagerschale und eine daraus resultierende Anregung des Fun-
daments auch zu Interaktionen zwischen verschiedenen Lagerungsstellen fithren kann. Die
Untersuchung der Einfliisse ist jeweils problemabhéngig zu gestalten.

1A
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Abbildung 6-1: Modell - Lagerbock (FE-Modell - links, MKS-Modell - rechts)

Nachdem die Eignung der vorgestellten Algorithmen zur Abbildung rotordynamischer Sys-
teme bei Verwendung von Gleitlagern mit Beriicksichtigung des Temperatureinflusses durch
Abgleich mit Referenzmodellen sichergestellt werden konnte (vgl. Kapitel (5)), soll im
Folgenden am Modell eines Lagerbocks der Einfluss der thermischen und mechanischen
Deformation der Lagerschale und die Abbildung des Temperaturverlaufs im Lager unter-
sucht werden. Der verwendete Lagerbock (siehe Abb. (6-1)) mit den Hauptabmessungen
70 x 150 x 25mm wurde mit ca. 7000 linearen Volumenelementen diskretisiert. Das Gleit-
lager wurde als Kreislager mit den in Tab. (A-2) aufgelisteten Parametern und einer ein-
zelnen Zufiihrbohrung bei ¢ = 90° ausgefiihrt. Die Welle wurde analog Kapitel (5.2) als
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Balkenmodell abstrahiert. Um zusétzliche Einfliisse aus der Schiefstellung der Welle und
der daraus resultierenden Unsymmetrie der Spalt- und Spaltdnderungsfunktion im Kontext
der Ableitung prinzipieller Aussagen zu verhindern, wurde der Einfluss des Biegewinkels
und gegebenenfalls der Deformation der Welle im Bereich der Lagerschale eliminiert. Die
Einschétzung der prinzipiellen Auswirkungen der verschiedenen Detaillierungsgrade bei
der Modellierung der Schiefstellung ist unter anderem in [DSW09] verdffentlicht und wird
an dieser Stelle nicht weiter untersucht.

Da die Losungsgiite mafgeblich von den fiir die Abbildung der Deformationen und der
Temperaturen verwendeten Eigenformen beeinflusst wird, stellt die Auswahl und Anzahl
einen zentralen Punkt des Preprocessings dar. Per se sollten moglichst viele Deformati-
onszustiande und Temperaturverlaufe abgebildet werden kénnen, was allerdings in einer
erhohten Anzahl an modalen Freiheitsgraden resultiert, die zudem mit steigender Eigen-
frequenz des zugehdrigen Eigenvektors auch kritisch fiir die Steifigkeit des Differentialglei-
chungssystems und damit die maximale Schrittweite des Zeitintegrationsverfahrens sind.
Bei Kenntnis der Belastung konnen allerdings die Zustédnde und zugehorigen Eigenformen
selektiert werden, welche dominant fiir die Abbildung der mafgeblichen Eigenschaften sind.
Die Untersuchung quasistationdrer Zustande unter Beriicksichtigung des Temperaturver-
haltens der Lagerpartner, stellt fiir die Simulation aufgrund der unterschiedlichen Zeitska-
len der physikalischen Eigenschaften eine zuséatzliche Herausforderung dar. Ausgehend von
den definierten Anfangsbedingungen wiirde die Simulation der Temperaturentwicklung in
einem Gleitlager bis zum stationiren Zustand einen erheblichen Rechenaufwand darstellen.
Aus diesem Grund kann zur Beschleunigung die Warmekapazitat des Systems kiinstlich
verringert werden, was in Abhéngigkeit der Skalierung zu erheblichen Verringerungen der
Simulationszeit fiihrt. Bei Beriicksichtigung zyklischer Lastdnderungen, wie sie z.B. durch
Unwucht hervorgerufen werden, werden die resultierenden Anderungen auf die Temperatu-
ren allerdings mit skaliert, wodurch eine Mittelung der Warmestrome auf die Lagerpartner
iiber einen Zyklus notwendig wird.

6.1 Berucksichtigung der Elastizitat des Lagerbocks

Zunéchst soll die Abbildung der mechanischen Deformation und die notwendige Anzahl
der Eigenformen zur konvergenten Beschreibung untersucht werden. Dazu wird das Volu-
menmodell des Lagerbocks mit jeweils 20, 40, 70 und 100 Eigenformen modal reduziert.
Um die Eigenformen auf den Bereich der Lagerschale zu konzentrieren, wird eine sta-
tische Reduktion (siehe Kapitel (2.3.2)) auf die 40 x 9 Knoten, welche die Lagerschale
diskretisieren, vorangestellt?. Da der Belastungszustand quasistatisch ist, konnen etwaige
Modellierungseinfliisse aus der Guyan-Reduktion ausgeschlossen werden. Die durchgefiihr-
ten Simulationen zeigen, dass bereits mit wenigen Eigenformen die globale Deformation
der Lagerschale und die damit einhergehende Ovalisierung gut abgebildet werden kann.
Dies fiihrt allerdings nur marginal zu Beeinflussungen der Druckfunktion und des maxi-
malen Drucks bzw. des minimalen Spalts. Erst ab einer Verwendung von 40 Eigenformen
zeigen sich erkennbare Verdnderungen der hydrodynamischen Grofen. Die Ursache liegt
in der lokalen Deformation der Lagerschale, welche nur im Bereich weniger Zehntel pum
liegt (siche Abb. (6-2)). Eine weitere Erh6hung der Anzahl der Eigenformen fiihrt auf eine

29Zur Verbesserung der Abbildungsgenauigkeit der hydro- und thermodynamischen Eigenschaften des
Schmierfilms erfolgt eine interne Interpolation der Spalt- und Spalténderungsfunktion auf 80x 17 Knoten.
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genauere Abbildung der lokalen Deformation, welche monoton konvergiert. In Abb. (6-3)
sind die Auswirkungen der Beriicksichtigung auf die Druckfunktion dargestellt.
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Abbildung 6-2: Elastische Deformation im konvergenten Zustand - Lagerbock
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Abbildung 6-3: Druckverlauf - Lagerbock (hinten starr, vorn elastisch)
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Die Einfliisse der mechanischen Deformation werden durch eine mafgebliche Verringerung
des maximalen Drucks Abb. (6-5) sowie eine Verkleinerung des minimalen Schmierspalts
Abb. (6-4) charakterisiert, welche auf das rotordynamische Verhalten in Form veranderter
Steifigkeits- und Dampfungseigenschaften zuriickwirken.
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Abbildung 6-4: Einfluss der elast. Deformation auf den minimalen Schmierspalt - Lagerbock
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Abbildung 6-5: Einfluss der mechanischen Deformation auf den maximalen Druck - Lagerbock
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6.1.1 Auswahl der Eigenformen zur Beschreibung der
mechanischen Deformation

Die vorgestellten Ergebnisse der Simulation mit 100 Eigenformen beinhalten eine hohe
Anzahl an modalen Zustandsvariablen, welche keinen signifikanten Einfluss auf die Defor-
mation unter Wirkung der gegebenen dufieren Lasten besitzen. Bei Kenntnis der auf die
Struktur wirkenden Kréfte ist allerdings eine explizite Selektion der an der Deformation
beteiligten Eigenformen moglich [WW99|.

Unter Vernachlassigung der Wirkung aller Massenkréfte und Einfliisse aus Démpfung ge-
geniiber denen aus der Steifigkeit

kann die Bewegungsdifferentialgleichung eines modal reduzierten elastischen Korpers in der
Form

K q =F, (6-2)
formuliert werden. Die Annahme gilt formal nur fiir sich langsam bewegende elastische Kor-
per und bei Berticksichtigung geringer Dampfung bzw. unter der Bedingung geringer Ver-
anderungsgeschwindigkeiten der dufleren Lasten. Die erzielten Ergebnisse sind allerdings
auch bei dynamisch belasteten Systemen im Kontext der Gleitlagersimulation anwendbar,
da die lokalen Deformationen primér aus den wirkenden dufieren Lasten resultieren und die
Deformationsgeschwindigkeiten moderat bleiben. Werden die modalen dufseren Lasten als
bekannt vorausgesetzt, lassen sich die modalen Deformationen bestimmen. Werden diese

beziiglich ihres Anteils am Gesamtdeformationszustand gewichtet

|G,
> 9,

ergibt sich eine Bewertungsmoglichkeit der Figenformen durch den modalen Beteiligungs-
faktor (MPF?"). Eine entsprechende Selektion ist fiir jede zu beriicksichtigende dufere Last
moglich, wodurch aus der Superposition der Eigenformen auch Zusammenstellungen fiir
Lastkollektive und damit dynamische Simulationen ableitbar sind.
Analog zur globalen Gewichtung der Eigenvektoren kann dies auch fiir den Beitrag an der
physikalischen Deformation jedes Knotens k in der Richtung j untersucht werden

k

. Prig,,
MpFRi — 1Zw Sl a0 (6-4)

Y |2 qu,

was sich allerdings in Studien fiir der Gleitlagersimulation als nicht sinnvoll herausgestellt
hat, da die lokalen mechanischen Deformationen gegeniiber den globalen klein sind und
aufgrund der notwendigen Diskretisierung und damit der Knotenanzahl haufig unberiick-
sichtigt bleiben.

Fiir die Kenntnis der dufseren Lasten des deformierten Modells sind formal vollstandige Si-
mulationen mit einer hohen Anzahl an modalen Zustandsvariablen notwendig. Es konnte
allerdings gezeigt werden, dass der strukturelle Verlauf der dufseren Lasten bei Simula-
tionen mit starrer und elastischer Lagerschale dhnlich ist, wodurch als Eingangsdaten fiir
die Selektion der beteiligten Eigenvektoren der Druckverlauf einer starren Rechnung mit
geringerem numerischen Aufwand verwendet werden kann.

MPF,, = -100% | (6-3)

39Mode Participation Factor
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Die Giite der Abbildung der mechanischen Deformation kann Abb. (6-4) und Abb. (6-5)
entnommen werden. Es ist deutlich zu erkennen, dass die Ergebnisse, obgleich mit einer
drastisch verringerten Anzahl an Eigenformen nahezu der konvergenten Ldsung entspre-
chen. Der minimale prozentuale Beitrag zur Verformung, der beriicksichtigt werden muss,
ist algorithmisch nicht allgemeingiiltig zu erfassen, sondern immer mit der konkreten Be-
lastung verbunden. Eine Visualisierung der Deformationen mit dem ausgewéahlten Set im
Vergleich zu einem allgemeinen Set mit vielen Eigenformen, bietet allerdings eine Moglich-
keit der Einschéitzung der zu erwartenden Losungsgiite.

6.2 Beriicksichtigung der thermischen Eigenschaften des
Lagerbocks

Erfolgt analog zu den mechanischen Deformationen eine Untersuchung der Einfliisse der
Eigenformen bzgl. der Temperaturen der Lagerpartner, erweisen sich bereits wenige ther-
mische Eigenvektoren als hinreichend, um die maximale Temperatur der Lagerschale sowie
daraus resultierend die gekoppelten Temperaturen des Olfilms und der Welle im Bereich
der Lagerschale abzubilden. Die Ergebnisse der Konvergenzstudie sind in Tab. (6-1) zu-
sammengefasst.

Tabelle 6-1: Einfluss der Eigenformen zur Beschreibung des Temperaturverlaufs

n 100 PCH Titean I°Cl | Thean 1°Cl | Tonnean 1°C | Anmerkungen
T, Rand
3 94.13 68.34 90.73 78.73 I me, &M Rand,
unsym. Verlauf
T, Rand
5 97.74 67.11 91.62 78.09 e, &1 and,
unsym. Verlauf
T, Rand
10 97.6 67.1 91.62 78.09 o, &1 Nand,

unsym. Verlauf

20 99.54 67.13 92.22 78.26 T, 10 der Mitte,
sym. Verlauf

Tr1,... in der Mitte,
sym. Verlauf

Tr1,,,. in der Mitte,

sym. Verlauf

40 99.04 67.14 92.23 78.29

10 MPF | 98.84 67.11 92.20 78.24

Bereits ab der Verwendung von nur 5 Eigenvektoren zur Approximation des Temperatur-
verlaufs verdndern sich die Ergebnisse der skalaren Parameter nur noch marginal. Aller-
dings besitzt der Temperaturverlauf erst ab ca. 20 Eigenformen den aufgrund der Symme-
trie der Last zu erwartenden symmetrischen Verlauf mit einem definierten Maximum in
der Mitte der Lagerschale. In Abb. (6-6) ist der Unterschied innerhalb der Temperatur-
verldaufe zwischen drei und 40 Eigenformen dargestellt. Die Unsymmetrie bei Verwendung
unzureichender Eigenformen fiihrt bei integraler Betrachtung der Deformation nicht zu
Abweichungen. Wird jedoch der Temperaturverlauf als Grundlage einer gekoppelten ther-
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momechanischen Simulation verwendet, konnen die Effekte zu unsymmetrischen Spaltfunk-
tionen fiihren, die den Druckaufbau und das rotordynamische Verhalten beeinflussen.
Werden die in Kapitel (6.1.1) vorgestellten Algorithmen zur Selektion der dominanten
Eigenformen fiir die Anwendung auf das thermische Feldproblem iibertragen, ergibt sich
analog folgender Zusammenhang

T |CIt-|
MPF, = . 100% . 6-5
b ST (6-5)

Als Ausgangspunkt fiir die Bestimmung der modalen Beteiligungsfaktoren kann fiir das
thermische Problem die Temperatur der Lagerschale als konstant definiert werden. Die
sich so ergebenden Warmestrome sind unter der Bedingung, dass die mittlere vorgegebene
Temperatur nicht wesentlich von der zu erwartenden Temperatur abweicht, geeignet, um
eine Auswahl der dominanten thermischen Eigenformen zu treffen. Aufgrund der im Ver-
gleich zur Elastizitat geringen Lokalitdt der thermischen Belastung sind die dominanten
Eigenformen zur Beschreibung des Temperaturverlaufs von niederer Ordnung und liegen
eng beieinander.
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Abbildung 6-6: Temperaturverlauf - Lagerbock (3 Moden vs. 40 Moden)

Aus den berechneten lokalen Temperaturverlaufen kénnen unter Verwendung der Trans-
formationsmatrix der Master-Slave-Reduktion die Temperaturverlaufe des vollstandigen
Bauteils ermittelt werden, welche in Abb. (6-7) dargestellt sind.

Die am unteren Ende des Lagerbocks geforderte thermische Randbedingung, der Identitét
der Temperatur mit der Umgebungstemperatur, wird eingehalten und bestimmt die ther-
mischen Fliisse im gesamten Bauteil. Aufgrund der definierten Konvektion ist die Tempera-
turerh6hung im Bereich des Gleitlagers dominant und verringert sich zu den Aufenflichen.
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Abbildung 6-7: Expandierter Temperaturverlauf - Lagerbock

Zudem konnen die Drehrichtung der Welle und die Lage der Belastungszone erfasst werden,
welche in Ubereinstimmung mit den definierten Lasten und Modellparametern sind.
Analoges Vorgehen erlaubt auch die Expansion der mechanischen Deformationen und die
Berechnung resultierender Spannungen fiir jeden Schritt der Zeitintegration.

6.3 Beriicksichtigung thermischer und mechanischer
Deformationen des Lagerbocks

Im Rahmen der vorangegangenen Untersuchungen wurde konsequent der Einfluss des Tem-
peraturverlaufs in der Lagerschale auf die Deformationen, welche sich stark auf den Druck-
aufbau auswirken, lediglich in Form einer Naherung beriicksichtigt. Diese geht von einer
freien kreisformigen Struktur aus, welche sich unter Wirkung der mittleren Temperatur
der Lagerschale verformt. Unter dieser Voraussetzung gilt in guter Naherung

Ar;r = agr (Tummn—THO)TU . (6‘6)

Findet das vorgestellte Verfahren zur Einbindung thermomechanischer Korper in die Mehr-
korpersimulation Anwendung, kann direkt die resultierende thermische Deformation auf-
grund der lokalen Temperatur bestimmt werden. Bedingt durch den modalen Ansatz wird
die Abbildungsgiite der Deformation von den verwendeten Eigenformen determiniert. In
Abb. (6-8) ist die resultierende Deformation der Lagerschale unter Verwendung von 100



82 Anwendungsbeispiel Lagerbock

Eigenformen dargestellt, welche sogar fiir die lokale Wirkung der mechanischen Lasten
eine konvergente Losung ermdoglichen. Vergleicht man diese mit der zu erwartenden De-
formation aufgrund des Temperaturverlaufs aus Abb. (6-6), ergeben sich unphysikalische
kiinstliche Abweichung in Breitenrichtung. Die fehlerhafte Beschreibung ist durch die ver-
wendeten Eigenformen begriindet, welche fiir die Abbildung mechanischer Deformationen
konzipiert sind. Thermische Deformationen (auch globale) sind damit per se nur durch
viele mechanische Eigenvektoren mit teilweise sehr hohen Eigenfrequenzen beschreibbar.
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Abbildung 6-8: Thermomechanische Deformation mit 100 mechanischen Moden - Lagerbock

An dieser Stelle konnen allerdings die in Kapitel (2.3.3) zu diesem Zweck bereits eingefiihr-
ten Frequency-Response-Modes Anwendung finden. Unter Kenntnis der aus der Tempera-
turverteilung resultierenden mechanischen Lasten, kénnen zu den fiir die Abbildung der
mechanischen Deformationen notwendigen Eigenvektoren zuséatzliche Eigenvektoren kon-
struiert werden, die explizit die thermischen Deformationen beschreiben. Dies konnte fiir
jeden einzelnen thermischen Zustand erfolgen, wodurch sich allerdings die Notwendigkeit
einer Iteration zwischen Druckaufbau, Temperaturverlauf und thermischer Deformation
ergeben wiirde. Um dies zu vermeiden und eine ganzheitliche Einbindung der thermome-
chanischen Korper in die Mehrkorpersimulation zu gewéahrleisten, konnen die thermischen
Eigenformen als Ausgangspunkt fiir die Bestimmung der resultierenden mechanischen Las-
ten Verwendung finden. Unter der Préamisse, dass sdmtliche thermischen Zustéande in guter
Néherung durch die verwendeten thermischen Eigenformen abgebildet werden, beschreiben
die resultierenden mechanischen Kraftvektoren durch Superposition simtliche potentiellen
Lastkollektive fiir das mechanische Feldproblem. Diese normierten Lasten konnen zur Ver-
wendung als FRMs genutzt werden und ermdglichen durch nur wenige Eigenformen eine
addquate Beschreibung der thermischen Deformationen (siche Abb. (6-9)). Daraus resultie-
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rend ergeben sich Abweichungen des maximalen Drucks, welche in Abb. (6-10) dargestellt
sind.
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Abbildung 6-9: Thermomechanische Deformation mit 50 mechanischen Moden und 10 FRMs -
Lagerbock

Im Vergleich zur Deformation der Lagerschale unter Verwendung der Naherung Gl. (6-6)
(siche Abb. (6-2)) ergeben sich unter vollstandiger Einbeziehung der thermischen Lasten
zunachst im Mittel vergleichbare Deformationen. Die Ndherung der allseitigen gleichformi-
gen Aufweitung trifft jedoch nicht zu, vielmehr ergibt sich aufgrund der thermischen Belas-
tungen und der Struktur des Lagerbocks eine Ovalisierung der Lagerschale. Im Bereich des
Druckaufbaus sind die Deformationen minimal, was einen Anstieg des maximalen Drucks
im Vergleich zur thermomechanischen Niherung zur Folge hat (siehe Abb. (6-10)). Bei de-
taillierter Untersuchung kann neben der groffen thermischen Deformation auch die lokale
Deformation aufgrund des wirkenden Drucks erkannt werden, ohne welche die berechneten
maximalen Driicke bei rein thermischer Deformation deutlich iiberschatzt werden.

6.4 Beriicksichtigung der thermomechanischen
Eigenschaften der Welle

Die vorliegenden Simulationen zum thermischen, mechanischen und gekoppelten thermo-
mechanischen Verhalten des Lagerbocks unter den definierten Modellparametern kénnen
nicht ohne Beriicksichtigung der entsprechenden Eigenschaften der Welle realisiert werden.
Es wurde daher konsequent vorausgesetzt, dass die modale Reduktion der Welle keinen
zusatzlichen Einfluss auf die Simulationen ausiibt. Zu diesem Zweck wurden analog zum
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Abbildung 6-10: Einfluss der thermischen Deformation auf den maximalen Druck - Lagerbock

Lagerbock Betrachtungen zur Auswahl der beschreibenden mechanischen und thermischen
Eigenformen getroffen.

Aufgrund der Abbildung der Welle als Balkenmodell ist keine Master-Slave-Reduktion auf
etwaige Hauptfreiheitsgrade notwendig, da die dominanten Eigenformen gut identifiziert
werden konnen. Als Ausgangspunkt zur Selektion der mafigeblichen Eigenformen fiir die
modale Reduktion wurden die aus der {iber den Umfang summierten Druckverteilung ge-
wonnenen Krifte und die analog bestimmten Warmestrome an der Stelle des Gleitlagers
verwendet. Fiir die Abbildung der konvergenten mechanischen Eigenschaften der Welle
geniigten die ersten 20 Eigenvektoren, welche die Biegung um beide Achsen beschreiben.
Fiir die Temperaturverteilung ergaben sich erst ab der Verwendung von 25 thermischen
Eigenvektoren keine Verdnderungen mehr. Die vergleichsweise hohe Anzahl an thermischen
Eigenformen war notwendig, da das entsprechende Stabelement zum Uberschwingen neigt.
Dies fiihrte zu hohen Abweichungen der Temperatur im Bereich aufterhalb der Lagerung
und daraus resultierend zu differierenden konvektiven Warmestromen.

Fiir die Beschreibung der thermischen Deformation gilt in erster Nédherung die Beschrei-
bung der Welle als freier Kreiszylinder analog Gl. (6-6). Fiir schnell drehende Rotoren
ergibt sich aufgrund der Fliehkraftwirkung ein zusétzlicher Anteil. Die Superposition bei-
der Effekte bewirkt eine Verinderung des Wellenradius in der Form

1
16E;

Arp = oy (Thpewn — Tro) 11 + pr Q77 (1= vy) (6-7)

welche sich zusétzlich zur Deformation der Welle und der Lagerschale auf das Lagerspiel
und damit den Druckautbau auswirkt.
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7 Anwendungsbeispiel Kurbeltrieb

Als weiteres Berechnungsbeispiel soll in diesem Kapitel das Modell eines Kurbeltriebs un-
tersucht werden. Aufgrund der hochdynamischen Belastung der Radialgleitlager und der
dominanten Wirkung der Massenkréfte ist das System fiir eine Untersuchung im Rahmen
einer Mehrkorpersimulation unter Beriicksichtigung der Nichtlinearitédten aus der Gleitla-
gerung pradestiniert.

Abbildung 7-1: Modell - Kurbeltrieb

Fiir die Simulation wird das Modell des Kurbeltriebs eines Vierzylinder-Dieselmotors
mit zwei Liter Hubraum verwendet. Die maximale Leistung wird bei einer Drehzahl von
4000min~—! erreicht, was unter Vollastbedingungen einen der kritischen Betriebspunkte des
Motors darstellt und deshalb Gegenstand der Untersuchung sein soll. Das Mehrkorpermo-
dell besteht aus der Kurbelwelle sowie den vier Pleueln und Kolben, welche zunéchst als
Starrkorperelemente modelliert werden. In einem weiteren Schritt soll ein Pleuel als de-
formierbarer Korper abgebildet werden, um die Auswirkungen auf die hydrodynamischen
Eigenschaften untersuchen zu koénnen.

Die Abbildung der Lagerung kann mit den vorgestellten Algorithmen in verschiedener Mo-
dellierungstiefe ausgefiihrt werden. Fiir die folgenden Untersuchungen soll der Einfluss der
Temperatur auf die Deformation des elastischen Kérpers nur iiber die in Gl. (6-6) definierte
Néherung berticksichtigt werden. Der definierte Lastfall stellt einen thermisch stationiren
Zustand dar, wodurch sich lediglich eine konstante thermische Deformation ergibt, die im
Vergleich zu den dynamischen Deformationen aufgrund der mechanischen Lasten nur gerin-
ge lokale Unterschiede aufweist. Zudem stellen die thermischen Eigenschaften des Systems
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und die Wechselwirkungen mit weiteren Anbauteilen sowie eine konsistente Definition der
Systemgrenzen in diesem Fall einen erheblichen Mehraufwand dar, der mit der momentan
zur Verfiigung stehenden Rechnerleistung einen drastischen Anstieg der Simulationszeit
zur Folge hat. Prinzipiell sind allerdings die vorgestellten Algorithmen zur Beriicksichti-
gung der Auswirkungen thermischer Deformationen auch auf dieses System iibertragbar,
wodurch fiir weiterfithrende Arbeiten die Auswirkungen auf das Kaltstartverhalten, die
Durchwarmung bis hin zum thermisch stationdren Zustand oder die transiente Wirkung
von Lastwechseln untersucht werden konnen.

Insgesamt besitzt das System zwolf Gleitlager. Die detaillierte EHD-Untersuchung soll
sich allerdings auf ein grofes Pleuelauge (siche Abb. (7-1)) beschrénken. Die Lager in
den weiteren groken Pleuelaugen und den Grundlagern, werden als HD-Gleitlagerelemente
abgebildet. In einem ersten Schritt wird die Schiefstellung der Kurbelwelle verhindert, wo-
durch sich mit Ausnahme des EHD-Lagers konsequent parallele Schmierspalte ausbilden,
welche aufgrund der Symmetrie der resultierenden Systemmatrix bei Diskretisierung der
Reynoldsgleichung numerisch vorteilhaft gelost werden kénnen. In einem weiteren Schritt
wird die Schiefstellung der Kurbelwelle zugelassen, wodurch sich unsymmetrische Schmier-
spalte ergeben. Die Lagerstellen in den kleinen Pleuelaugen werden durch lineare Feder-
Démpfer-Elemente idealisiert. Die Wirkung der Gaskrifte sieche Abb. (7-2) wird transient
entsprechend der Ziindreihenfolge auf die Kolben aufgepragt und fithrt zu einer potentiellen
Beschleunigung des Systems. Um die Drehzahl konstant zu halten wurde ein Verbraucher
modelliert, der {iber ein idealisiertes Zweimassenschwungrad mit der Kurbelwelle verbun-
den ist.
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Abbildung 7-2: Gasdruck bzw. Belastung - Kurbeltrieb

Die dominanten Eigenschaften des Pleuels und der Lagerung im grofen Pleuelauge sind
in Abb. (7-3) zusammengefasst. Die Versorgung des Lagers erfolgt durch eine Bohrung
in der Kurbelwelle, welche aus den Grundlagern gespeist wird. Bedingt durch die Inter-
aktion der Lager ergibt sich ein mit der Kurbelwellenbewegung variierender Zufiihrdruck,
welcher im Folgenden als mittlerer Druck idealisiert wird. Die Darstellung der Lage der
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Olzufiihrung bezieht sich auf den Ziind-OT?!'. Eine Auflistung der weiteren Parameter des
Mehrkérpermodells kann Kapitel (A.5) entnommen werden.

ly ' Abmafle
' [ = 144 mm

d[[ - 50 mim
b = 23 mm
Y = 1.0 %0

Zufiihrbohrung
or = 160 °
dr = 7 mm
DT = 4 bar

Schmierstoff
SAE 10 W40 bei 90 °C

Tragheitseigenschaften
Yoo = —107.67 mm
m = 0.736 kg
Sz = 112¢—2 kg-m?
Jyy = 3.3% —4 kg-m?
J.

= 1.14e—2 kg-m?

I8

Abbildung 7-3: Parameter Pleuellager

Bedingt durch die hohen Gradienten des Belastungsverlaufs ist das Auftreten von Misch-
reibung im Bereich der Lagerrdnder sehr groff. Um diesem Verhalten entgegenzuwirken,
wird die Kurbelwelle zur Verringerung der Belastung im Bereich der Pleuellagerung ballig
ausgefiihrt. Die Beschreibung der Balligkeit (siche Abb. (7-4)) kann unter anderem durch
eine kreisférmige Konturierung in der Form

1 b 1
g l h + §l8ph (7_1)
sp

Tsph

beschrieben werden [Bob08]. Daraus resultierend kann eine modifizierte Spaltfunktion

h(@? y)sph - h(gp) + Tsph — \/Tgph - (y - g) (7_2)

abgeleitet werden. Weiterfithrende Auswirkungen auf die Spaltdnderungsfunktion besitzt
dieser additive Term nicht.

3loberer Totpunkt
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Abbildung 7-4: Modellierung Balligkeit
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Abbildung 7-5: Modell - Pleuel (FE-Modell - links, MKS-Modell - rechts)

Zur Einbindung der elastischen Eigenschaften des Pleuels in die Mehrkorpersimulation
wird dieses zundchst als FE-Modell abgebildet. Bereits an dieser Stelle muss die spétere
Diskretisierung fiir die Reynoldsgleichung beriicksichtigt werden. Anschlieffend erfolgt eine
Systemreduktion (siehe Kapitel (2.3.2)) auf ausgewihlte Master-Knoten (siehe Abb. (7-5)
rechts), welche die Deformation beschreiben sollen. Um den potentiellen Einfluss der Re-
duktion zu untersuchen, finden im Rahmen der Simulation des Kurbeltriebs verschiedene
Reduktionsmethoden Anwendung auf das Pleuel. Die resultierenden Ergebnisse werden im
Folgenden vorgestellt. Die Wahl der Master-Knoten ergibt sich zum einen aus der Notwen-
digkeit die lokale Deformation der Lagerschale detailliert abzubilden, zum anderen aus dem
Zwang die globale Deformation ebenfalls korrekt zu berticksichtigen. Zu diesem Zweck wer-
den alle 44 x 11 FE-Knoten, die sich auf der Lagerschale befinden sowie 17 Knoten, welche
die globale Deformation des Pleuelstegs beschreiben, selektiert. Darauf aufbauend wird ei-
ne modale Reduktion des Pleuels vorgenommen. Davon ausgehend kénnen die Eigenformen
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selektiert werden, welche fiir die Simulation und die Beschreibung der EHD-Modellierung
notwendig sind.

Eine Diskretisierung der Reynoldsgleichung mit 44 x 11 Stiitzstellen fiihrt aufgrund der
unzureichenden Abbildung der Kavitationsrander und des maximalen Drucks zu nume-
rischen Spriingen innerhalb der Zeitintegration und zu ungenauen Ergebnissen. Da eine
feinere Diskretisierung der Lagerschale aber mit einer deutlichen Erhohung der Anzahl
der Master-Knoten und darauf aufbauend auch einer hoheren Anzahl an Eigenformen zur
Beschreibung der lokalen Elastizitédt einhergeht, erfolgt stattdessen innerhalb der Gleitla-
gersimulation eine Interpolation der Spalt- und Spaltdnderungsfunktion auf eine Diskreti-
sierung mit 88 x 21 Stiitzstellen, um eine detailliertere Abbildung der hydrodynamischen
Eigenschaften zu ermdoglichen.

7.1 Kurbeltrieb starr - Einfluss Kavitation

Zunéchst soll der Einfluss des erweiterten Kavitationsalgorithmus nach Elrod auf die hydro-
dynamischen Eigenschaften des Kurbeltriebs unter Wirkung der definierten dynamischen
Lasten und der resultierenden Massenkréifte untersucht werden.
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Abbildung 7-6: Einfluss des Kavitationsmodells auf den maximalen Druck - Kurbeltrieb

In Abb. (7-6) ist der Verlauf des maximalen Drucks tiber einen Belastungszyklus dargestellt.
Die Verldufe der beiden Kurven sind nahezu identisch. Wahrend des Ziind-OTs werden im
starren Fall ibereinstimmend p;, = 230M Pa erreicht, in allen weiteren Bereichen liegt die
Belastung unterhalb von p, = 50M Pa. Lediglich im Bereich 190 — 250° und 550 — 620°
Kurbelwellenwinkel weist die Simulation ohne masseerhaltende Kavitation einen hoheren
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maximalen Druck auf, wahrend dieser im Bereich 620 — 720° Kurbelwellenwinkel geringer
berechnet wird. Die Unterschiede sind jedoch nur marginal.

Ein analoges Verhalten ist bei der Untersuchung des kleinsten Schmierspalts (sieche Abb.
(7-7)) zu erkennen. Die Unterschiede sind vorrangig im Bereich grofser Spaltweiten zu
erkennen, welche allerdings nicht mafsgeblich fiir die Auslegung des Systems sind.

Die Belastung des Lagers ist auferhalb des Ziind-OTs priméar durch die Schwenkbewegung
des Pleuels determiniert. In diesen gering belasteten Bereichen wirken sich Verdanderungen
der Spaltfiillung und der Einfluss der Kavitation auf den Druckaufbau im gesamten Lager
aus. Im Ziind-OT dominieren die duferen Lasten. Der Einfluss der Poiseuille-Strémung;,
resultierend aus dem kleinen Schmierspalt, und der Einfluss der Verdriangungs-Stromung,
aufgrund der Spaltdnderung, bestimmen die hydrodynamischen Eigenschaften, wodurch
kavitative Effekte der Couette- und der Verdringungs-Stromung von untergeordneter Be-
deutung sind und keinen wesentlichen Beitrag leisten.
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Abbildung 7-7: Einfluss des Kavitationsmodells auf den maximalen Druck - Kurbeltrieb

Nichtsdestotrotz existieren auch im Bereich der Kurbeltriebsimulation Anwendungen, in
denen die Verwendung erweiterter Kavitationsmodelle notwendig ist. Die Aussage iiber
den mittleren Spaltfiillungsgrad aus Abb. (7-8) ermoglicht eine genauere Vorhersage des
Olbedarfs des Lagers und bietet dadurch Optimierungsansitze.
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Abbildung 7-8: Mittlere Spaltfiillung des Pleuellagers - Kurbeltrieb

Ferner sind thermische und gekoppelte thermomechanische Simulationen aufgrund der Be-
schreibung der resultierenden Warmestrome auf Basis des lokalen Spaltfiillungsgrads nur
mit entsprechenden Algorithmen moglich.

7.2 Kurbeltrieb elastisch

Im vorangehenden Kapitel konnte gezeigt werden, dass beim Modell des Kurbeltriebs der
Einfluss der masseerhaltenden Kavitationsalgorithmen unter den definierten Bedingungen
vernachléssigt werden kann. Aus diesem Grund wurden die im Folgenden vorgestellten
Simulationen unter Verwendung des Kavitationsalgorithmus nach Giimbel durchgefiihrt.
Fiir die Beschreibung der Elastizitat wurden die ersten 100 Eigenformen der auf die Master-
Knoten reduzierten Struktur verwendet. Aus diesen wurde mit der in Kapitel (6.1.1) be-
schriebenen Vorgehensweise 46 Eigenformen extrahiert. Die Simulationen zeigten allerdings
zunéchst nicht wie erwartet eine Reduktion des maximalen Drucks, sondern eine weitere
Erh6hung. Nach Auswertung der elastischen Deformation konnte die Ursache in der zu
geringen Anzahl an Eigenvektoren zur Beschreibung der lokalen Deformationseffekte be-
stimmt werden, welche invers zur Druckverteilung wirkten. Eine Erweiterung auf die ersten
200 Eigenformen und eine Extraktion von 74 Eigenvektoren zur Beschreibung der Defor-
mationen zeigte nach iterativer Erhéhung ein konvergentes Verhalten der Losung.

Die hydrodynamischen Ergebnisse der Simulationen zeigen bzgl. des maximalen Drucks
eine konsequente Uberschiitzung durch die starre Simulation (vgl. Abb. (7-10)). Die Ur-
sachen dafiir sind zum einen im Bereich des Ziind-OTs die lokalen Deformationen (sie-
he Abb. (7-11)), welche eine Aufweitung des Druckberges und damit eine Verteilung der
Last bewirken. Zum anderen kommt es durch die globale Deformation, welche ein Resul-
tat der wirkenden Massenkréfte ist, wihrend der gesamten Simulation zu einer sténdig
wechselnden Ovalisierung des Pleuelauges, welche fiir ausgewéhlte Punkte in Abb. (7-9)
zusammengestellt wurde.
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Abbildung 7-10: Einfluss der Elastizitdt auf den maximalen Druck - Kurbeltrieb



Kurbeltrieb elastisch 93

U [
10
T 6 6
i 1}
5 2
: C "
S
8 _2 _6
-6
0.02

Breite (Lager)[m] 0 0 60 120 180 240 300 360
Winkel (Lager) f]

Abbildung 7-11: Elastische Deformation im Ziindpunkt - Kurbeltrieb

Speziell in der korrekten Berticksichtigung dieser Effekte liegt der Mehrwert der Einbindung
der vorgestellten Algorithmen in Mehrkorperprogramme, da die sich aus der Bewegung er-
gebenden Kréfte ohne Vereinfachung und unter Wahrung der realen Lagerungsbedingungen
beriicksichtigt werden kénnen. Vergleichbare Ergebnisse konnen unter Verwendung kiinst-
lich statisch bestimmt gelagerter Strukturen und analytisch gendherter Funktionale fiir die
Massenkrifte nicht abgeleitet werden (vgl. [Bob08|, [Rie95]).

Von Interesse ist auch die zu beobachtende Aufteilung des Druckbergs aus der starren
Rechnung in zwei ineinander iibergehende Druckberge, welche in der elastischen Simulation
wahrend des Ziind-OTs vorliegen (vgl. Abb. (7-12)). In Kombination mit der besseren
Verteilung der Last in Breitenrichtung veranschaulicht dies die Wirkung der Deformation
auf den Druckaufbau und zeigt die Ursache der Abminderung des maximalen Drucks bei
unverdnderter Tragkraft.
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Abbildung 7-12: Einfluss der Elastizitat auf den Druckverlauf im ZOT - Kurbeltrieb
(starr - hinten, elastisch - vorn)

Zusatzlich zur Verringerung des Druckniveaus kann eine deutliche Verringerung des mi-
nimalen Schmierspalts beobachtet werden (sieche Abb. (7-13)). Diese ist nicht nur auf die
lokalen Effekte der Deformationen aufgrund des hohen Drucks zuriickzufithren, sondern vor
allem auf die bereits angesprochenen Abweichungen zur Kreisform, welche den Druckauf-
bau durch die Poiseuille-Stromung aufgrund der Senkung des Gradienten der Spaltfunktion
im Bereich der Ovalisierung und damit des kleinsten Spalts vermindert.
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Abbildung 7-13: Einfluss der Elastizitdt auf den minimalen Schmierspalt - Kurbeltrieb

In weiten Bereichen der Simulation befinden sich die minimalen Spaltweiten unterhalb
von 2um, wodurch neben der reinen Hydrodynamik auch Mischreibungszustande vorlie-
gen, welche einen zusétzlichen Traganteil bewirken. Dieser ist allerdings bedingt durch
die Balligkeit der Kurbelwelle im Bereich des Pleuellagers konsequent deutlich geringer
ausgebildet als der hydrodynamische.

Als rotordynamisch relevantes Resultat der Simulationen kann die Wellenverlagerung inner-
halb der Lagerschale untersucht werden, welche Riickwirkungen auf die globale Bewegung
des Systems besitzt. In Abb. (7-14) ist die Verlagerung der Welle bzgl. des Mittelpunkts
der deformierten Lagerschale in Koordinaten des Inertialsystems aufgetragen. Wihrend
die starre Simulation eine maximale relative Wellenverlagerung von 0.83 im Ziind-OT er-
gibt, zeigt die Beriicksichtigung der Elastizitit nahezu konsequent eine Uberschreitung
des starren Lagerspiels. Die grofte Wellenverlagerung wird im Umkehrpunkt nach dem
Zind-OT festgestellt (530° Kurbelwellenwinkel), welche fast vollstdndig aus der globalen
Deformation des Pleuelstegs (Biegung und Streckung) und der Unrundheit der durch die
Massenkréfte deformierten Lagerschale resultiert.
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Abbildung 7-14: Einfluss der Elastizitdt auf den Orbit - Kurbeltrieb

7.2.1 Beriicksichtigung der Schiefstellung der Kurbelwelle

Die bisher vorgestellten Ergebnisse basierten auf der Modellannahme einer nicht schief ge-
stellten Kurbelwelle, wodurch die Interaktion der modellierten Gleitlager beschrénkt war.
Unter Beriicksichtigung des rotatorischen Freiheitsgrads der Kurbelwelle um ihre Hoch-
und Querachse ergeben sich zusédtzlich Unsymmetrien in den Spaltfunktionen, was einen
deutlichen numerischen Mehraufwand bedeutet. Die Simulationen zeigen mit den gewéhl-
ten Parametern nur geringe Unterschiede im globalen Verhalten. Es existiert eine prinzi-
pielle Verringerung des minimalen Schmierspalts als Resultat der Neigung der Welle und
erhohte Tendenzen zu Kantentragern. Wird fiir diese Simulationen die Balligkeit der Wel-
le nicht einbezogen, ergeben sich weitere Verringerungen des Schmierspalts, wodurch der
Festkorpertraganteil zunehmend an Bedeutung gewinnt. Fiir einzelne Zeitpunkte ergeben
sich Abweichungen im Druckverlauf, die allerdings keinen signifikanten Einfluss ausiiben.
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7.2.2 Einfluss der Master-Slave-Reduktion

Bei der Modellierung des Kurbeltriebs wurde das Pleuel mit den in Kapitel (2.3.2) vorge-
stellten Methoden auf die definierten Hauptfreiheitsgrade reduziert. Die Wahl der Master-
Knoten wurde durch die Notwendigkeit der Beriicksichtigung der Lagerschale und die For-
derung nach Abbildung der globalen Deformation definiert. Simtliche préasentierten Ergeb-
nisse fiir den elastischen Kurbeltrieb sind innerhalb geringer numerischer Abweichungen fiir
alle vier Verfahren (Guyan, Craig-Bampton, IRS und SEREP) identisch. Dieses Verhalten
konnte apriori nicht vorausgesetzt werden. Beim Vergleich der selektierten Eigenformen
weisen zum einen die Eigenfrequenzen der Modellvarianten vor allem im hochfrequenten
Bereich grofte Differenzen auf, zum zweiten ist die Abbildungsgiite der dynamischen Ei-
genschaften, welche z.B. durch den MAC?*2-Wert

2

€y, 2,) (#0,2,)

uU —uu — %

MACZ'J' =

beschreibbar ist, bei allen Varianten unterschiedlich.

Die Ursache der Unabhéngigkeit der Berechnungsergebnisse von der Master-Slave-
Reduktion liegt in den hohen Eigenfrequenzen des Pleuels. Die maximale Anregungs-
frequenz innerhalb des Belastungsspektrums der Gaskréfte liegt deutlich unterhalb der
ersten relevanten Eigenfrequenz, welche die Deformation beschreibt. Somit haben transi-
ente Effekte der Deformation keinen Einfluss und die Master-Slave-Reduktion bildet das
Verhalten der Struktur im definierten Frequenzbereich vollstandig ab. Damit sind die selek-
tierten Eigenformen ausschliefslich fiir die Beschreibung der Deformation des unterkritisch
angeregten Systems verantwortlich.

Aus diesen Betrachtungen heraus ergibt sich der Schluss, dass die Dampfung der Eigen-
vektoren, bedingt durch ihre vorrangige Wirkung im Bereich der Eigenfrequenzen, keinen
signifikanten Einfluss besitzen kann und somit zur numerischen Verbesserung des Zeitin-
tegrationsverfahrens die modalen Dampfungswerte sehr grofs gewéhlt werden konnen.
Trotz der beschriebenen Eigenschaften des elastischen modellierten Pleuels unterschieden
sich die Simulationen bis zu einem Faktor von Zwei bzgl. der benétigten Rechenzeit. In
Abhéngigkeit des verwendeten Algorithmus der Master-Slave-Reduktion ergeben sich Ab-
weichungen der Figenfrequenzen zwischen reduzierter und unreduzierten Struktur. Diese
sind in Tabelle Tab. (7-1) am Beispiel der niedrigsten und hochsten fiir die Deformation
selektierten Eigenfrequenz zusammengefasst. Die Reduktionsverfahren préadiktieren konse-
quent ein steiferes Verhalten als durch die unreduzierte Struktur abgebildet wird, wobei
verfahrensbedingt die Unterschiede mit steigender Ordnung der Eigenfrequenzen zuneh-
men. Die Abweichungen sind bei der Guyan-Reduktion aufgrund der unberiicksichtigten
dynamischen Eigenschaften der Slave-Struktur am grofsten. Die Unterschiede der Craig-
Bampton-Reduktion sind abhéngig von der Wahl der zusatzlichen Eigenvektoren, zeigen
aber ein Verhalten analog zur Guyan Reduktion. Die IRS-Reduktion konvergiert mit zu-
nehmender Zahl von Iterationen monoton gegen die Werte der SEREP-Reduktion, wobei
sie den Vorteil besitzt keine Pseudoinverse der Modalmatrix der Hauptfreiheitsgrade zu
benotigen. Bei erhohter Anzahl an modalen Freiheitsgraden entstehen numerisch bedingt

32Modal Assurance Criterion
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zunehmende Ungenauigkeiten bei der Erstellung der Pseudoinversen, welche im Extrem-
fall zu vollsténdig falschen dynamischen Figenschaften des Systems fithren kénnen und die
Verwendung der SEREP-Reduktion unméglich machen.

Tabelle 7-1: Abhéngigkeit der Eigenfrequenz vom Algorithmus der Master-Slave-Reduktion

Art der Master-Slave-Reduktion 1. EF [Hz| | ... | 188. EF [kHz]
unreduziert 2058 e 120.9
Guyan 2063 e 262.1
Craig-Bampton (10 zusétzliche Eigenvektoren) 2063 . 251.4
Craig-Bampton (20 zusétzliche Eigenvektoren) 2059 . 244.8
IRS ( 1 Iteration) 2063 262.1
IRS ( 5 Iterationen) 2063 . 134.7
IRS (10 Iterationen) 2063 . 123.0
SEREP 2058 e 122.1

Die hochste zu berticksichtigende Eigenfrequenz definiert die numerische Steifigkeit des
resultierenden Differentialgleichungssystems und stellt somit einen fiir die Zeitintegration
wichtigen Indikator bzgl. der maximalen Schrittweite dar. Daraus ergeben sich die festge-
stellten Unterschiede in den benotigten Rechenzeiten.

7.2.3 Berechnung der resultierenden Spannungen

Nach der Simulation elastischer Komponenten in Mehrkorpersimulationen schliefst sich
haufig der Wunsch nach einer Berechnung der Spannungen im Bauteil an. Unter vollstéandi-
ger Kenntnis der Reduktionsprozesse ist eine Riicktransformation der zu jedem Zeitschritt
aufgrund aller wirkenden Kréfte vorliegenden Deformationen moglich.

In einem ersten Schritt werden die modalen Verschiebungen wieder in physikalische Ver-
schiebungen der Hauptfreiheitsgrade transformiert, anschliefend erfolgt eine Expansion
dieser Losung unter Verwendung der Transformationsmatrix der Master-Slave-Reduktion
auf die volle Struktur

2,=Q ®,q9 . (7-4)

=27) —=u
—red

Werden anschliefsend unter Nutzung des Verzerrungsmatrix IEB und der Sammelmatrix

ES die Dehnungen ermittelt, sind daraus mit dem Materlalgesetz und der definierten
Elastizititsmatrix H d1e Spannungen fiir jedes Element berechenbar

c=H *BF*S 2z, . (7-5)

——uu =u =u

Eine entsprechende Visualisierung kann wie in Abb. (7-15) fiir den Gaswechsel-OT vorge-
nommen werden.
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Deformation Vergleichsspannung
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-
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Abbildung 7-15: Spannungsbestimmung elastischer Komponenten - Pleuel GWOT

Durch vollstdndige Kenntnis aller Transformationen sowie Vermeidung von irreversiblen
Reduktionen® konnen somit aufwindige Verfahren zur Spannungsberechnung, wie sie unter
anderem in |Die99] vorgeschlagen werden oder die umsténdliche Aufpriagung aller duferen
Lasten auf die FE-Struktur®* und anschliefende Spannungsberechnung entfallen.

33Im Rahmen der modalen Reduktion besteht formal nicht die Notwendigkeit alle Hauptfreiheitsgrade
als Marker in die Mehrkorpersimulation zu {ibernehmen. Dies wirkt sich in einer Verkleinerung der
Dimension der modalen Transformationsmatrix aus. Diese ist allerdings irreversibel, da die Freiheitsgrade
ersatzlos gestrichen werden. Eine vollstdndige Riicktransformation auf das unreduzierte System ist damit
nicht mehr méglich.

34Bei statisch unbestimmt gelagerten Systemen ergeben sich bei komplexen Aufieren Lasten aufgrund
numerischer Differenzen Starrkorperbewegungen, welche eine Spannungsberechnung verkomplizieren.
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8 Zusammenfassung

In der vorliegenden Arbeit wurde ein Algorithmus zur vollstandigen riickwirkungsbehafte-
ten Simulation von gleitgelagerten Systemen in Mehrkérperprogrammen vorgestellt. Aus-
gehend von den Grundgleichungen der Hydrodynamik und der Thermodynamik wurde
ein Berechnungsmodell zur Beschreibung der Gleitlagerung unter Beriicksichtigung ther-
mischer Effekte abgeleitet und als Kraftelement innerhalb einer Mehrkorpersimulation im-
plementiert.

Die Abbildung der hydrodynamischen Eigenschaften wurde durch numerische Losung der
nicht geschlossen analytisch losbaren Reynoldsgleichung unter Verwendung der Finite-
Volumen-Methode realisiert. Zur Beriicksichtigung der kavitativen Effekte innerhalb der
Lagerung wurde zunéchst ein komplexes Modell nach Elrod implementiert, welches die
Masseerhaltung innerhalb des Lagers fordert. Dabei ergibt sich ein Dualismus der Losungs-
variablen Druck im vollgefiillten Spaltbereich und Spaltfiillung im kavitativen Bereich des
Losungsgebiets. Als Resultat besteht die Notwendigkeit der iterativen Losung des resul-
tierenden Gleichungssystems, da die Lage des Kavitationsgebiets nicht apriori bekannt ist.
Zusatzlich wurde fiir vereinfachte Berechnungen ein Kavitationsalgorithmus nach Giim-
bel umgesetzt. Die Losung der Energiegleichung, welche die Grundlage der thermischen
Einfliisse innerhalb der Gleitlagerung darstellt, wurde analog zur Reynoldsgleichung unter
Verwendung einer Finite-Volumen-Diskretisierung erreicht. Die formal dreidimensionale
Energiegleichung wurde durch Postulierung eines quadratischen Ansatzes in Spalthéhen-
richtung auf eine zweidimensionale Form reduziert, wodurch sich numerische und algorith-
mische Vorteile ergeben. Die Einbindung der vorgestellten Algorithmen als Kraftelement
innerhalb einer Mehrkorpersimulation ermdglicht die detaillierte Beschreibung des Einflus-
ses transienter Lasten auf die Lagerung und daraus resultierend auf das rotordynamische
Verhalten des untersuchten Systems.

Zusatzlich ergeben sich Koppelwirkungen zwischen elastischen Deformationen der Lager-
partner und dem thermo-hydrodynamischen Verhalten des Systems. Auf Grundlage von
FE-Formulierungen wurde eine Moglichkeit der Einbindung thermomechanischer Korper
in die Simulationen vorgestellt. Dies beinhaltet Reduktionen der Struktur, die priméar zur
Entkopplung der beschreibenden Differentialgleichungen auf einer Transformation in den
Modalraum beruhen. Zur Einschrinkung der zu verwendenden Eigenformen auf den fiir
den Anwendungsfall relevanten Bereich kommen zusétzliche Master-Slave-Reduktionen
zum Einsatz. Die vorgestellte Vorgehensweise bezieht sich dabei konsequent auf die
gekoppelte thermomechanische Struktur und bietet somit die Mdoglichkeit, auch die
thermischen Einfliisse der Lagerpartner sowie der vorliegenden Randbedingungen auf die
Reynoldsgleichung und die Energiegleichung uneingeschréankt abzubilden.

Nach Definition der theoretischen Grundlagen und Beschreibung der Einbindung der
resultierenden Algorithmen in die iibergeordnete Mehrkorpersimulation wurde die Funk-
tionsfahigkeit der Formulierungen durch Abgleich mit verschiedenen Referenzmodellen
nachgewiesen. Dabei konnte zudem die Notwendigkeit der Beriicksichtigung transienter
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Verdnderungen kinematischer Gréfsen und der Einfluss auf das globale Verhalten gleitge-
lagerter Systeme gezeigt werden.

Abschliefsend wurden zwei komplexe Modelle untersucht. Die vollstdndige thermomecha-
nische Abbildung eines Lagerbocks zeigt den Einfluss der Beriicksichtigung mechanischer,
thermischer sowie gekoppelt thermomechanischer Deformationen auf den Druckaufbau
und daraus resultierend auf die dynamischen Eigenschaften der Lagerung. Dabei wurden
Konvergenzstudien zur Selektion der dominanten Eigenformen durchgefiihrt und Moglich-
keiten aufgezeigt, eine Minimierung der zur konvergenten Beschreibung der lastabhéngigen
Deformation notwendigen Eigenformen auf Grundlage starrer Simulationen zu ermdgli-
chen. In diesem Kontext wurde dargelegt, dass zur Abbildung thermischer Deformationen
die Verwendung von Frequency-Response-Modes vorteilhaft ist. Als zweites Berech-
nungsbeispiel wurde das Modell eines Kurbeltriebs gewahlt. Unter Vernachlassigung der
thermischen Effekte konnte gezeigt werden, dass vereinfachte Kavitationsalgorithmen auch
bei hochdynamischen Systemen eine gute Abbildung der hydrodynamischen Eigenschaften
ermoglichen. Ferner wurde der Einfluss der Deformationen auf das Systemverhalten
unter Beriicksichtigung der aus der Bewegung resultierenden dynamischen Krifte sowie
dufkeren Lasten ohne Einschridnkung der Lagerung des elastischen Korpers untersucht
und eine Vorgehensweise zur Berechnung der resultierenden Spannungen innerhalb der
deformierbaren Struktur zu jedem Zeitschritt vorgestellt.

Hinsichtlich der Weiterentwicklung des beschriebenen Verfahrens existieren verschiedene
Ansatzpunkte. Im Bereich der Losung der Energiegleichung besteht die Moglichkeit der Fr-
weiterung des quadratischen Ansatzes auf Ansétze hoherer Ordnung oder die Einfiithrung
zusatzlicher Diskretisierungsebenen in Spalthéhenrichtung, wodurch dem dreidimensiona-
len Charakter mehr Gewicht eingerdumt wiirde. Ferner konnen in dieser Arbeit getroffene
Einschréankungen im Kontext steigender Rechnerentwicklungen wie der Verzicht auf Tur-
bulenzmodelle, die Beriicksichtigung von Mischungsmodellen im Bereich der Zufiithrungen
oder die Einbeziehung der Druckabhéngigkeit der Viskositat zunehmend aufgehoben wer-
den. Damit werden perspektivisch allgemeine Beschreibungen komplexer dynamischer Vor-
giange wie Hochldufe, Kaltstartverhalten oder das transiente Verhalten bei Lastwechseln
einschlieflich der Einfliisse thermischer und mechanischer Lasten ermdglicht, wobei unter
Verwendung der Mehrkdrpersimulation die Systemgrenzen der Modellierung zur Interak-
tion mit weiteren Bauteilen sukzessiv erweitert werden kénnen.

Die vorliegende Arbeit stellt somit einen weiteren Schritt zur Erfiillung des einleitend for-
mulierten Ziels der Verbesserung der Prognosegiite des Systemverhalten unter Wirkung
dynamischer mechanischer und thermischer Lasten dar, welche sich z.B. in einem besseren
Vorhersage von Stabilitdtsgrenzen oder der Moglichkeit zur Identifizierung von Optimie-
rungspotentialen wiederspiegelt.
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A Anhang

A.1 Notwendige mathematische Beziehungen

e Integrationsregel nach Leibnitz fiir einfache partielle Ableitungen

b(x) b(z)
0 0 ob 0
sef@ats = 5o [ feads - fah) 3+ floa)

ox
a() a()

e Integralsatz von Gauss

V/yidv = B/i@dB

(A-1)

(A-2)

e Die Taylorreihenentwicklung liefert fiir die Approximation f(z;) mit Abbruch nach

dem quadratischen Glied

Fle) = o)+ o) b+ 5" @) B

Die erste und zweite Ableitung ergibt sich durch Vorwéartsdifferentiation zu

Flzg) = f(:m);f(:vo) 7

f//<x0) _ f(x2) — 2fh<2171) + f(xo)

(A-3)

(A-4)

Nach Umstellung kann man folgende Vorschrift fiir die Approximation der ersten

Ableitung am Rand durch Vorwartsdifferentiation erhalten

Flay) = f(z1) ; f(wo)  flxa) — QJ;(ZH) + f(@o)

—f(z2) +4 f(z1) — 3 f(20)
2h '

welche auch fiir numerische Differentiationen Anwendung finden kann.

(A-5)
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e Die zeitliche Ableitung der Transformationsmatrix kann unter Verwendung der Win-
kelgeschwindigkeiten w,, w, und w, und mit der Einfithrung der Spinnmatrix

0 —w. wy
0 —w, (A-6)

—wy wy O

e
I
(S
n

als Skalarprodukt formuliert werden

Q = Qu . (A7)
Ausgehend von den Eigenschaften der Spinnmatrix werden folgende Umformungen
ermoglicht

_ o ~  ~T

Wd=-0 d=—dw=d w . (A-8)
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A.2 Strukturdynamik

Die Variation der thermischen Funktion Y fiihrt auf die schwache Formulierung des ther-
mischen Problems. Anschliefiend erlaubt die Anwendung der Produktregel folgende For-
mulierung des Warmeflusspotentials

OH 0NV 0) T T T
pum— _— = — _ — . A_
OH oV 0) o0 00 (Vd0)" q V' (00q) + (N q) 60 (A-9)
Die Transformation unter Verwendung des Gaussschen Integralsatzes Gl. (A-2) fithrt auf

/5HdV = —/ZT(MQ) av + /(ZTQ) 00 dvV
1% v 1%

= —/59gTﬂde + /(ZTQ) 30 dv

B %

Zur Variation des zweiten Terms aus Gl. (2-83) wird zunéchst ausgenutzt, dass die Variation
an den Grenzen t; und t, verschwindet

to t
/(eeae)dt = /(é@é@—i—eéé@—i—e@d@)dt—o (A-10)
t t1
und folgende Identitat durch partielle Integration abgeleitet werden kann
to t
/995edt _ —%/(Hc%é)dtzo | (A-11)
t t1
Damit besteht die Moglichkeit der Umformung in
to 12 t2
/5(699) dit = /(éaae L0604+ e050)dt = / [5(699‘) - (6959)'] dt

t1 t1 t1
to to to

= /(éeée—éeée)dt:—%/(995é)dt—/(é669)dt

t1 t1 t1

[

-~

AY

Unter der Voraussetzung isentroper Variation kann der Term AY zu Null angenommen
werden und es ergibt sich

to
0 = 5/Zdt:/[ZTg+«9é—S] 59dV+/56(ngﬂb—gTﬂb)dB . (A12)
t1 |4 B

Mit den Bedingungen

Vig= S—6¢  im Gesamtvolumen | (A-13)
q, = q auf den Randgebieten (A-14)
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ist GL. (A-12) fiir beliebige Variationen §6 und beliebige Zeiten ¢y, erfiillt. Damit kann
die schwache Formulierung des thermischen Problems in der Form

0 = /[—(Zé@)Tg—l—dG(@é—S)} dV—l—/(Sﬁngnde (A-15)

\% Bs

Verwendung finden.
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A.3 Mehrkorperdynamik

Da die Bestimmung der Volumenintegrale zur Losung der Bewegungsdifferentialgleichung
(siehe Kapitel (2.4.2)) auf Informationen basiert, die aus Finite-Element-Modellen stam-
men, soll deren Berechnung im Folgenden vorgestellt werden.

Dafiir wird die Matrix der translatorischen und rotatorischen Starrkérperformen sowie eine
modale Matrix, die einem "lumped mass” Ansatz entnommen wurde, definiert

R - [
—trans

el

~T
]. B = [ ] Nl I I B PR R R

—u; k

Do~

Am Beispiel des Tragheitstensors Nullter Ordnung J % soll das Vorgehen prinzipiell darge-
stellt werden. Analog kann mit allen weiteren Submatrizen vorgegangen werden.
Wird beriicksichtigt, dass die Tragheitsmomente

J' = / pcc dV (A-17)
1%

direkte Folgen von Starrkorperrotationen sind und folgender Zusammenhang fiir die Be-
schreibung der Rotation des Punktes P eines finiten Elements () verwendet

# — ErEN E§ R 7 (A-18)

= =u =u=rot

1o

ergibt sich fiir die Tréagheitsmomente des starren Korpers

= —rot

ng
S = BT S FsT / pENTENAVES R | (A-19)
E=1

\%

s

-~

—uu

Prinzipiell reprasentiert dieses Vorgehen eine Transformation der Tragheitsmomente des
elastischen Korpers unter Verwendung der Starrkorperrotationen als Transformationsma-
trix. Ein vergleichbares Vorgehen fiir alle weiteren Terme mit der Unterscheidung in transla-
torische, rotatorische und elastische Komponenten fithrt auf die notwendigen Algorithmen
zur Berechnung der Volumenintegrale und deren Uberfiihrung in matrizielle Formulierun-
gen. Die resultierenden Umformungen sind nach [Wal06], [Wal94], [WS94], [SW99] im
Folgenden komprimiert zusammengestellt.
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Massenmatrix:
e Translation-Translation

T
—trans —uu =trans

mil =

e Rotation-Translation

RT
—rot —uu —trans

m C—iCG 9, =

e Deformation-Translation

T
= ¢
—trans —u —uu —trans

T
g

e Rotation-Rotation

Ny

-2Q,

T
=R
—rot —uu —'rot

J(g,) =

e Deformation-Rotation

T
grot <ﬂu) - 2“ —uu _TOt

CT

e Deformation-Deformation

PTM P

U —uu —u

o~

M =

—uu

(A-20)
T
+ (étrans guu 2u> —u (A_Ql)
c,
(A-22)

Ny Mgy Mgy
9= DO Tdu— DY O “0u,0u,(A-23)
Z 1 j=1

vernachla551gt

=1

(A-24)

Nqy

Z CT@ G,

(A-25)
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Lastvektor der zentrifugalen und gyroskopischen Effekte:
e Rotation
nQU
>.G @) e = 2 [pdoe,dvg,
i_ “
Mgy
= 2 [p2d, aVaw
=17, ’
Mgy Ny
23> [od, B, aVaya.e
i:1 j:1 V 57 XA
gy Mgy Mg
= 2 Zg4¢® Qu; @ — 2 Z de‘ji@ Qu; Gu; @ (A-20)
i=1 i=1 j=1
e Deformation
nQu
G huw = 2 [ 50 v,
i=1 v
Mgy, T
=2} [ 02l 8] Ve
=17, '
Mgy,
= 2> C ®4,w (A-27)
i=1
e Deformation
_ T ~~
Qel(ﬂu)Q - /pgu %gddv
1%
Ny ~T
=Y @) Fave
Z:1 V 13
nﬂu Ngy T ~T
WYY 08 B Ve
Z:1 le V Y2 )
Ny ® nQu Mgy
= W' ) O wtw’ Y ) C Caw
i_ =1 =1
= 000+0' 9 (A-28)
mit:
—Sli,: - [C4i11 C4i22 digg C4i12 + CV4"i21 041'23 + C4i32 C4i13 + CV4"i31]
Qili,; = Zgij Qu;
9 = [0627'11 Cﬁiﬂ'm C161'133 061'112 + Cﬁijm C’61'1'23 + Cﬁij:’a 061'1'13 + 061'131]
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Die in den Gleichung mit ® gekennzeichneten Elemente konnen nur durch eine Ndherung
bestimmt werden, da es bei nicht-isoparametrischen Elementen unmoglich ist, sie aus der

Massenmatrix zu bestimmen.
Es wird zwischen verschiedenen Naherungen unterschieden:

e "Lumped Mass Approach” nach [WS94]:

¢, = -R'M R
—4; =rot —uu =xe¢l;
C. = R' M &,
—9i; :el]- Wi
Cs, = —R' M

& —%cl; uu —el ;

e "Arithmetische Mittelung” nach [Man94], [SW99] :

(Es kann abgeleitet werden, dass %k immer antimetrisch sein sollte.)

C4ijk - _@Zj,j £4kgw,i
D Chaw = My a, Mg, M 4]
_ T
Gijry ~ — g“l M6k~l Qu:u’

mit:

1
M ~ M o +o, M ) ., k=1..3

=4 2 —k —uu
) 5o |"
_ — Y g «w J
S o ‘agHQ @] ]
_ T

e "Erweiterte Arithmetische Mittelung” nach [SW99|
zur Wahrung der Antimetrie:

M = M ©

— ] —uu =k
fiir Mki,j =0
M4kj,i - Mk] ¢
M, =TT,
fiir M;ﬁjyi #0 und Mkm- # 0
1 _ . _
M4kj,i = §Sgn<Mkfj,i)(| Mkj,i | + | Mk?i,j |)
M4ki,j - _M4kj,i

(A-29)
(A-30)
(A-31)

(A-36)

(A-37)

(A-38)

Eine analoge Erweiterung kann auch fiir den "Lumped Mass Approach” Verwendung

finden.
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Anhang

A.4 Referenzmodelle

Tabelle A-1: Parameter - quasistatisches Vergleichsmodell mit Temperatureinfluss

Parameter Formelzeichen Wert
Lager Durchmesser (innen) dr 100mm
Durchmesser (aufen) a 200mm
Breite b 200mm
Kaltspiel (20°C) Ar 123pum
Olzufithrung | Lage or 90°
Lénge T 15.708mm = 18°
Breite (zentrisch) yr 70mm
Zufiihrdruck pr 0.07bar
Zufiihrtemperatur Tr 40°C'
Schmiermittel | Viskositatsparameter cy 0.85193 - 1073 Pa s
(Vogel) o 250.7K
cs _32.12K
Dichte p 850kg/m?
spez. Warmekapazitit Cy 2kJ/kg K
Wiirmeleifdahigkeit A 0.13W/m K
Belastung statische Last (y-Richtung) | F, —7000V
Drehzahl nry 3000min 1
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Tabelle A-2: Parameter - rotordynamisches Vergleichsmodell ohne Temperatureinfluss

Parameter Formelzeichen Wert
Geometrie Lange der Welle lrr 900mm
Lange des Rotors L Rotor 100mm
Lagerabstand ILager 800mm
Durchmesser Welle drr 50mm — Ar
Durchmesser Rotor d Rotor 150mm
Masse Rotor M Rotor 26.5kg
erste Biegeeigenfrequenz o 051 »
Lagerung "gelenkig-gelenkig” 7
Lager Durchmesser dy 50mm
Breite b 36mm
rel. Lagerspiel (minimal) VYrmin 2.4 %y
rel. Lagerspiel (maximal) VYrmaz 29.44 9%
Olzufiihrung | Lage or 45° + k - 90°
Lange T 13mm = 30°
Breite (zentrisch) yr 28.8mm =0.8-b
Zufithrdruck pr 0.6bar
Schmiermittel | Viskositét Miiq 8.4-103Pas
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A.5 Anwendungsbeispiel Kurbeltrieb

Abmafe
rRw = 47.75 mm
lpl = 301 mm
lps = 215 mm
lp3 = 129 mm
TKW‘ lp4 = 43 mm
Y

Tragheitseigenschaften

Zoa = 165 mm
m = 14.004 kg
Joe = 5.75e—1 kg-m?
Jy = 5.66e—1 kg-m?
J.., = 230e—2 kg-m?

Abbildung 1-1: Parameter Kurbelwelle

i d .

— = Abmafe
d = 80.69 mm

y . . .
Tréagheitseigenschaften
" Yoo =  20.96 mm

m = 0.598 kg
Jpe = 1.02e—3 kg-m?
Jy = T.0de—4 kg-m?

[ [ 1) J,., = 102e—3 kg -m?

Abbildung 1-2: Parameter Kolben
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