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1. Einleitung

1. Einleitung

Um Flissigkeiten oder Gase kontrolliert zu bewegen, bendtigt man eine Form von Pumpe. Von der
Luftpumpe flr das Fahrrad bis zur kiinstlichen Blutpumpe als Herzersatz werden Pumpen in den
vielfaltigsten Anwendungen verwendet. Kennzeichnend ist, dass ein flissiges oder gasférmiges
Medium transportiert, beziehungsweise dosiert wird. Besonders kleine Pumpen werden im
allgemeinen Sprachgebrauch als Mikropumpen bezeichnet. Technisch praziser ist die Unterscheidung
von Mikro- und Miniaturpumpen. Mikropumpen weisen funktionsbestimmende Abmessungen im
Mikrometerbereich auf, sowie Antriebsprinzipien, die -im Gegensatz zu Miniaturpumpen- nur in
dieser GréRenordnung sinnvoll genutzt werden kénnen.

Im Rahmen dieser Arbeit wird eine Mikropumpe entwickelt, wie sie flir den Einsatz als
Zirkulationspumpe in tragbaren Mikro-Brennstoffzellensystemen mit einer typischen
Ausgangsleistung von 25 bis 35 Watt benétigt wird [1]. Bisher werden Miniaturpumpen fiir diese
Aufgabe eingesetzt. Mikropumpen erreichen die benétigten Forderraten von Gber 80 ml/min einem
Druck von Uber 15 kPa derzeit bei weitem noch nicht. Durch den Einsatz einer Mikropumpe werden
Vorteile in BaugroRe, Gewicht und Energieverbrauch des Pumpsystems erwartet.

Dazu wird eine piezoelektrische Mikropumpe mit passiven Klappenventilen speziell fiir den Einsatz
als Hochflusspumpe entwickelt und optimiert. Das Vorgehen gliedert sich nach folgenden
Schwerpunkten: Nach einer Darstellung des Stands der Technik und Erlduterung der
Aufgabenstellung (Kapitel 1) werden physikalisch basierte Modelle des Pumpenaktors, der
Pumpkammerfluidik, der Ventile und der Systemperipherie entwickelt und damit die Komponenten
der Pumpe optimiert (Kapitel 2). Mit Hilfe eines Netzwerkansatzes werden die Modelle der
Systemkomponenten in ein Komplettmodell der Pumpe lGbertragen und die Pumpe als
Gesamtsystem optimiert (Kapitel 3). Ein serientauglicher Fertigungsprozess wird entwickelt und
anhand einer Pilotserie evaluiert. Auf Basis der theoretischen Uberlegungen folgt der Aufbau einer
optimierten Mikropumpe, sowie deren Charakterisierung und Vergleich mit dem Stand der Technik
(Kapitel 4 und 5).

1.1 Anforderungen an die Zirkulationspumpe einer Methanol
Brennstoffzelle

Miniaturisierte Methanol Brennstoffzellensysteme liefern netzfern elektrische Energie und werden
fur verschiedenste Einsatzfelder untersucht, wie beispielsweise zur Energieversorgung von
Motorrollern [2], Laptops [3] oder auch als tragbare Energiequelle fiir militdrische Anwendungen [4]
[5] (siehe Abbildung 1.1).
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Abbildung 1.1. Jenny 25 Watt Brennstoffzelle der SFC AG (Quelle: [4])

In Brennstoffzellen wird durch die chemische Reaktion eines Brennstoffs (meist Wasserstoff) mit
Sauerstoff unter galvanischer Trennung der Reaktionspartner elektrischer Strom erzeugt. Der
Wasserstoff wird an der Anode ionisiert, gibt Elektronen ab und kann durch eine isolierende
Zwischenschicht (den sogenannten Elektrolyten) zur Kathode diffundieren (siehe Abbildung 1.2.). Der
Wasserstoff muss an der Anode nicht molekular vorliegen, sondern kann -wie im Falle der Methanol
Brennstoffzelle- in einem Gemisch aus Wasser (H,0) und Methanol (CH,) bereitgestellt werden. An
der Kathode wird Sauerstoff zugefiihrt, der mit dem Wasserstoff reagiert und abgefiihrt werden
muss, um eine kontinuierliche Reaktion aufrecht zu erhalten.
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Abbildung 1.2. Chemische Reaktion in einer Methanol Brennstoffzelle

Die kontinuierliche Zufiihrung des Methanol-Wassergemischs ist notwendig, um das Kohlendioxid
(CO,), das sich bei der Aufspaltung des Methanols bildet, abzufihren und bestmdgliche
Reaktionsbedingungen zu erzielen. Dazu wird eine Zirkulationspumpe im Anodenkreislauf eingesetzt.
Durch Riickfiihrung des Wasserdampfs von der Kathodenseite kann auf eine zusatzliche Versorgung
mit Wasser verzichtet werden. Methanol wird dem Kreislauf mit Hilfe einer weiteren Forderpumpe
zugefihrt.

In dieser Arbeit wird eine Mikropumpe fiir den Einsatz in portablen Direkt-Methanol-Brennstoffzellen
einer Leistungsklasse von 25 bis 35 Watt entwickelt und optimiert. Gegenwartig werden
Miniaturpumpen fiir diese Aufgabe eingesetzt. Daher stellen kommerziell erhiltliche
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Miniaturpumpen den Stand der Technik dar, der von einer Mikropumpe erreicht und (ibertroffen
werden muss. Die Vorteile, die sich aus der Anwendung von Mikropumpen erwartet werden, sind

- eine Verringerung der BaugroRe,
- des Gewichts sowie
- eine Reduktion des Energiebedarfs.

Mikropumpen miissen daher mindestens die Leistungsfdahigkeit konventionell eingesetzter
Miniaturpumpen erreichen und in mindestens einer der genannten Kriterien eine wesentliche
Verbesserung zum Stand der Technik darstellen, um auch in Brennstoffzellen eingesetzt zu werden.

1.2 Stand der Technik bei Mikro- und Miniaturpumpsystemen

Harald van Lintel [6] und Jan Smits [7] stellten 1988 und 1990 piezoelektrischen Mikropumpen vor,
die viel Beachtung fanden und in zahlreichen Publikationen als die ersten Mikropumpen bezeichnet
werden [8]. Es finden sich jedoch auch friihere Publikationen, in denen sogar bereits 1975 solche
Pumpen untersucht wurden [9], die in der Fachwelt jedoch wenig bekannt sind.

Zur Klassifizierung von Mikropumpen lassen sich diese in mechanische und nicht-mechanische Typen
unterteilen: Mechanische Mikropumpen weisen im Gegensatz zu nicht-mechanischen Systemen
bewegbare Teile fiir eine Ventil- und/oder Antriebsfunktion auf. Weiter lassen sich diese Pumpen
anhand ihres Antriebs, des Ventilprinzips und der Pumpkammeranordnung unterscheiden (siehe
Abbildung 1.3).

Verdrangung Mikrofluidische Effekte
Aktuierung Ventile Pumpkammer - Elektroosmotisch
- Piezoelektrisch - Membranventil - Einfach - Elektrohydrodynamisch
- Thermopneumatisch  (aktiv oder passiv) - Mehrfach (Peristaltisch) - Magnetohydrodynamisch
- Elektrostatisch - Klappenventil (passiv) - Parallel - Elektrochemisch
- Pneumatisch - Duse/Diffusor - Hochfrequenz
- Elektromagnetisch
- Form-Gedéchtnis Zentrifugal
- Bimetall
- Electrowetting
- Magnetoelastisch
Rotatorisch

Abbildung 1.3: Klassifizierung bekannter Mikropumpprinzipien

Mechanische Pumpen konnen gemall ihrem Antriebsprinzip in Verdranger- und (rotatorische)
Stromungspumpen unterteilt werden. Bei erstgenannten wird das Volumen der Pumpkammer
verdndert um eine Pumpwirkung zu erzielen. Die verhéltnismalRig geringen Hibe oszillierender
Mikropumpen erlauben den Einsatz einer elastischen Membran um auf das Pumpmedium zu wirken.
Dadurch entféllt die Dichtungsproblematik, die bei konventionellen oszillierenden Kolbenpumpen
gelost werden muss. Strémungspumpen weisen keine Ventile und abgeschlossene Pumpkammer auf
und fihren dem Pumpmedium kontinuierlich Bewegungsenergie zu. Fir eine umfassende
Zusammenstellung bisher realisierter Mikropumpen wird auf die Publikationen von Woias [10] und
Santiago et al. [11] verwiesen. Letztere zeigt im Vergleich der publizierten Leistungsdaten, dass mit
piezoelektrischen und elektroosmotischen Mikropumpen bisher die hochste Leistungsdichte erreicht
wird. Nach einer kurzen Einflihrung in die bei Mikropumpen gebriuchliche Terminologie werden
deshalb Mikropumpen dieser beiden Gattungen, sowie reprasentative Miniaturpumpen vorgestellt.
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Kennwerte einer Mikropumpe

Die primare funktionale Anforderung an eine Pumpe ist durch eine Mindestforderrate V bei einem
definierten (,worst-case“) Gegendruck Ap gegeben. Die Pumpleistung P,, die unter diesen
Bedingungen dem Fluidstrom zugefiihrt wird, lautet:
F,=V-Ap (1.1)
Mikrosystemtechnische Aktoren weisen allgemein eine begrenzte Steifigkeit auf, so dass die
Forderrate einer Mikropumpe inhdarent vom Gegendruck abhangt, der an der Pumpe anliegt. In der
Regel ist dieser Zusammenhang linear [10]. Die Gegendrucksteifigkeit (Kennlinie der Férderrate als
Funktion des Gegendrucks) wird daher Ublicherweise durch die Angabe des maximal erreichbaren
Gegendrucks pnqx (bei V = 0) angegeben. Die Konstanz der Férderrate (Férderratengenauigkeit) wird
bei Mikropumpen bisher nicht spezifiziert. Temperaturdanderungen oder Verschleill der Ventile
kénnen das Forderverhalten deutlich beeinflussen. Ein weiterer Aspekt, der kritisch in Bezug auf die
Betriebssicherheit und Forderratengenauigkeit einer Mikropumpe ist, ist die Fahigkeit einer
Mikropumpe, auch beim Eintritt einer Luftblase diese aus der Pumpkammer heraus zu fordern
(Blasentoleranz). Ein ausreichendes Verdichtungsverhaltnis ist daflir ausschlaggebend. Das
Verdichtungsverhaltnis &, hangt vom Hubvolumen V,,,, sowie dem Rest- bzw. Totvolumen V;,; ab.
Aus der volumetrischen Verdichtung lasst sich naherungsweise der Kompressionsdruck abschatzen:

+
g, _ VitV _ D1 (1.2)

I/tot pO

Weitere Faktoren, wie Offnungsdruck und Leckrate der (feuchten) Ventile, Gegendruck im
Fluidsystem und schlieRlich auch die BlasengréRe haben jedoch einen zusatzlichen Einfluss auf die
Blasentoleranz im Betrieb der Pumpe.

BaugroBe und Energieverbrauch stellen weitere, wesentliche Kennwerte der Pumpe dar. Aus
Anwendersicht interessieren diese Werte vor allem in Verbindung mit einer Ansteuerelektronik.
Speziell bei piezoelektrischen Pumpen hadngen sie von den spezifischen Anforderungen einer
Anwendung ab, deshalb finden sich Angaben dazu lblicherweise nicht in der Fachliteratur.

Piezoelektrische Mikropumpen

Der prinzipielle Aufbau einer piezoelektrischen Mikromembranpumpe ist in Abbildung 1.4
dargestellt. Die Dehnung bzw. Kontraktion eines piezokeramischen Elements wird durch eine passive
Tragerschicht gehemmt, wodurch sich der Verbund verkriimmt, und im Vergleich zur direkten
Piezoverformung eine deutlich erhéhte Auslenkung erreicht wird. Passive Ventile, die entweder als
Klappen oder Membranen ausgefiihrt sind, geben dem Fluid eine Vorzugsrichtung.

Piezo Biegeakior
— — —_—
Pumpkammer <~ | /_? L%
Einlass \‘ \ Auslass
| ~._\ |
“NKlappenveniile

Abbildung 1.4. Aufbau einer piezoelektrischen Mikromembranpumpe
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ThinXXs MDP1304 und MDP2205

Abbildung 1.5. ThinXXs MDP1304 (Quelle: [12])

Die Pumpe MDP1304 war die erste kommerziell erhaltliche Mikropumpe. Die Markteinfihrung
erfolgte 2003 noch unter der Bezeichnung XXS2000 (bis 2004) [12]. Sie weist passive
Membranventile aus Kunststofffolien auf und ist vollstdndig aus COC Topas aufgebaut [13]. Um den
Einsatzbereich zu erweitern, folgte im November 2005 ein groReres Model mit der Bezeichnung
MDP2205, das einen Durchmesser von 25.4 mm und eine Bauhdhe von 5.2 mm aufweist (MDP1304:
23.1 mm und 3.3 mm). Die maximalen Forderraten ohne Gegendruck betragen jeweils 7 und
9.2 ml/min mit Wasser und 22 und 20 ml/min mit Luft. Die Gegendruckfahigkeit liegt mit Wasser bei
35 und 55 kPa, sowie 10 und 15 kPa mit Luft [14].

Bartels mp5 und mp6

Abbildung 1.6. Komponenten der Bartels mp-5 Mikropumpe

Die Bartels mp5-Mikropumpe ist mit einer Férderrate von 50 nl — 5 ml/min fir Wasser und 50 pl -
15 ml/min fir Luft spezifiziert. Der maximale Gegendruck wird mit 50 kPa fur Flussigkeiten (Wasser)
und mit 3 kPa flir Gase angegeben. Das Geh&duse der Pumpe ist aus Polyamid. Die Pumpe weist zwei
passive Klappenventile aus einer Polysulfonmembran mit einer Dicke von 20 um auf. Der Piezoaktor
ist Uber einen O-Ring fixiert, der die Pumpkammerkavitat definiert. Die BaugroRe der Pumpe betragt
14 x 14 x 3.5 mm. In der mp6 Variante werden zwei Pumpen seriell betrieben. Die maximalen
Flussraten betragen 20 ml/min fur Luft, und 6 ml/min fiir Wasser, die Gegendruckfahigkeit 10 kPa
und 50 kPa [15].

Debiotech Nanopump (JewelPUMP™)

Abbildung 1.7. Debiotech Nanopump (Quelle: [16])
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Die von Debiotech entwickelte Nanopump basiert auf der von Harald van Lintel entwickelten
Mikropumpe [17], und wurde fiir die Medikamentendosierung optimiert. Férderraten bis zu 100 pl/h
kénnen mit einer Genauigkeit von unter +10 Prozent mit Fliissigkeit Gber einen Druckbereich von
135 kPa am Einlass und -20 bis +40 kPa am Auslass erreicht werden [18]. Der Pumpchip weist einen
integrierten Partikelfilter sowie ein sensorisches Auslassventil auf. Die Anwendung der Pumpe in
einem am Koérper tragbaren Insulindosiersystem (JewelPUMP™) wurde im Juni 2010 vorgestellt [19].

Silizium Mikropumpe des Fraunhofer EMFT

Abbildung 1.8. Silizium Mikropumpe des Fraunhofer EMFT

An der Fraunhofer Einrichtung fiir modulare Festkorpertechnologien wurde eine piezoelektrische
Mikropumpe mit passiven Klappenventilen entwickelt, die Anwendern zur Evaluation angeboten
wird. Von dieser Mikropumpe existieren drei Varianten, die fiir die Flissigkeits- und Oldosierung,
sowie die Luftpolsterpipettierung optimiert wurden. Die Pumpe weist eine Baugréfe von 7.0 x 7.0 x
1.1 mm auf, die Leistungsdaten sind in Tabelle 1.1 zusammengefasst.

Typ Forderrate @ Frequenz Gegendruck Medium
Standard 14 ml/min @ 1.8 kHz 15 kPa Luft
(uP001) 2 ml/min @ 200 Hz 50 kPa Wasser
High Pressure  2ml/min @ 400 Hz 14 kPa Luft
(uP004) 750ul/min @ 200 Hz 120 kPa Wasser
High Flow 16ml/min @ 1.8 kHz 13 kPa Luft
(uP003) 2ml/min @ 200 Hz 50 kPa Wasser

Tabelle 1.1. Leistungsmerkmale der Varianten der Fraunhofer Siliziumpumpe
Elektroosmotische Pumpen: Nanofusion RP3, RP5 und RP7

Beim Kontakt einer Flissigkeit mit einem Festkérper wandern lonen im Fluid an die Grenzflache und
bilden eine elektrochemische Doppelschicht mit einer Dicke von wenigen Nanometern. Dieser Effekt
wird bei Elektro-Osmotischen (EO) Mikropumpen ausgenutzt: Legt man ein elektrisches Feld parallel
zur Oberflache an, so bewirkt dies eine Kraft auf die spontan polarisierende Grenzschicht (den
,Electrical Double Layer”) und aufgrund der Viskositat auch auf den elektrisch neutralen Teil des
Fluids. Das Pumpmedium muss polar sein und zum Beispiel durch Kapillareffekte an die porése
Struktur gefiihrt werden. Luftblasen diirfen nicht in das pordse Material eintreten, da sie die Kanale
verstopfen und die Flussraten reduzieren wiirden. Zudem muss verhindert werden, dass Wasserstoff
durch Elektrolyse des Pumpmediums entsteht, oder zumindest Ulber eine Entliftungsoffnung
abgefiihrt wird. Das japanische Unternehmen Nano Fusion Technologies Inc., Tokio, bietet
verschiedene osmotische Mikropumpen zu Evaluationszwecken an [20].
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Inside of porous material Near the solid surface
¥ i

Electric field

Abbildung 1.9. Funktionsweise einer elektroosmotischen Membran (Quelle: [20])

Die Pumpen arbeiten lautlos und mit einer Aktuierungsspannung von maximal 24 Volt. Férderraten
von 190ul/min und ein Gegendruck von 110 kPa werden von der RP5 Pumpe erreicht, weitere
Modelle (RP7, RP3) erreichen 100 pl/min und 140 kPa, bzw. 10ul/min und 30 kPa.

Abbildung 1.10. Osmotische Mikropumpe RP7 der Nano Fusion Technologies Inc. (Quelle: [20])

Miniaturpumpen: Membranpumpen NF 5 und NF 10 von KNF Neuberger

Die Miniatur-Membranpumpen NF 5 und NF 10 sind fiir die Kleinmengenférderung ausgelegt und
erreichen Férderraten von 50 ml/min und 120 ml/min [21]. Die Membran wird durch einen Kolben
bewegt, der exzentrisch auf der Motorwelle montiert ist. Membranventile aus EPDM richten den
Fluss. Der Gegendruck betragt bei beiden Pumpen (iber 300 kPa. Das Bauvolumen der Pumpen
betragt 22.8 cm® und 25.4 cm?, bei einem Gewicht von 60 g. Die Ansteuerspannung variiert je nach
Ausfiihrung zwischen 6 und 28 Volt.

Abbildung 1.11. FlUssigkeits-Membranpumpe NF 5 und NF 10 (Quelle: [21])

1.3 Ziel der Arbeit und Losungskonzept

Die primare Anforderung, die an ein Pumpsystem gestellt wird, ist die Erbringung der Forderleistung
im Arbeitspunkt, also eine Mindestférderrate V bei einem Gegendruck Ap. Fir ein Miniatur-
Brennstoffzellensystem mit einer Ausgangsleistung von 25 bis 35 Watt liegt der Arbeitspunkt bei

11
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etwa 80-130 ml/min und einem Gegendruck von 15 kPa [1]. Diese Forderraten werden von
Mikropumpen derzeit bei weitem noch nicht erreicht (siehe Abbildung 1.12). Die hochste Férderrate
einer kommerziell erhaltlichen Mikropumpe (thinXXs MDP2205) liegt mit 9.2 ml/min ohne
Gegendruck weit unter der notwendigen Mindestflussrate. Eine typische Miniaturpumpe (KNF NF 10-
DC) erreicht diese Forderrate bei einem Bauvolumen von 25.4 cm?, einem Gewicht von 60 g und
einem nominellen Energieverbrauch von 3.4 Watt.
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Abbildung 1.12. Leistungskennwerte am Markt erhaltlicher Mikropumpen

Ziel dieser Arbeit ist, eine Mikropumpe zu entwickeln, die wesentlich héhere Férderraten erreicht als
es mit Mikropumpen bisher moglich ist, und die fir den Einsatz als Zirkulationspumpe in Frage
kommt. Dazu ist als wesentliche Aufgabe eine Steigerung der Forderrate um einen Faktor 10 zum
Stand der Technik notwendig, sowie eine Erhohung der Drucksteifigkeit, um die geforderten
Forderraten auch bei Gegendruck gewahrleisten zu kdnnen. Piezoelektrische Mikropumpen mit
passiven Klappenventilen weisen gegenliber elektroosmotischen Pumpen deutlich hoéhere
Forderraten auf. Fiir den angestrebten Flussbereich wird dieses Pumpkonzept daher optimiert. Zur
Steigerung von Flussrate und Gegendruckfdhigkeit lassen sich grundlegende Design-Ziele aus dem
Stand der Technik ableiten:

1.) Erhéhung des Hubvolumens des Aktors, um bei gleicher Frequenz einen héheren Fluss zu
erzielen

2.) Erhohung der Steifigkeit zur Steigerung der Betriebsfrequenz und Reduktion der
Gegendruckabhangigkeit

3.) Minimierung der Flusswiderstande an den Ventilen und in der Pumpkammer

Um diese Ziele bestmaoglich zu erfiillen, werden folgende Randbedingungen fiir das Pumpendesign
vorab festgelegt:

1.) Der Piezobiegeaktor wird mit Hilfe einer Tragermembran aus Stahl realisiert. Gegeniber
Silizium werden eine hohere mechanische Festigkeit und ein wesentlich glinstigerer Preis
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1. Einleitung

2))

erreicht. Aus Kostengriinden ware die Verwendung von Kunststoff ebenfalls denkbar,
allerdings liegt die Steifigkeit deutlich unter der von Metall, was die Leistungsfahigkeit des
Aktors reduziert. Der maximale Durchmesser der Pumpe wird auf 30 mm festgelegt, da dies
eine sinnvolle BaugroRe fir die Integration einer Mikropumpe in eine Brennstoffzelle
darstellt.

Es werden Ventile aus Silizium eingesetzt, da aufgrund der hohen Steifigkeit und idealen
Elastizitdt des Materials optimale Voraussetzungen fir ein Ventil mit geringem
Stromungswiderstand gegeben sind. Dazu werden Ventile, deren Design bereits fir die
Silizium Mikropumpe optimiert wurden [22], auf eine GroRRe von 3 x 6 mm skaliert.

Im Rahmen dieser Arbeit werden die Komponenten der Mikropumpe, der Aktor, die Ventile, die

Pumpkammer und der Einfluss der Peripherie getrennt modelliert und wo mdglich optimiert. Mit

Hilfe der Teilmodelle wird die Pumpe im Anschluss als Gesamtsystem betrachtet, so dass Optima

auch bei gegenladufigen Zielen der Komponentenoptimierung gefunden werden kénnen. Dies umfasst

folgende spezifische Malknahmen:

1)

2))

3)

4.)

5.)

Der piezoelektrische Biegeaktor als Antrieb der Mikropumpe wird mit Hilfe eines
analytischen Modells beschrieben. Die Evaluierung des Modells findet mit Hilfe der Finiten
Elemente Methode (FEM) und einer experimentellen Untersuchung statt. Eine Optimierung
des Biegeaktors wird durchgefiihrt (Kapitel 2.1).

Zur Optimierung der Pumpe als Gesamtsystem miissen Modelle der unterschiedlichen
Teilsysteme, insbesondere der Pumpkammer entwickelt werden. Dazu wird in Kapitel 2.2 ein
analytisches Modell fir Reibung und Tragheit entwickelt und mit der FEM Simulation
verifiziert.

Die Ventile werden analytisch und mit Hilfe der FEM modelliert, sowie experimentell
untersucht (Kapitel 2.3).

Um die Leistungsfahigkeit der Pumpe in einem fluidischen System zu erhalten, ist es
notwendig, dynamische Einflisse der Peripherie von der Mikropumpe zu entkoppeln. Dazu
werden Druckddampfungselemente untersucht. Zudem werden fluidische Leitungen und
Luftblasen modelliert (Kapitel 2.4), da diese fiir eine Systemsimulation notwendig sind.

Die entwickelten Teilmodelle werden zu einem Netzwerkmodell zusammengefasst, und
experimentell verifiziert. Mit Hilfe des Modells wird der Einfluss der vorgeschlagenen
OptimierungsmaRnahmen in Kapitel 3 untersucht.

Fir den Aufbau der Pumpe werden Fertigungsmethoden eingesetzt und entwickelt, die eine

serientaugliche Produktion der Pumpe erlauben. Die Evaluierung der Pumpe erfolgt anhand dieser
Muster (Kapitel 4).
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2. Modellierung und Optimierung der Systemkomponenten

2.1 Modellierung und Optimierung des Piezo-Biegeaktors

In diesem Abschnitt wird nach einer kurzen Einfilhrung in die Piezotheorie ein analytisches Modell
des Piezo-Biegeaktors vorgestellt, und mit Hilfe der Finiten Elemente Methode und im Experiment
evaluiert. Mit Hilfe des Modells erfolgt eine Optimierung des Biegeaktors auf hohes Hubvolumen und
Steifigkeit. Dabei werden grundlegende Regeln fiir das Design piezoelektrischer Aktoren abgeleitet.
Die im Betrieb des Aktors auftretenden mechanischen Belastungen werden analytisch und mit FEM
untersucht. Die fiir eine Netzwerksimulation relevanten Parameter des Aktors werden mit Hilfe des
analytischen Modells bestimmt.
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Abbildung 2.1. Vergleich mikrosystemtechnischer Antriebskonzepte (Quelle: [23])

Nach Huber et al. [23] weisen Piezoaktoren die hochste Energiedichte mikromechanischer Antriebe
auf. Die Energiedichte bestimmt sich dabei aus Kraft und Hub, sowie der erreichbaren
Betriebsfrequenz bezogen auf die BaugrofRe (siehe Abbildung 2.1). Da diese — im Vergleich zu
hydraulischen oder magnetostriktiven Antrieben — ohne zusatzliche externe Krafterzeugung
auskommen, sind sie als Antrieb einer Hochleistungsmikropumpe am besten geeignet.

2.1.1. Grundlagen der Piezoaktorik

Der direkte Piezoeffekt (griech.: ,piezein® = driicken) wurde 1880 von den Briidern Pierre und
Jacques Curie an Turmalinkristallen entdeckt. Dabei induziert eine mechanische Belastung dieser
Kristalle eine elektrische Spannung. Der indirekte Piezoeffekt, die Verformung des Kristalls unter
elektrischer Spannung, wurde ein Jahr spater nachgewiesen [24].

Bei Keramiken wurde dieser Effekt 1947 erstmals in Barium-Titanat (BaTiOs) beobachtet [25], und
sieben Jahre spéater auch bei Blei-Zirkonat-Titanat-Keramiken (PbTiOs - PbZrOs, abgekiirzt PZT) die bis
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heute aufgrund ihres ausgepragten Piezo-Effektes das weitaus groBte Einsatzgebiet aller
Piezokeramiken aufweisen. Kommerzielle Anwendungen piezoelektrischer Aktoren finden sich
beispielsweise in der Prazisionspositionierung [26], bei Tintenstrahldruckern [27] oder
Einspritzventilen [28]. Bleifreie Piezokeramiken weisen einen deutlich schwécheren Piezoeffekt von
etwa der Halfte bis zu einem Drittel der PZT-Keramik und eine wesentlich ungiinstigere Temperatur-
und Alterungsstabilitdt auf. Eine kommerzielle Anwendung ist derzeit nicht absehbar [29]. PZT
Keramiken sind von der européischen Richtlinie 2002/95/EG (RoHS), die potentielle Gefahrstoffe in
elektronischen Geraten bannt, daher ausgenommen. Aufgrund der kristallinen Bindung des Bleis
besteht keine Kontaminationsgefahr bei bestimmungsgeméaRer Handhabung.

Abbildung 2.2. Perowskit Struktur der PZT

Blei-Zirkonium-Titanat kristallisiert in der Perowskit Kristallstruktur. Diese ist sowohl kubisch
raumzentriert mit zentralem Zirkon- oder Titan-lon (Zr* bzw. Ti*, gelb in Abbildung 2.2), als auch
kubisch flachenzentriert um ein Oxid-lon (0%, grau). An den Wiirfelecken des Kristallgitters befinden
sich Blei-lonen (Pb?*, rot).
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Abbildung 2.3.Kristallstruktur der PZT Keramik in Abhangigkeit der Zusammensetzung und Curie-Temperatur
(nach [30])
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Das PZT Gitter ist nur oberhalb der Curie-Temperatur kubisch (siehe Abbildung 2.3). In diesem Fall ist
das Gitter vollstandig symmetrisch und weist paraelektrisches Verhalten auf, also kein Dipolmoment.
Unterhalb der Curie-Temperatur liegt das Gitter in einer verzerrten (unsymmetrischen)
Kristallstruktur vor, das vierfach positiv geladene Titan-lon wandert hierbei etwas aus seiner
zentrierten Lage heraus. Dadurch entsteht ein Dipolmoment, welches je nach Kristallstruktur in
Richtung der langsten Raumdiagonalen bzw. in Richtung der langsten Kristallachse zeigt.

Die Curie-Temperatur und die Kristallorientierung unterhalb dieser Temperatur hangen vom
Zirkonium/Titan-Verhaltnis ab. Mit zunehmender Titan Konzentration steigt die Curie-Temperatur,
und die rhomboedrische Kristallausrichtung wandelt sich in eine tetragonal ausgerichtete Struktur.
Acht (respektive sechs) Polarisationsausrichtungen sind je nach Kristallstruktur moéglich. In der Praxis
finden meist Zirkonium/Titan-Verhaltnisse von 52/48 Prozent Anwendung, da der Piezoeffekt an der
morphotropen Phasengrenze besonders ausgepragt ist. Bei steigender Curie-Temperatur (respektive
Titananteil) sinkt das Piezomodul der Keramik. Im Betrieb sollte die halbe Curie-Temperatur nicht
Uberschritten werden, da der Piezo sonst depolarisiert. Piezoelektrische Keramiken weisen
vergleichbare Materialeigenschaften zu herkdmmlichen Keramiken auf: Sie sind hart und sprode,
chemisch inaktiv und gegeniber Feuchtigkeit und atmospharischen Einfllissen unempfindlich,
solange diese nicht zum Spannungsdurchbruch zwischen den Elektroden des Piezos fiihren [31].
Durch das Einbringen von Akzeptor- oder Donatoratomen entstehen Hart-, beziehungsweise Weich-
Keramiken. Typische Akzeptordotierungen sind Eisen, Mangan, Nickel, das flachenzentriert
eingebracht und durch Sauerstoffleerstellen kompensiert wird. Donatordotierungen sind Neodym,
Lanthan, Niob oder Wismut, das raumzentriert oder auch an den Ecken des Kristalls platziert und
durch zwei- bzw. vierfach negativ ionisierte Leerstellen kompensiert werden. Harte Piezokeramiken
konnen bei héheren Spannungen polarisiert und betrieben werden und weisen aufgrund der
hoheren Steifigkeit allerdings auch deutlich niedrigere Piezomoduln auf. Aufgrund dieser
Eigenschaften werden sie vornehmlich in der Leistungselektronik und aktorischen
Hochfrequenzanwendungen (Ultraschall) eingesetzt. Weiche und harte Keramiken sind
hysteresebehaftet, wobei dieser Effekt bei letzteren deutlich starker ausgepragt ist.

Piezokeramiken sind im Ursprungszustand unpolar, da sich die piezoelektrischen (Dipol-)
Eigenschaften der Kristalle ungerichtet sind und sich gegenseitig kompensieren. Trotzdem
beeinflussen sich die Dipol-Elemente gegenseitig, und bilden Bereiche &hnlicher Ausrichtung,
sogenannte Domdnen, auch Weiss’sche Bezirke genannt. Die Polungsrichtung innerhalb der
Weiss’schen Bezirke unterscheiden sich entweder um 90° oder 180° (siehe Abbildung 2.4).

ungepolt Polung lE,PS gepolt lP,

T

I Remanente

Dehnung bei Dehnung
angelegtem Feld

Abbildung 2.4. Ausrichtung der Weiss’schen Bezirke bei Polarisation
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Durch Anlegen eines elektrostatischen Feldes von mehreren Kilovolt pro Millimeter bei gleichzeitiger
Erwarmung bis knapp an die Curie-Temperatur wird der Piezoeffekt initialisiert. Die Doméanen richten
sich entlang des elektrischen Feldes aus, bis die maximale Sattigungspolarisation (Ps) erreicht wird.
Der Kristall streckt sich dabei in Polungsrichtung. Dehnung und Polarisation verhalten sich dabei
dhnlich (siehe Abbildung 2.5). Der GroRteil der Domanen behélt die Ausrichtung bei Reduktion des
Feldes bei, da in den Weiss’schen Bezirken Vorzugsrichtungen der Dipole wirken, reduziert sich
jedoch die spontane Sattigungspolarisation, es verbleibt die remanente Polarisation P,. Eine negative
Spannung fiihrt zu einer Kontraktion des Piezos, und einer Depolarisation, die bei Uberschreiten der
Koerzitiv-Feldstarke E. zu einer Repolarisierung in Gegenrichtung filhrt. Um die Polarisation im
Betrieb des Piezos nicht zu beeinflussen, ist —abhangig von der eingesetzten Keramik- eine negative
Feldstarke von etwa einem Drittel der Koerzitiv-Feldstarke nicht zu Gberschreiten [31].

P,

Abbildung 2.5. Polarisation und Dehnung einer Piezokeramik beim Anlegen eines elektrischen Feldes

In der Aktorik wird der indirekte piezoelektrische Effekt genutzt: Das Anlegen eines elektrischen
Feldes E bewirkt eine relative Verformung (S oder €) der Keramik, deren Auspragung durch das
Piezomodul d beschrieben wird. Dabei treten im Piezo mechanische Spannungen T auf, die sich
ndherungsweise nach dem Hook’schen Gesetz beschreiben lassen und von der mechanischen
Steifigkeit s des Piezomaterials bei konstantem elektrischen Feld E oder dielektrischer Verschiebung
D abhdngt. Ein konstantes elektrisches Feld wird durch KurzschlieRen des Piezos (E=0), eine
konstante dielektrische Verschiebung durch Isolierung der Elektroden gewahrleistet und durch einen
hochgestellten Index (E oder D) gekennzeichnet:

S=s*".T +d -E (2.1)

Je nach Hohe des induzierten oder angelegten elektrischen Feldes wird zwischen Klein- und
GrofRsignalverhalten des Piezos unterschieden. Aktoren, die in Resonanz angeregt werden, wie
beispielsweise Ultraschallschwinger, werden mit geringen elektrischen Feldstarken im Bereich einiger
Volt pro Milllimeter betrieben. Fir Stellelemente, die deutlich unter ihrer Resonanzfrequenz oder
statisch betrieben werden, kann zur Erhéhung des Hubes ein deutlich héheres Feld von 1-2 Kilovolt
pro Millimeter angelegt werden. Das Piezomodul weist jedoch eine zunehmende, nichtlineare und
materialspezifische Abhéngigkeit von der angelegten Feldstarke auf, die um einen Faktor von 1.5 bis
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2 Uber dem Kleinsignalwert liegt [31]. Hersteller geben meist nur den Kleinsignalwert der Keramik
bekannt.

Die Piezokeramik ist aufgrund der Kristallstruktur und der Polarisierung anisotrop, der
piezoelektrische Effekt ist somit in allen drei Raumrichtungen unterschiedlich. Die Einstein’sche
Summenkonvention (siehe Abbildung 2.6) erleichtert die Darstellung. Wirkrichtung und Auspragung
des elektrischen Felds sowie der mechanischen Dehnungen werden durch Indizes beschrieben:

Abbildung 2.6. Indizierung der Koordinatenachsen

Der erste Index stellt dabei die Normale auf die wirkende Flache, der zweite die Richtung der
aufgepragten oder entstehenden GroRe dar: Das Piezomodul ds; beschreibt beispielsweise die
erzeugte Dehnung in x-Richtung (Index 1) beim Anlegen eines Feldes in z-Richtung (Index 3). Gleiche
Indizes werden auf eine Stelle geklirzt. Durch Symmetrielberlegungen ldsst sich die
Bestimmungsgleichung des inversen piezoelektrischen Effekts auf sechs Dimensionen vereinfachen
[32]:

& S S S 0 0 O 0 0 d,

€ Sz S S 0 0 Oy 0 0 d, "k

€ |_ |53 S Sy 0 0 O3 + 0 0 dy El (2.2)
£, Sy 0 0 T 0 dy, 0 E2

£ 0 s, 0 t,| |ds O O

len ] | 0 0 0 2(s;-sp)]ltp] O 0 0]

Die Dehnung eines Piezos wird damit durch drei Piezomoduli d3;, d3sund d;sfestgelegt. Wahrend bei
Stapelaktoren der dss-Effekt genutzt wird, wird beim Biegewandler nur der ds;-Effekt genutzt. Die
Kopplungsmatrix lasst sich daher vereinfachen, da nur in 3-Richtung ein elektrisches Feld anliegt, und
eine Auslenkung in dieser Raumrichtung nicht gehemmt ist (033=0). Lediglich die Auslenkung in
Richtung 1 und 2 sind fir einen Biegewandlereffekt von Interesse:

€ §,,0,, + 8,0 d, E
|: 11:|=|: 11~11 12 22:|+|: 31 3:| (23)
€n S1201; 15110 dy, E;
Mit dieser Gleichung kann der Piezoeffekt in die strukturmechanische Beschreibung der Piezoschicht
eines Biegeaktors, der im folgenden Kapitel vorgestellt wird, eingefiigt werden.
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2.1.2.  Funktionsweise des Piezo-Biegewandlers
Um eine hohe Forderrate zu erzielen, sollte der Antrieb einer volumetrisch arbeitenden Mikropumpe
idealerweise ein hohes Hubvolumen bei groRtmoglicher Steifigkeit aufweisen. Die Langenanderung
einer Piezokeramik liegt etwa bei einer Promille [33]. Das Hubvolumen, das ein Piezo somit direkt
verdrangt, betrdgt etwa ein Tausendstel seiner Bauhdhe. Den Lingenanderungseffekt direkt zur
Volumenverdridngung zu nutzen, ist daher nicht sinnvoll. Eine Ubersetzung des Piezohubs ist durch
den Aufbau eines Scherkraftwandlers moglich. Fir die passive Tragerschicht eines solchen Aktors hat
sich im deutschen Sprachgebrauch der Begriff ,Membran” eingeblirgert, was vom englischen Begriff
,diaphragm® stammt, technisch jedoch nicht korrekt Gbersetzt ist: Um den Scherwandlereffekt zu
nutzen, ist eine biegesteife Struktur (Platte) notwendig. Membranen sind definitionsgemafl
biegeschlaff, sie kdnnen nur Zugspannungen, nicht jedoch Druckkrafte oder Momente Ubertragen.
Biegeschlaffe Strukturen sind daher auch nicht formstabil.
l—' r

z

Piezo

Piezokontraktion (d,;-Richtung)
—

Membran

I Auslenkung

Abbildung 2.7. Radialsymmetrischer Biegeaktor

Die Langenanderung des Piezos senkrecht zur Polarisationsachse wird durch die passive Membran
gehemmt. Dadurch wird ein Biegemoment induziert, das den Aktor krimmt. Die Energie, die der
Aktor bereitstellen kann, setzt sich aus dem Produkt von Weg und Kraft zusammen. Hub wie auch
Hubvolumen lassen sich durch den Scherwandlereffekt im Vergleich zur direkten Piezoauslenkung
deutlich steigern, die Steifigkeit des Aktors wird damit jedoch um den gleichen Faktor reduziert. Als
hemmende Membran kann ein passives Tragermaterial (Unimorph, bzw. heterogener Bimorph), bzw.
eine weitere, kontrar gepolte Piezokeramik (klassischer Bimorph) verwendet werden. Typische
Materialien bei mikrofluidischen Aktoren sind Silizium, Stahl oder Messing [34]. Piezokeramische
Werkstoffe missen wahrend ihrer Herstellung bei Temperaturen von (ber 1000 Grad Celsius
gesintert werden und kénnen damit nicht direkt auf eine Tragermembran aufgebracht werden.
Ublicherweise werden Piezo- und Triagermembran mit hochfesten Strukturklebstoffen, wie zum
Beispiel Epoxid-Harzen, verklebt.



2. Modellierung und Optimierung der Systemkomponenten

2.1.3.  Analytische Modellierung des Piezo-Biegewandlers
In diesem Kapitel wird ein analytisches Modell entwickelt, mit dem sich Hub, Hubvolumen und
Steifigkeit eines Biegeaktors berechnen und somit optimieren ldsst. Verschiedene Ansétze finden sich
dazu in der Literatur, die sich in den getroffenen Vereinfachungen, der Aktorkonfiguration sowie im
Umfang der variablen Optimierungsparameter unterscheiden [35][36]. Der in dieser Arbeit
verwendete Ansatz wurde erstmals von Prasad [37] vorgestellt, und basiert auf der Kirchhoffschen
Plattentheorie [38]:

1.) Schnittflichen senkrecht zur Membran bleiben stets eben und auch nach der
Verformung senkrecht zur Mittelebene (Bernoulli’sche Hypothese)

2.) Estreten keine Normalspannungen senkrecht zur Referenzebene auf (Ebener
Spannungszustand)

3.) Die Plattendicke ist klein gegeniiber der Lange

4.) Die Auslenkung ist klein gegenilber der Dicke

5.) Die Plattendicke dndert sich nicht

6.) Scherspannungen sind vernachlassigbar

Fiir einen generischen Piezo-Biegeaktor sind diese Annahmen bis auf Punkt 4 in guter Ndherung
erflllt. Der Gultigkeitsbereich der Losung und der folgenden Optimierung wird daher durch einen
Vergleich mit der FEM Simulation in Kapitel 2.1.4 diskutiert. Betrachtet wird zunadchst ein
infinitesimales Segment einer axialsymmetrischen Platte. Der ebene Spannungszustand setzt sich aus
Normalspannungen in r- und U-Richtung zusammen. Die Normalspannung in z-Richtung sowie
Scherspannungen werden vernachlassigt:

Abbildung 2.8. Spannungen am differenziellen Element

Die Richtung der Flachennormale steht an Position 1, die Wirkrichtung an Position 2 des Index. Die
Verformung des Volumenelements ladsst sich aus Dehnung € und Krimmung « um die neutrale Faser
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angeben. Die neutrale Faser ist dadurch definiert, dass in ihr keine Biegespannung auftritt. Je weiter
der Abstand z zur neutralen Faser ist, desto héher sind die Biegespannungen im Material:

grr 8,(-),- Kr 1
=l , |tz , K = — Krlimmung der Platte (2.4)
€00 €oo Ko R

Spannung und Dehnung des Volumenelements werden iber die Steifigkeitsmatrix Q gekoppelt, in die
das E-Modul E und die Poissonzahl v eingehen. Zugspannungen tragen positives Vorzeichen:

cReE))] eEL] eae

Zu dieser Gleichung wird eine Uber den Ausdehnungskoeffizienten ds; gekoppelte piezoelektrische

Langenanderung durch ein elektrisches Feld E, und beispielsweise auch durch eine thermische
Ausdehnung a7 AT addiert:

@l (o)l )

M, +—-dr

N, +%d9
00

Abbildung 2.9. Schnittkrafte am differenziellen Element

Die Kréafte, die an einem infinitesimalen Volumenelement wirken (Abbildung 2.9) kdnnen aufgrund
der Radialsymmetrie als Linienkrafte beschrieben werden. Durch Integration iber den Querschnitt
ergibt sich:

z2 z2
N, = [o,dz, M, =[o,zdz,  i=r,0 (2.8), (2.9)
z1 z1
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In Matrix-Schreibweise lasst sich schreiben:

N 80 NPT

Ny 4 B 339 N;T

M | |B D|x | M7 (2.10)
M, K, ) \M,"

Mit der Dehnsteifigkeitsmatrix:

z2
A= j[Q]dz (2.11)
zl
der Kopplungsmatrix aus Biege- und Dehnsteifigkeit,
z2
B= j [0]zdz (2.12)
zl
und der Biegesteifigkeitsmatrix:
(2.13)

D= T[Q]zzdz

Die Kopplungsmatrix ist null, wenn externe Kradfte an der neutralen Faser angreifen, und neutrale
Faser sowie Referenzebene iibereinander liegen. Der Ubersichtlichkeit halber werden die Kréfte, die
durch Piezoeffekt und Temperatur aufgepragt sind, getrennt dargestellt und liber z integriert:

N 2 d a
r [7Tol| " e +| 77 |ar iz
NGPT al d3l : aT
pr |~ (2.14)
M z2 d31 (XT
Wl | le E.+| " |AT |zdz
M, =1 dy, ar
Dehnung und Kriimmung am differentiellen Element lassen sich in Ortskoordinaten angeben [38]:
duy
dr
85’ u,
oo |_| r
‘ g (2.15)
K, _ag
.
Somit wird Gleichung (2.14) zu:
du,(r u,(r do(r o(r
All 0( )+A12 0( )_Bll ( )_Blz ( ) NP
rlZ dr r dr rol_ (2.16)
P .
N )] 4 ) ) 40 000

12 11
dr
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B, du,(r) +B, uy(r) D, do(r) D, o(r)

|: = dr ! dr r _[ ] (2 17)
M du,(r u,(r do(r o(r P )
0 Blz ;ﬁ ) +Bll Oi ) _D12 dE‘ ) _Dll (r ) M

Am differenziellen Element der druckbeaufschlagten Platte ist das Krafte- und
Momentengleichgewicht (siehe Abbildung 2.9):

dN, N.-N, _ dM, M,-M,

Pr
- ; - =0, 0 = > (2.18), (2.19), (2.20)

Mit Hilfe der Elastizitdatsbeziehung (Gleichung (2.15)) lasst sich somit die Differenzialgleichung der
Platte zu:

dZH(r)+ld9(r)_0(r) _ Pr
ar’* r dr r 2[ _B_lzlj (2.21)
11
All
5 Pri
du,(r) 1du,(r) u,(r) A
4, L)) 2.2)
o)
11

Die allgemeine Losung dieser Gleichungen lautet [39]:

B,
u—5r+£— Ay E
o =ar FART (2.23)
Dll__
All
— b, 1 pr’
=br+-2— —
?=h r B121(16j (2.24)
D11 -
4,

Aus der Integration des Krimmungswinkels 8 Gber den Radius erhalt man die vertikale Auslenkung
der Platte:

= (drp = b> +b,In (et b
W—_[ 79 =br” +b, )=z | 1 |*h (2.25)
D11 -t
All
Aus der Integration Uber die Biegelinie w ergibt sich das Hubvolumen V:
V= .[27rw(r)dr (2.26)
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Die Integrationskonstanten b,, by, bs ergeben sich aus den Einspann- bzw. Randbedingungen der
Platte. Mit dieser Gleichung kann ein isotroper Abschnitt des Biegeaktors beschrieben werden. Um
den gesamten Aktor zu beschreiben, muss dieser in homogene Schichten (z-Richtung) und Regionen
(r-Richtung) getrennt und Uber Randbedingungen gekoppelt werden (siehe Abbildung 2.10).

lz_‘l'

:Regionp

I
:Piezo
iMembran
]

Abbildung 2.10 Trennung in Innen- und AuRenbereich

Dabei muss ein eventueller Versatz der neutralen Fasern, bzw. Ebenen, berlcksichtigt werden.
Werden Zug- bzw. Druckspannungen, wie sie durch die Piezoauslenkung induziert werden, auRerhalb
der neutralen Ebene eingebracht, so entsteht ein zusatzliches Moment. Dies ist der Fall, wenn ein
Versatz zwischen der neutralen Faser des Innen- und AuBenbereichs besteht.

Andere Autoren (Pfeiffer [40] und Just et al. [41]) I6sten dies durch den gedanklichen Versatz des
AuBenbereichs auf die neutrale Faser des Innenbereichs. Dadurch wird das resultierende
Biegemoment vernachldssigt. Das Moment bewirkt jedoch eine zusatzliche Auslenkung Ah des
Aktors. Wiirde man dieses Moment vernachladssigen, so wiirden die im Randbereich induzierten
Normalspannungen nicht zur Auslenkung beitragen, was den in Abbildung 2.11-A dargestellten
Randbedingungen entspricht.

Abbildung 2.11. Erhéhung der Auslenkung durch das induzierte Biegemoment

Durch die Einfihrung einer Referenzebene lasst sich dieser Versatz bericksichtigen, wodurch die
Biegelinie exakter beschrieben wird, wie im spateren Vergleich mit der FEM bestatigt wird. Da die an
der Einspannung der Membran wirkenden Krifte auf die neutrale Faser der Region 2 bezogen
werden, wird die Mittellinie des AuRenbereichs als Referenzebene definiert.

Fir den Verbund aus Piezo und Membran wird eine Ersatzsteifigkeit bezogen auf diese Ebene
berechnet. Dazu werden die Steifigkeitsmatrizen der Schichten in Bezug auf die Referenzebene
integriert und addiert.
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%Dm 1Dm+Dp
(4= [[0, M=+ [I0,¥= (2.27)
1p Ip
2 " 2"
7D %mep
[B]= [[0,kdz+ [[0,]dz (2.28)
1p Ip
2 " 2"
%Dm %DerDp
[Dl= [10,Fdz+ [[0,)Fd (2.29)
1y Ip
2 " 2 "

Somit lasst sich die Biegelinie des Aktors in Abhangigkeit des anliegenden Drucks und der
elektrischen Spannung analytisch angeben. Im Anhang A ist die explizite Losung fiir einen
generischen Biegeaktor aufgefiihrt. Die elektrische Spannung U, wie auch der Druck p gehen dabei
linear und unabhangig voneinander in das Hubvolumen ein, so dass sich die Terme der

Hubvolumengleichung auch als elektrisch-volumetrische (Cg) und als Drucksteifigkeits-Kapazitat (C,)
schreiben lassen:

oV ov
Vi =1 —= B+ — p=C,-E +C, -
hub [an;Fwnst z [ap jE=const p E z P p (230)

In Abbildung 2.12 ist der Vergleich der analytischen Losung mit einer linearen FEM Simulation fir

typische Parameter eines Biegeaktors aufgetragen. Die Simulationsparameter sind in Anhang B.1
aufgefihrt.

— : : : : : : : : : T : : :
E 0124 E_ .=200GPa Epi(EZO 66GPa i
— R, o =14mm Rpim:11.9mm
()] — =

D =0.15mm D__ =0.3mm
g 008_ mem piezo _
=
[=
<9
[}
S
<

~ | Analytische Lésung |
0.08 Lineare FEM:

U=350V o U=350V, p=50kPa | 1
-0.12 o U=70V e U=0V,p=50kPa ,

0 2 4 6 8 10 12 14
Radius [mm]

Abbildung 2.12. Vergleich der analytischen Biegelinie mit der linearen FEM Rechnung
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Die Abweichung der analytischen Losung vom linearen FEM Modell betragt weniger als 1 Prozent,
und erlaubt eine analytische Dimensionierung und Optimierung des Biegeaktors, die im folgenden
Kapitel durchgefihrt wird.

2.1.4. Optimierung des Biegewandlers

Die Leistungsabgabe einer Pumpe ist das Produkt aus Forderrate und dem Fluid aufgepragten
Gegendruck (Gleichung (1.1)). Fir den Aktor als Antriebseinheit ergeben sich somit zwei
Optimierungsziele: Zum einen soll das Hubvolumen, das der Aktor verdrangt, moglichst grof} sein,
zum anderen sollte der Aktor moglichst drucksteif sein.

Fiir die Piezokeramik bedeutet dies, dass diese nach hohem ds;-Koeffizient und Steifigkeit (E-Modul)
ausgesucht werden sollte. Mit groRerem Hubvolumen steigt nicht nur die potenzielle Flussrate einer
Pumpe, auch das Kompressionsverhdltnis der Mikropumpe, das aufgrund unvermeidbarer
Totvolumina grundséatzlich einen kritischen Design-Parameter darstellt, lasst sich (bei
gleichbleibendem Totvolumen) steigern. Dadurch verbessern sich die Blasentoleranz und damit die
Betriebssicherheit der Pumpe.

Der Druck, gegen den eine Mikropumpe arbeitet, pragt sich direkt der Membran auf und reduziert
linear sowohl Hub als auch Hubvolumen. Druckschwankungen beeinflussen somit prinzipbedingt die
Forderrate. Je steifer der Aktor bei gleichem Hub ist, desto hoher ist die Flussrate bei Gegendruck.
Der Einfluss von Druckschwankungen reduziert sich, und eine Steigerung der maximal erreichbaren
Pumpfrequenz wird erzielt, solange diese nicht durch die Stromungsverhéltnisse in der Pumpkammer
und den Ventilen limitiert ist (siehe Kapitel 2.2 und 2.3).

Eine quasistatische Betrachtung des Aktors ist erlaubt, solange die Anregung deutlich unterhalb der
Resonanzfrequenz des Aktors erfolgt und fluidische Reibungs- und Tragheitseffekte vernachlassigt
werden kénnen. Auf dieser Basis ldsst sich die Optimierung auf ein Ziel reduzieren: Bei gegebenem
AuRendurchmesser und Gegendruck soll der Aktor das groRtmaogliche Hubvolumen aufweisen.

Im Folgenden wird zunachst ein Biegeaktor ohne Randbereich betrachtet, da dieser Aktor analytisch
optimiert werden kann und sich die wesentlichen funktionalen Zusammenhange daran
veranschaulichen lassen. Im Anschluss erfolgt die Optimierung des generischen Biegeaktors, aus der
zunachst ein idealer —analytisch beschreibbarer- Biegeaktor abgeleitet wird. Anhand dieses
Vorgehens werden die funktionskritischen Design-GroRRen des Aktors abgeleitet, so dass mit Hilfe von
Fit-Funktionen ein optimaler Aktor fiir beliebige Materialkombinationen direkt bestimmt werden
kann.

Hybrider Bimorph ohne Randbereich

Zunachst wird der in Abbildung 2.13 skizzierte Biegeaktor ohne Randbereich betrachtet. Fir Piezo
und Membran wird die gleiche Querkontraktionszahl angenommen. Dies ist in guter Naherung
erlaubt und vereinfacht die analytischen Terme erheblich, ohne das Ergebnis fiir die untersuchten
Materialien (Piezokeramik vpje,o = 0.34 [42] und Stahl vsian = 0.30 [43]) signifikant zu verandern.
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Neutrale Faser
Membran

Fixierung

Abbildung 2.13. Aktor ohne freien Randbereich

Setzt man eine Referenzebene auf die neutrale Faser des Verbunds, wird die Koppelmatrix B null,
und Biegung und Dehnung voneinander entkoppelt. Die drei Integrationskonstanten werden (ber
Randbedingungen bestimmt:

w(R) =0, M (R)=0, w(0) <o (2.31), (2.32), (2.33)

Die Biegelinie in Abhdngigkeit des AuRenradius R, der Piezo- und Membrandicke T, und T, und E-
Modul E; und E,, dem elektrischen Feld E, und des Piezokoeffizienten d3;, sowie der gemeinsamen
Querkontraktionszahl v ergibt sich zu [44]:

3 Ry O ETT, B, (T T,) = p(E, + TLE, ) —W|RG+v) - (1+v)) 2.3
16 T,'E]+4T,T E,E, +6T, T, E,E, +4T,T, E,E, +T, 'E,’
VR 24d,ET,TEE (T,+T,)-R’p, (T,E, +T,E )7-6v—v?) (2.35)
Hu -

4 2 3 2 2 3 4 2
16\7,'E +4T,'T E,E, +6T, T E,E, +4T,T,E,E, +T,'E,’

Die Integration Gber den Radius fiihrt zum Hubvolumen Vy,,. Aus Gleichung (2.35) lassen sich die
Kapazitatsparameter Cr und C, bestimmen:

3T,T E,E (T, +T,)

C, =d,nR" 2.36
E A E) + AT T EE, + 6T T E,E, +4T,T E,E, +T,'E,’) (2:36)
T)E,+T,E, N7 —6v—v’
C,=nR’ 42 3 (d —— 2p)(2 V) 3 42 (2.37)
* 6T E; + 4T T E E, + 61T, E,E, +4T,T, E,E, +T,'E,’)

Der Biegeaktor ist damit durch vier Material- (Eq Ep,ds3,E;) und drei Geometrieparameter (T, Ty, R)
vollstandig beschrieben. Leitet man die Hubvolumengleichung nach der Dicke ab, lasst sich das
Maximum, und daraus die ,idealen” Dicken, wie auch das optimale Dickenverhéltnis bestimmen:
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Parameter:
R=125mm

Abbildung 2.14. Globales Maximum des Hubvolumens in Funktion der Piezo- und Membrandicke

Tideal — R pwork(7 _6V _v2)
‘ 2\/5 d31EzEd ’

Tideal — R pwork(7 _6V _v2)

S ND) dyE.E,
ideal
L, _ &
Taf'deal Ep

Die Beschreibung des Hubvolumens vereinfacht sich damit zu:

ideal __ 7ER3 VEdEp (d31Ez )3

Hub _’\/2pwork \/E—d+»\/E7p 7_6\/—\/2
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Hubvolumen

Druck

Abbildung 2.15. Ideales Hubvolumen als Funktion des Drucks

In Abbildung 2.15 ist dieser Zusammenhang veranschaulicht: Das theoretisch maximale Hubvolumen
wird von der fluidischen Kapazitdt C, des spezifischen Aktors im Druck-Arbeitspunkt tangiert. Der
Blockierdruck, bei dem das verdrangte Volumen null wird und das Hubvolumen ohne Gegendruck
bestimmen sich aus der Ableitung der Hubvolumengleichung (2.41) und trigonometrischer
Uberlegung:

pblock(thb = 0) = 3pwork (242)

idea 3 idea
Vh;ib l(p = 0) = E Vh;ib l(p = pwork) (243)

Mit Gleichung (2.40) lasst sich fir einen Druck pwork Und ein festgelegtes Hubvolumen Vhub der
kleinstmogliche Radius R angeben der dieses Hubvolumen verdrdangen kann. Mit Gleichung (2.38)und
(2.39) lassen sich alle notwendigen GroRRen des Aktors berechnen.

Fir einen generischen Biegeaktor mit Randbereich, der im Folgenden betrachtet wird, muss
zusatzlich der Piezoradius ermittelt werden, was die analytische Beschreibung des Aktors deutlich
komplexer macht.

Hybrider Bimorph mit Randbereich

g
<

Piezo

|
|
|
1
1
I Membran

.— Feste Einspannung

o

w,

.....

-
.........
----------
.................
.......................

Abbildung 2.16. Generischer Biegeaktor
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In piezoelektrisch aktuierten Mikropumpen, wie auch in Lautsprechern, Mikrophonen oder
Tintenstrahl-Druckkdpfen, finden heterogene Bimorph-Aktoren wie in Abbildung 2.16 dargestellt mit
flexiblem Randbereich Verwendung [45]. Zur analytischen Modellierung des Aktors muss der innere
Verbund- (Region p, siehe Abbildung 2.10) und duRere Membranbereich (Region m) getrennt
beschrieben und lber Randbedingungen gekoppelt werden. An der Schnittfliche zwischen den
beiden Regionen gilt, dass Verschiebungen in r- und z-Richtung sowie deren Ableitung, als auch
Schnittkrdfte und —momente UGbertragen werden. Auch an der Einspannstelle der duBeren Region
findet keine Verschiebung statt. Auf Basis dieser Randbedingungen lasst sich das Gleichungssystem
analytisch l6sen. Die Losung ist deutlich umfangreicher als im Fall des randlosen Biegeaktors (siehe
Anhang A). Zur globalen Optimierung des Biegeaktors wird der Membranradius festgelegt, ZielgroRRen
sind Piezo- und Membrandicke (T, und T), sowie Piezoradius R,.

Eine Optimierung der Volumenverdrangung fiihrt unter diesen Randbedingungen jedoch dazu, dass
der Piezoradius sich dem Membranradius angleicht, und die Membran infinitesimal diinn wird. Die
Verformung der Membran durch den Piezo bendtigt Kraft, die nicht mehr zur Volumenverdrangung
zur Verfligung steht. Aus dieser Schlussfolgerung lasst sich ein Aktor wie in Abbildung 2.17 dargestellt
ableiten, der einen Biegewandlereffekt ohne Membran realisiert:

>— Piezo

Referenzebene

Fest eingespanntes

...........

Drehgelenk

...............
.........................

Abbildung 2.17. Theoretisch idealer Aktor

Als piezoelektrischer Biegewandler ist dieser Aktor optimal in Bezug auf das verdrangte Volumen bei
Gegendruck. Das maximale Hubvolumen betragt:

3
Videalz 7TR3 Y, Ep(d31Ez) (244)
theor 2\/; /5 _ 3\/ _ 2\/2

Die Dicke der Piezokeramik ist:

) R*(5-3v —2v?
giiea =L | PRy ) (2.45)
2 dyE.E,

Der Aufbau eines solchen Aktors ist aufgrund des linienformigen Drehgelenks an der Einspannstelle
mikromechanisch nicht realisierbar. Zur theoretischen Betrachtung stellt dieser Aktor jedoch ein
wertvolles Hilfsmittel dar, da sich hiermit das maximal verdrangbare Volumen eines Biegeaktors mit
gleichem Radius analytisch leicht abschatzen lasst.

Die Leistungsfahigkeit des Piezoaktors in Bezug auf das verdrangbare Volumen bei Gegendruck ist
somit durch die minimale Membrandicke, oder das Verhéltnis von Piezo- zu Aktordurchmesser
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praktisch begrenzt. Bei sehr diinnen Membranen oder hohen Radienverhidltnissen kénnen die im
Randbereich der Membran oder im Piezo auftretenden mechanischen Spannungen eine kritische
Grenze darstellen. Eine Untersuchung dieser Spannungen wird in Kapitel 2.1.6 vorgenommen. Vor
einer Optimierung muss daher entweder die minimale Membrandicke, oder das maximale
Radienverhaltnis festgelegt werden. Diese Parameter sind haufig bereits durch die gewahlten
Fertigungsschritte vorgegeben. Wird die Membran beispielsweise auf einen Grundkoérper
geschweillt, so muss die Naht einen Mindestabstand zum Piezo aufweisen, um eine Schadigung
durch Temperatureinwirkung zu vermeiden. Abbildung 2.18 verdeutlicht, dass sich mit
zunehmendem Radienverhaltnis das Hubvolumen dem theoretischen Maximum nahert.

Y T ET O R — __
= 30 i [ [ E, = 1.0 kV/mm
c [ | e Theoretisches Maximum
© 25 b————— - — - o
= I Radienverhaltnis 0.95
% I - - - - Radienverhiltnis 0.90
Q20NN i [— Radienverhaltnis 0.85
g |
=)
I S e =g T S e, e o= = = [ S
10f ————— 7~ T~ S g
{ | o T =
——— L T
5 [ | \ \
[ | | \
] | l |

0 20 40 60 80 100
Arbeitsdruck [kPa]

Abbildung 2.18. Hubvolumen als Funktion des Arbeitsdrucks verschiedener Aktorvarianten

Je hoher der Arbeitsdruck, desto dicker werden Membran und Piezo, um das maximal mogliche
Hubvolumen zu verdrangen. Es zeigt sich im Vergleich der Aktoren, dass das Verhaltnis der Dicken
von Membran und Piezo jedoch nicht Gber den Arbeitsdruck variiert und nur von Radienverhaltnis
und E-Moduln von Membran und Piezo abhdngt. Dieser Zusammenhang lasst sich iber eine Fit-
Funktion aller optimalen Aktoren fiir den in Tabelle 2.1 angegeben Definitionsbereich angeben (siehe
Abbildung 2.19 und Abbildung 2.20):

2 2
R R
Lo P 5 Eal_012]]3033-825 50 o | Ba | | 4] _08.67+ 775 | Ba | |Tn (2.46)
T, |RE, E, |E E, \E,| |R,

p p p p
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T /T 08 T T T I ' ‘ I .
d p Verhéltnis der E-Moduln: | ]
0.7 —=— Ed/Ep = 1 -
~a —e—Ed/Ep=2 ]
0.6- —A—Ed/Ep=3 _
\E\E\\\ —v—Ed/Ep=4 |
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v W\.\ E\E\E ]
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. '\V\v kk‘ ~e “ \
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Abbildung 2.19. Ideales Dickenverhaltnis eines generischen Biegeaktors

Parameterbereich

E-Modul Piezo E, 10 GPa bis 200 GPa
E-Modul Membran E,4 10 Gpa bis 800 GPa
Dehnung des Piezos ds;E, 1le-5 bis 1e-3
Arbeitsdruck p 1 kPa bis 200 kPa
Piezoradius R, 1 mm bis 20 mm

Tabelle 2.1. Definitionsbereich der Aktoroptimierung

Auch die ideale Dicke eines Aktors lasst sich durch einen Fit angeben (siehe Abbildung 2.20):

idea pwor R E
=R rE R E) (2.47)
31~z"p P
R,
[ 023—-5 61} [0 83—d+28 54}
dideal =R pwork Rd (2 48)
P P .

d31EzEp R E, R ’
088—-38 61 028~ +16.63
Rd E, Rd
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T T T
Verhéltnis der E-Moduln:
—m—E/E =1
dp
EJ/E =2
P
—A—E/E =3
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Abbildung 2.20. Fit Funktion F zur Bestimmung der idealen Piezodicke

Auf Basis dieser theoretischen Uberlegung ldsst sich somit ein Aktor fiir einen beliebigen
Arbeitsdruck ideal auslegen. Fir die weitere Betrachtung werden drei Referenzaktoren ausgelegt
(Parameter siehe Tabelle 2.2):

Typ S: Die Geometrieparameter sind nicht optimiert und bilden daher die Ausgangssituation ab.

Typ D: Optimierung auf Basis der vorgestellten Theorie auf den Arbeitsdruck der Zielanwendung
(siehe Kapitel 1.1) von 15kPa.

Typ A: Optimierung auf einen moéglichst hohen Gegendruck. In diesem Fall stellt die maximale
Piezodicke die Designgrenze dar. Diese wird auf 600um festgelegt, da diese Dicke durch
einen doppellagigen Aufbau spannungsneutral realisiert werden kann. Der Gegendruck, bei
dem dieser Aktor optimal ausgelegt ist, betragt 65kPa. Dieser Aktor weist ein niedrigeres
Hubvolumen bei deutlich héherer Steifigkeit auf. Im weiteren Verlauf der Arbeit wird
untersucht, ob sich mit dieser Auslegungsstrategie eine hohere Foérderrate erzielen lasst.

Referenzaktoren R, Ty T, R./Ry
Typ S 10.625 mm 150 um 300 um 0.85
Typ D 11.5mm 100 pm 300 um 0.92
Typ A 11.9mm 150 um 600 um 0.95
Allgemeine Parameter

Membranradius Ry 12.5mm

E-Modul Piezo E, 66 GPa

E-Modul Membran Ey4 200 GPa

Poisson Zahl v 0.3

Piezo-Modul d3; 210e-12 C/N

Grolsignalfaktor 1.5

Tabelle 2.2. Parameter der Referenzaktoren
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Giltigkeitsbereich der analytischen Optimierung

Der Giiltigkeitsbereich der Kirchhoffschen Plattentheorie ist auf Auslenkungen beschrankt, die klein
gegenilber der Plattendicke sind. Bei groReren Auslenkungen tritt ein zusatzlicher Versteifungseffekt
aufgrund der Verformung des Materials auf [38]. Dieser Effekt ldsst sich durch eine FEM
Modellierung unter Berilcksichtigung groRer Deformationen beriicksichtigen. Die Abweichung der
Auslenkung zwischen der analytischen Berechnung und einer nichtlinearen FEM Simulation (siehe
Abbildung 2.21 und Abbildung 2.22) verdeutlicht den Giiltigkeitsbereich der Plattentheorie und damit
den Gliltigkeitsbereich der linearen Losung. Die relative Abweichung zwischen linearem und
nichtlinearem Modell ist in Abbildung 2.23 dargestellt. Diese hangt etwa linear von der relativen
Auslenkung (bezogen auf die Aktordicke) ab. Bei passiver Druckauslenkung bis 5 Prozent der
Aktordicke oder aktiver Auslenkung von unter 15 Prozent der Aktordicke liegt der Fehler der
analytischen Losung unter 5 Prozent. Die Auslenkung wird durch die analytische Losung unterschatzt,
da die nichtlineare Versteifung unbertcksichtigt bleibt.

g T T T T T T T T T
— Analytisch
o 300 FEM -
5
—é Abweichung bei 50kPa
o Typ S 3.6um 7.6%
w L Typ D 9.3um 13.1% i
é’ 200 —— Typ A 0.02um 0% i
100 -
0 _
1 L 1 L 1 L 1 L 1
0 50 100 150 200
Druck [kPa]
Abbildung 2.21. Drucksteifigkeit der Referenzaktoren
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Abbildung 2.22. Auslenkung bei elektrischer Anregung
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Abbildung 2.23. Relativer Fehler der Auslenkung des analytischen Modells gegeniiber der FEM Simulation

Um zu prifen, ob dieser Effekt die analytische Optimierung beeinflusst, wurden die Referenzaktoren
ebenfalls mit Hilfe einer FEM Simulation optimiert. Das resultierende Hubvolumen wurde als
VergleichsgroRe gewahlt. Mit diesem Vergleich lasst sich somit der Glltigkeitsbereich der
analytischen Losung priifen. Die Ergebnisse sind in Abbildung 2.24 dargestellt. Fir geringe
Arbeitsdriicke unter 10 kPa liefert die lineare Optimierung aufgrund der Vernachldssigung der
nichtlinearen Materialeigenschaften deutlich zu hohe Hubvolumina. Fir Arbeitsdriicke tiber 10 kPa
bleibt die Abweichung des Hubvolumens bei unter 9 Prozent gegeniiber dem Optimum aus der FEM
Simulation. Bei geringeren Gegendriicken treten derart hohe Verformungen auf, dass das
Kirchhoffsche Modell seine Giiltigkeit verliert. Die analytische sowie die FEM Optimierung liefern

jedoch selbst in diesem Bereich die gleichen Dickenverhaltnisse und bestatigen damit ein
wesentliches Ergebnis der analytischen Optimierung.
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Abbildung 2.24. Relative Abweichung des Hubvolumens der analytisch und durch FEM optimierten Aktoren

2.1.5. Experimentelle Untersuchung
In diesem Kapitel wird das analytische Aktormodell anhand der drei Referenzaktoren durch Messung
von Aktorhub und Steifigkeit validiert. Die analytische Modellierung stimmt dabei in guter Ndherung

mit den experimentellen Ergebnissen tberein. Ein starker Einfluss der Einspannbedingungen des
Aktors auf dessen Kennwerte wird festgestellt, so dass flir den Vergleich zum analytischen Modell
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diese so steif als moglich ausgefihrt sein miissen. Mit Hilfe einer FEM Modellierung wird gezeigt,
dass der strukturmechanische Einfluss der Klebeschicht vernachlassigt werden darf.

Einspannung des Biegeaktors

Die Krafte, die an der Einspannung des Piezoaktors auftreten kénnen, sind —wie in Kapitel 2.1.6 noch
gezeigt wird- in der GréRRenordnung einiger hundert Newton. Eine feste Einspannung ist daher
zwingend notwendig, um den Aktor unter den im analytischen Modell definierten Randbedingungen
zu betreiben. Der dazu verwendete Prifstand ist in Abbildung 2.25 skizziert. Abbildung 2.26 zeigt den
gemessenen Einfluss der Klemmkrafte auf eine 100 um dicke Stahlmembran mit einem Durchmesser
von 25 mm.

Verschraubung

Prifling

t t iff=)
Abbildung 2.25. Versuchsaufbau zur experimentellen Messung der Aktorauslenkung

Durch die Klemmung wird die Membran vorausgelenkt, was zu einer signifikanten Versteifung der
Membran fiihrt. Um diesen Effekt zu vermeiden wurden die Membranen daher auf den Grundkorper
aufgeklebt, und mit dem Klemmring nur fixiert, um Delamination der Klebung zu vermeiden. Die auf
diese Weise vermessenen Stahlfolien zeigen eine sehr gute Korrelation mit dem analytischen und
FEM Modell (siehe Abbildung 2.27).
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Abbildung 2.26: Auslenkung einer 100 um Stahlfolie in Abhangigkeit der Klemmkraft
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Abbildung 2.27: Auslenkung der aufgeklebten Membranen in Abhangigkeit des Drucks

Die Messung erfolgte auf einem Laserprofilometer der UBM Messtechnik GmbH, Ettlingen. Die
Piezokeramiken wurden mit Epoxidharz auf die Stahlfolie aufgeklebt. Der Aufbau der Muster erfolgte
dabei mit Hilfe eines pneumatisch angetriebenen Dosiersystems (CADS, Al Cybertron Gesellschaft f.
Laborautomationssysteme mbH, Berlin). Ein warmaushéartender Epoxidkleber wurde verwendet
(EPOTEK 353 ND, Polytec GmbH, Waldbronn). Die Aushartung erfolgte bei etwa 60 kPa Druck und
einer Temperatur von 85 °C tber 1 Stunde. Die verwendeten Membranen wurden als Laserzuschnitt
bezogen. Eine symmetrische Wélbung von 300 bis 400 um entsteht aufgrund der thermischen
Einwirkung beim Schneidprozess, stort jedoch beim Kleben des Aktors nicht, da dieser durch den
Anpressdruck nivelliert wird. Die unterschiedlichen thermischen Ausdehnungskoeffizienten von 15 x
10° K* fur den Typ 1.4310 Stahl [46] und von 4 bis 8 x 10°K™ fiir die Keramik senkrecht zur
Polungsrichtung [47] bewirken, dass nach der Aushartung bei 85 °C eine konvexe Verkriimmung von
75um (x 17 um, n=3) verbleibt. Eine Vergleichsmessung von Referenzaktoren, die bei
Raumtemperatur ausgehartet wurden, und eine Ebenheit von unter 10 um erreichten, zeigte keinen
signifikanten Unterschied in Hub und Steifigkeit. Ebenso ist die Streuung zwischen Aktoren, die mit
den gleichen Parametern aufgebaut wurden, duRerst gering, wie aus Abbildung 2.29 ersichtlich ist.
Aktoren vom Typ D sind aus zwei 300 um dicken Piezoscheiben aufgebaut (siehe Abbildung 2.28).
Damit kann der Aktor trotz hoherer Piezodicke mit der gleichen Spannung wie Typ S betrieben
werden. Die obere Piezoschicht ist mit einer umkontaktierten Elektrode versehen.

® ©

©

Membran

Abbildung 2.28. Schematischer Aufbau eines Double-Layer Aktors mit umkontaktierter Elektrode
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Abbildung 2.29. Experimenteller Vergleich von Hub und Steifigkeit von 3 Typ S Aktoren
Piezoinduzierte Auslenkung

Die Auslenkung der Aktoren im Kleinsignalbereich zeigt eine sehr gute Ubereinstimmung mit der
analytischen Berechnung, mit einer mittleren Abweichung von 4.8 Prozent (o = 0.38 um, n=3). Da der
GroRsignalwert der Keramik vom Hersteller nicht spezifiziert ist, wurde aus der Hubdifferenz
zwischen 1 kV/mm und -0.3 kV/mm ein experimenteller GroRsignalfaktor ermittelt. Dieser betragt im
Mittel 1.56 (o = 0.10, n=3, siehe Abbildung 2.30).

— 80 : -
S 'ILyp S
= Messung 1
o 60 - Theor. Kleinsignalverhalten .
é Exp. GroRsignalverhalten
3 40 ]
7]
S
20 i
0 |
-204 i
-40 N S S S A S AN S
-100 0 100 200 300

Spannung [V]

Abbildung 2.30. Hubmessung des Typ S Aktors

Der Vergleich des analytischen Modells mit den experimentellen Ergebnissen, sowie der
nichtlinearen FEM Simulation ist in Abbildung 2.31 dargestellt. Flir die Berechnung wurde ein
konstanter GroRsignalfaktor von 1.5 zugrunde gelegt. Da das reale GroRsignalverhalten nichtlinear
vom angelegten elektrischen Feld abhangt, liegen die experimentell ermittelten Hiibe unter einer
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Feldstarke von 1.0 kV/mm noch deutlich unter den analytischen und durch FEM berechneten
Werten. Bei 1.0 kV/mm betrigt die Abweichung zwischen experimentellem und analytischem
Ergebnis je nach Aktortyp -4.1 Prozent bis +9.3 Prozent und bestatigt damit grundlegende Validitat
des analytischen Modells.
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Abbildung 2.31. Vergleich des theoretisch und experimentell ermittelten Aktorhubs der Referenzaktoren
Bestimmung der Drucksteifigkeit

Ferroelastische Effekte der Piezokeramik beeintrdchtigen die Drucksteifigkeit einer Piezokeramik [48]
und fiihren zu einem nichtlinearen da hysterese-behafteten Steifigkeitsverhalten. Deshalb wurde vor
Beginn der Auslenkung unter Druckbeaufschlagung ein Feld von 1.0 kV/mm in Polarisationsrichtung
angelegt, um die Domanenbereiche des Piezos definiert auszurichten. Die Druckkurve wurde vor der
Messung finf Mal durchlaufen, um eine definierte Nulllage zu erreichen. Die Abweichung zwischen
analytischem und experimentellem Ergebnis liegt bei den untersuchten Aktoren bei einem Druck von
50 kPa zwischen -7.4 und +8.3 Prozent. Das analytische Modell ist daher zur Bestimmung der
Drucksteifigkeit der Aktoren gut geeignet.
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Abbildung 2.32. Vergleich der Drucksteifigkeit der Referenzaktoren
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Typ D Typ S Typ A
Exp. Abweichung im Kleinsignalbereich  0.29 um 0.39 um 0.25 um
(bei 50V) 50% 4.4 % 51%
Exp. GroRsignalfaktor 1.55 1.47 1.67
Hub (1.0kV/mm/-0.3kV/mm) 107 um 79 um 65 um
Gemessene Drucksteifigkeit 64 um/50 kPa 48 um/50 kPa 12.3 um/50 kPa

Tabelle 2.3. Experimentelle Kennwerte der Referenzaktoren

Einfluss der Klebeschicht

Die Klebeschichtdicke ldsst sich Gber das Gewicht des Klebstoffs und der Annahme einer homogenen
Klebstoffschicht abschatzen. Fiir die eingesetzte Klebetechnik wurde ein mittlerer Wert von 8.53
(0=2.15 um, n=5) bei einem Gewicht der Klebeschicht zwischen 3.2 und 8.2 mg ermittelt. Im
Schliffbild eines Biegeaktors (Abbildung 2.33) mit einem Klebstoffgewicht von 8.2 mg wurde eine
maximale Hohe von 12.5 um gemessen (M205 C Stereomikroskop, Leica, Wetzlar). Hochfeste Epoxid-
Kleber weisen ein E-Modul von 1.0 bis 5.0 GPa auf [49].

112,543um

Abbildung 2.33. Schnittansicht der Klebeschicht

Der Einfluss der Variation von E-Modul und Klebeschichtdicke auf Hub und Steifigkeit wurde mit
einer FEM Simulation untersucht. Dazu wurde das in Anhang B.2 beschriebene FEM Modell um eine
Klebeschicht mit variabler Dicke erweitert. Das Ergebnis ist in Abbildung 2.34 dargestellt. Bei einer
Klebeschicht von 20 um Dicke erhoht sich die Steifigkeit um 6.9 Prozent, der Hub reduziert sich dabei
um 1.9 Prozent. Da dieser Einfluss weitgehend unabhéngig von der Steifigkeit der Klebeschicht ist,
lasst sich der Steifigkeitsgewinn durch den hoheren Abstand der Stahlfolie von dem Piezoaktor
erklaren, der die neutrale Faser des Verbunds verschiebt. Fiir die analytische Optimierung darf dieser
Einfluss vernachlassigt werden, da er bei allen Aktoren etwa gleich ist. Im praktischen Aufbau sollte
jedoch eine moglichst diinne Klebeschicht realisiert werden.

40



2. Modellierung und Optimierung der Systemkomponenten

— 60 .
g- X\V§v §'\
[} j \UQ‘Q‘\
§ 55 1 I \‘i: n
Anregung: E-Modul Klebstoff:
50 - e E=10kV/mm ——1.0GPa |
p =50 kPa —2.5GPa
5.0 GPa
45 % Modell ohne Klebeschicht -
X.
\F\F\
40 T \"§ N
_§ _
'_\\
relevanter _\:\i
35 .
Dickenbereich
T
0 20 40 60

Klebeschichtdicke [um]

Abbildung 2.34. Einfluss der Klebeschicht auf den Aktorhub

Zur Untersuchung der elektrischen Eigenschaften der Klebeverbindung wurden Piezoaktoren mit
umkontaktierter Elektrode aufgeklebt, und Widerstand und Kapazitdt der Verbindungsschicht mit
dem Multimeter vermessen. Nach der Warmaushartung bei 85 °C ist eine Abnahme der Kapazitat
von 30 nF um 9.7 Prozent (0=2.9 nF, n=5) messbar, die durch die mechanische Verspannung des
Piezos durch die Warmaushartung der Klebung zu erklaren ist. Ein zusatzlicher elektrischer
Widerstand der Klebeschicht ist nicht messbar. Eine elektrische Kontaktierung mit Hilfe eines
nichtleitenden Klebstoffs ist in der Mikroelektronik tblich [50]. Fir die Verbindung von Piezo und
Membran kann somit auf leitende Fiillstoffe (wie beispielsweise Silber-Nanopartikel) im Klebstoff
verzichtet werden, die sich negativ auf Kosten und Komplexitat des Klebeprozesses auswirken. Fir
eine eingehendere Betrachtung wird auf die Arbeiten von Gesang et al. verwiesen [51].

2.1.6. Abschatzung der mechanischen Festigkeit der optimierten
Aktoren

Weder Piezo noch Membran dirfen im Betrieb des Aktors versagen. Aufgrund des keramischen
Kristallgitters reagieren PZTs empfindlich auf Verformungen, die eine Rissbildung an Fehlstellen im
keramischen Geflige hervorrufen. Dehnungen lber 0.1 und Stauchungen von 1 Prozent fiihren in der
Regel zum Bruch der Keramik [52]. Fiir die verwendeten Keramiken mit einer Elastizitdt von 66 GPa
betragt damit die maximal erlaubte Zugspannung bei freier Dehnung 66 MPa. Die verwendete
Stahlmembran sollte nicht Gber ihre plastische Verformungsspannung belastet werden. Als
Grenzspannung wird die in der Festigkeitslehre gebrauchliche mechanische Elastizitatsgrenze Ry
angesetzt, bei der eine remanente Dehnung von 0.2 Prozent im Material verbleibt. Unterhalb dieser
Spannung gilt der Werkstoff als ideal elastisch. Durch Kaltverfestigung lasst sich die Steifigkeit von
Stahlfolien deutlich erhéhen. Bandstahl vom Typ 1.4310 ist beispielsweise je nach Festigkeitsklasse
mit einem Rpq.-Wert zwischen 500 und 1600 MPa erhdltlich. Im Aufbau der Pumpen wird ein Stahl
der Festigkeitsstufe C1500 verwendet, der einen Ryo>-Wert von 1400 — 1600 MPa aufweist [46].

Das in Kapitel 2.1.3 vorgestellte analytische Modell des Biegeaktors erlaubt die Berechnung der
Einspannkrafte und der auftretenden mechanischen Spannungen in Piezo und Membran. Aus den
Verschiebungen u und w lassen sich Dehnung € und Krimmung k ermitteln und damit direkt die
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Spannung o in r- und 6-Richtung angeben. Aufgrund der Linearitat lassen sich die mechanischen
Spannungen in Membran (¢) und Piezo (¢”), die durch Druck, sowie durch die Auslenkung des
Piezoaktors erzeugt werden, einzeln aus der Aktorverformung berechnen und addieren:

(GJ - [Q]Hgo J+Z(KFJ:|, [0]= 1—E . F ‘j (2.49), (2.50)
Gy &y Ky vV |V
(O’,:J = [QP], l:(g,(.)o J+ Z(K"j _ d}{Ez j:l , (fur d31>0) (2.51)
Oy €y Ko E,

Zur Bestimmung der maximal auftretenden mechanischen Spannung fiir duktile Werkstoffe dient die

von-Mises Vergleichsspannung [43]:

= 52142 2
o, —\/Gx +0,-0.0, +37, (2.52)

In Membran und Piezo treten jedoch keine Scherspannungen senkrecht zur Membranebene auf. Die
azimutalen Spannungen in 6-Richtung sind aufgrund der Symmetrie im Mittelpunkt der Membran
gleich der Spannung in radialer Richtung, und nehmen zum Rand hin ab. Daher ist die
Normalspannung in r-Richtung maRgeblich fir das Bauteilversagen.

Die Belastung des Biegeaktors lasst sich in flnf charakteristische Belastungsfalle unterteilen:

1.) Auslenkung nur durch positive Spannung

2.) Gegendruck ohne elektrische Spannung

3.) Auslenkung durch positive Spannung bei Gegendruck
4.) Auslenkung nur durch negative Spannung

5.) Auslenkung durch negative Spannung bei Gegendruck

Der Standardaktor (Typ S) mit einer Piezodicke von 300 um wird entsprechend der
Herstellerempfehlung mit -70 und 350 Volt betrieben. Der angesetzte Gegendruck liegt bei 100 kPa,
und damit deutlich Gber dem Blockierdruck des Aktors von 68 kPa, der im Betrieb von der Pumpe
nicht berschritten werden kann. Die auftretenden mechanischen Spannungen wurden mit dem
analytischen Modell sowie mit einer FEM Simulation (Simulationsparameter siehe Anhang B.3)
berechnet. Die Ergebnisse der einzelnen Belastungsfille sind in Abbildung 2.35 bis Abbildung 2.39
dargestellt. Zugspannungen tragen positives Vorzeichen. Zusatzlich sind die auftretenden
Einspannkrafte angegeben, die sich aus der Integration der Normalspannungen (iber die
Querschnittsflache an der Einspannung errechnen.

Folgende Aussagen lassen sich aus dem Vergleich der Spannungskurven ableiten:
1.) Das analytische Modell zeigt den exakt gleichen Kraftverlauf wie die lineare FEM Simulation.

Die nichtlineare FEM fiihrt aufgrund des zuséatzlichen Versteifungseffekts zu niedrigeren
mechanischen Spannungen. Fir die mechanische Auslegung ist dies akzeptabel, da dies einen

42



2. Modellierung und Optimierung der Systemkomponenten

2))

3)

4.)

positiven Effekt auf die Sicherheit der Abschatzung hat. Das analytische Modell ist somit
geeignet, mechanische Spannungen in Membran und Piezo zu bestimmen.

Im Piezo sind Zugspannungen kritisch flr das Bauteilversagen. Maximale Zugspannungen
treten an der freien Elektrode (Piezo Top) durch Druck (Belastungsfall 2) auf und werden
durch eine zusatzliche negative Spannungsauslenkung (Belastungsfall 4) nur leicht erhoht.
Zur Definition eines Belastungsfalls, der auch unabhdngig von den elektrischen
Betriebsparametern des Aktors ist, wird daher Belastungsfall 2 gewahlt.

Die mechanischen Spannungen in der Membran bleiben bei allen Belastungsfallen weit unter
der erlaubten Grenzspannung von 1500 MPa und sind damit unkritisch.

Die auf die Einspannung wirkenden Krafte sind bei kombinierter Druck und
Spannungsauslenkung maximal (Belastungsfall 3) und erreichen einen Wert von 649.5
Newton. Dies bestatigt die in Kapitel 2.1.5 beschriebene Notwendigkeit einer moglichst

steifen Aktorfixierung.
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Abbildung 2.39. Belastungsfall 5

Zur grundsatzlichen Beurteilung eines Aktors wird ein Berstdruck definiert, bei dem die
Bruchspannung des Piezos von 66 MPa beziehungsweise die R, -Grenze der Membran von 1500
MPa erreicht wird. Das Verhaltnis aus Berstdruck und Blockierdruck des Aktors stellt einen
Sicherheitsfaktor der Auslegung dar, da ein Aktor nur bis zu seinem Blockierdruck sinnvoll betrieben
werden kann.

In Tabelle 2.4 sind die berechneten Spannungen der drei Referenzaktoren zusammengefasst. Ein
Bruch der Piezos ist bei keinem der Aktoren zu erwarten, da die Druckgrenze des Piezos lGiber dem
erreichbaren Blockierdruck liegt. Die erlaubte Druckbelastung der Membran liegt weit tGber den im
Betrieb der Pumpe auftretenden Driicken.

Blockierdruck [kPa] Druckgrenze Piezo [kPa] Sicherheit Druckgrenze Membran [kPa] Sicherheit

TypS 68.0 96.1 14 548.6 8.1
TypD 618 90.6 1.5 495.9 8.0
TypA 2294 312.8 14 1618.9 7.1

Tabelle 2.4. Vergleichsspannungen und -driicke der Referenzaktoren

Bei jeweils einem Referenzaktor wurde ein Dauertest mit einer Rechteckspannnung von 350 V/-70 V
bei 100 Hz iber 200 h durchgefiihrt. Bei keinem der Aktoren trat ein Versagen auf.

2.1.7. Vergleich zwischen Modell und Aktor der verschweiften
Pumpe

Die bisher vorgestellten experimentellen Ergebnisse der Aktorcharakterisierung bestatigen, dass die
analytische Modellierung das Verhalten piezoelektrischer Biegeaktoren gut beschreibt, wenn diese
fest und ohne Vorspannung fixiert werden. Dies ist beim Aufbau eines Pumpenaktors nicht ohne
weiteres moglich. Eine Verklebung der Aktormembran ist aufgrund der hohen Einspannkrafte (siehe
vorheriges Kapitel) von einigen hundert Newton, die zudem als Scherbeanspruchung wirken, nicht
sinnvoll. Im Rahmen dieser Arbeit wurde daher ein Schweilprozess angewandt (siehe Kapitel 4.4),
bei dem die Aktormembran auf einen Zwischenboden aus Stahl geschweil3t wird, der wiederum mit
einem Grundkorper, der die Ventileinheit beinhaltet, groRflachig verklebt wird (siehe Abbildung
2.40).
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Abbildung 2.40. Schnitt durch eine lasergeschweiRte Mikropumpe

Die Einkoppelung des Laserstrahls erfolgt an der Oberflache der Stahlfolie. Daher ist das SchweiRRbad,
in dem das Material aufgeschmolzen wird, keilférmig (siehe Abbildung 2.41). Nach der Abkihlung
verbleiben daher in z-Richtung zunehmende Zugspannungen, die neben einer Vorspannung des
Aktors F auch eine Verkrimmung as aufgrund eines resultierenden Moments M,.; um die neutrale
Faser h,e: der Stahlfolie bewirkt. Kriimmung und Vorspannung sind in hohem Male von den
Schweillparametern abhangig, die Betrag und Verlauf der mechanischen Zugspannungen o;
bestimmen [53].

h..=2/2

Zwischenboden

Abbildung 2.41. Resultierende Krafte und Momente durch SchweiRvorgang.

Abbildung 2.42 zeigt den experimentell ermittelten Einfluss bei 3 verschiedenen Aktortypen. Diese
entsprechen in der Membran und Piezodicke den im Prifstand untersuchten Aktoren. Die
Radienverhéltnisse wurden aufgrund erhéltlicher Piezomaterialien und prozesstechnisch
notwendigem Abstand zwischen Piezo und SchweilRnaht entsprechend angepasst (siehe Tabelle 2.5).
Die Messung erfolgte laserprofilometrisch mit einem chromatischen Weilichtsensor vom Typ CWL-X
(FRT, Fries Research & Technology GmbH, Bergisch Gladbach) bei einer Auflosegenauigkeit von
100 nm. Der in Tabelle 2.5 angegebene Hub wurde bei dynamischer Anregung mit einer
Sinusfrequenz von 10 Hz bestimmt.
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Abbildung 2.42. Drucksteifigkeit verschweiRRter Aktoren

Nur fir einen Aktor vom Typ A, der eine Gesamtdicke von 750 um aufweist, entspricht der
experimentell ermittelte Hub dem analytischen Modell. Zur korrekten Modellierung aller
verschweillten Aktortypen missen daher Fit-Faktoren fir die elektrisch induzierte Auslenkung und
die Steifigkeit aus der Messung bestimmt werden. Aus der Hubsteifigkeit wird (iber einen
Korrekturfaktor g die volumetrische Steifigkeit bestimmt. Dies ist in guter Naherung moglich, da der
Biegelinienverlauf des analytischen Modells mit der tatsachlichen Biegelinie (ibereinstimmt (siehe
Abbildung 2.43).

— 90 ! T j T T T T T T T
S
= P
S 25-
X
[
@ SR, N oo S
(2]
2 0+ Experiment
- Analytik
Anregung:
-254 350V
—— 50 kPa
25 kPa
—— 10 kPa
-50 1
. /ﬁw!ﬁfu"
-75 J T ' T ¥ T ' T Y T '
15 10 -5 0 5 10 15

Radius [mm]
Abbildung 2.43. Vergleich der gemessenen und analytisch ermittelten Biegelinien (Typ S Aktor)

Die Auslenkung aufgrund elektrischer Anregung wird durch einen experimentellen GroRsignalfaktor f
angegeben. Die wesentlichen Kenngréen des Aktors, die volumetrische Steifigkeit C, und der
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elektrisch-volumetrische Koppelfaktor C; werden mit Hilfe dieser Faktoren berechnet (siehe Tabelle
2.5).

Aktordimensionen Hub [um] Korrekturwerte Kennwerte
Aktortyp dn [mm] d,[mm] t,[pm] t, Analyt. Experi-  GroBsig.- Versteif.-  Vol. Steifig- Elektr.-vol.
[um] Modell ment faktor f faktor g keit C, Koppelfaktor C¢
[mnl/kPa] [1 mm/V]
Typ D 25.5 23.8 100 300 75.5 73.3 0.97 0.57 0.1834 0.01287
Typ S 28 23.8 150 300 71.6 73.9 1.03 0.52 0.1927 0.01344
Typ A 27.8 25 150 600 50.6 70.0 1.38 0.88 0.08039 0.01365

Tabelle 2.5. Parameter und experimentelle Ergebnisse verschweilfter Pumpaktoren

Der Aktor vom Typ A, der bei einer Membrandicke von 150 um eine optimale Aktorgeometrie
aufweist, zeigt in der experimentellen Charakterisierung eine 2.4-fach hohere volumetrische
Steifigkeit im Gegensatz zum Typ S Aktor mit gleicher Membrandicke. Der Hub des optimierten Typ A
Aktors liegt dabei nur 5.3% unter dem des Typ S. Fiir den Aufbau einer Hochleistungsmikropumpe ist
der Typ A daher am besten geeignet.

2.1.8. Fazit der Aktoroptimierung

Durch die vorgestellte analytische Modellierung lasst sich erstmals mit einer einfachen Formel das
maximal erreichbare Hubvolumen eines Biegeaktors in Abhangigkeit von Radius und Gegendruck
bestimmen. Zudem wird gezeigt, dass die idealen Dickenverhaltnisse eines Piezo-Biegeaktors
lediglich vom Verhaltnis von Piezo- und Membranradius sowie der jeweiligen E-Moduli abhangen. Die
Optimierung von Piezo-Biegeaktoren unter anwendungsspezifischen Anforderungen vereinfacht sich
damit erheblich, da die Leistungsfahigkeit des Aktors durch das maximale Radienverhéltnis oder die
minimale Membrandicke im Vergleich zum idealen Aktor beschrankt wird. Sind einer dieser
Parameter, sowie die verwendeten Materialien festgelegt, ldsst sich direkt ein optimales,
gegendruckunabhangiges Dickenverhaltnis von Piezo und Membran bestimmen. Die optimale Dicke
von Membran und Piezo bei einem beliebigen Arbeitsdruck kann mit Hilfe des Modells ebenso
bestimmt werden, allerdings ist diese Betrachtung auf Arbeitsdriicke tGber 10 kPa beschrankt, wie der
Vergleich mit der numerischen Optimierung zeigt. Der Arbeitsdruck stellt jedoch lediglich eine
HilfsgroRe dar, mit der der Aktor von der Fluidik der Pumpe getrennt betrachtet und optimiert
werden kann. Fir die Optimierung einer Mikropumpe kann es deshalb sinnvoll sein, den Aktor auf
einen hoheren Druck auszulegen, als der maximal auftretende Arbeitsdruck, und somit ein
niedrigeres Hubvolumen bei einer hoéheren Betriebsfrequenz zu verdriangen. Mit Hilfe des
Netzwerkmodells wird dieser Ansatz in Kapitel 3.4 weiter untersucht.

Durch die analytische Modellierung in Kapitel 2.1.3 wurde gezeigt, dass sich ein Aktor durch seine
Steifigkeit (volumetrische Kapazitdt) C, und den elektrisch-volumetrischen Koppelfaktor Ce
beschreiben lasst. Beide Parameter lassen sich mit dem vorgestellten Modell berechnen und
stimmen fir ideale Einspannbedingungen gut mit dem Experiment Gberein. Fir verschweillte
Aktoren missen diese Kennwerte durch die experimentell ermittelten Fit-Faktoren fir das
GroRsignalverhalten f und die Steifigkeit g angepasst werden:

thbzcE'Ez'f+Cp'p'g (2.53)

Im Experiment wurde bestatigt, dass der optimierte Aktor (Typ A) fir den Einsatz in einer
Hochleistungsmikropumpe am besten geeignet ist.
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Weiter wurde gezeigt, dass die mechanischen Spannungen in Membran und Piezo mit einem
analytischen Modell abgeschéatzt werden kénnen. Kritische Belastungsfalle des Aktors wurden
ermittelt und erlauben eine Beurteilung der Aktorfestigkeit ohne FEM Simulation. Fir die
untersuchten Aktoren wird ein Aktorversagen durch Uberlastung aufgrund der auftretenden
mechanischen Spannungen ausgeschlossen. Im Betrieb der Pumpe kann der Aktor aufgrund von
Tragheitseinkoppelung jedoch Giberschwingen, und somit deutlich héhere Dehnungen erreichen, die
zu einem Bauteilversagen fiihren wiirden. Im Rahmen der Netzwerkmodellierung wird in Kapitel 3.2
gezeigt, dass dieser Effekt flir den stabilen Betrieb der Mikropumpe unerwiinscht ist und durch den
Einsatz von Druckausgleichselementen vermieden wird.

2.2 Modellierung und Optimierung der Pumpkammer

Der Druckabfall, der in der Pumpkammer entsteht, hangt in hohem MaRe von den Dimensionen und
Betriebsbedingungen der Pumpe ab und sollte fiir eine Hochflussoptimierung moglichst niedrig sein.
Deshalb wird in diesem Kapitel nach kurzer EinfUhrung in die fluidischen Grundlagen mit Hilfe einer
Ahnlichkeitsbetrachtung die Navier-Stokes (NS) Gleichung der Pumpkammer vereinfacht und fiir
tragheitsfreie Stromung unter Berlicksichtigung der Aktorbiegelinie analytisch gelost. Der
Tragheitseinfluss in der Pumpkammer wird in einem weiteren Ansatz, basierend auf der
Kontinuitatsgleichung erweitert, so dass beide Druckverluste in der spateren Netzwerkmodellierung
gemeinsam bericksichtigt werden kénnen. Die Evaluation des Modells erfolgt durch den Vergleich
mit einer fluidisch-strukturmechanisch gekoppelten FEM Simulation.

2.2.1. Dimensionsanalyse der charakteristischen Navier-Stokes
Gleichung

Die Bewegung eines Festkorpers wird durch seine Impulsdanderung bestimmt, die durch angreifende
Krafte bewirkt wird. Dieser Zusammenhang ist im zweiten Newton’schen Axiom postuliert [54]:

@ B N
" > f (2.54)

i

Auch eine Fluidbewegung ldsst sich auf diese Weise beschreiben, wenn das Volumen eines
Fluidelements auf einen Massepunkt reduziert wird, der sich entlang einer Teilchenbahn bewegt
(Ansatz nach Lagrange). Eine Fluidbewegung, deren Strémungsverhalten nicht genau bekannt ist,
Iasst sich jedoch einfacher als Kontinuum beschreiben, wozu es in infinitesimale Volumenelemente
unterteilt wird (Euler’sche Betrachtungsweise). Der Impuls dieses Volumenelements setzt sich aus
der Geschwindigkeitsverteilung innerhalb des Volumens (der Impulsdichte) und der Krafte, die auf
die Oberflache des Volumenelements wirken, zusammen:

dp. dv.,
—L = —dV = | pF.dV + ce.dA
dt lp dt lp, ia”ef (2.55)

Mit Hilfe des GauR’schen Integralsatzes lasst sich diese Gleichung differenzieren, und man erhéilt die
NS Gleichung eines inkompressiblen Mediums:

dv,
p7‘;’ =pF,+V,0; (2.56)

48



2. Modellierung und Optimierung der Systemkomponenten

Als Volumenkraft F; wirkt die Gewichtskraft. Hydrostatischer Druck und viskose Reibung stellen
Oberflachenkrafte dar:

dv. ov,
pjt’=p(?t’JrvjVjvi)=pFi—Vip+anVjvii (2.57)

Zusammen mit der Kontinuitatsgleichung

Py (pw)=0 (2.58)

ot

ldsst sich der Zustand eines inkompressiblen Mediums allgemein beschreiben. Aufgrund der
Ableitung der Geschwindigkeit nach den Ortsrichtungen (der konvektiven Beschleunigung) ist die NS
Gleichung in allgemeiner Form nicht I6sbar.

Ein Ansatz, um die Navier-Stokes Gleichung vereinfachen zu kénnen, ist durch eine
Ahnlichkeitsbetrachtung abzuschitzen, welche Terme das Fluidverhalten maRgeblich beschreiben,
und welche vernachlassigt werden dirfen. Dazu werden die Koeffizienten a der NS-Gleichung durch
ein Produkt einer charakteristischen GroRe a’ und einer dimensionslosen Variable o’ der
GroéRenordnung 1 ausgedriickt:

a=aa (2.59)

Auf diese Weise kann die NS-Gleichung dimensionslos gemacht werden. Die Koeffizienten lassen sich
dabei zu charakteristischen Kennzahlen umformen:

d 1 1
Sr(p—V, )=—(pF)—Eu(Vip)+—V' V'V (2.60)
S = r° Die Strouhal-Zahl gibt an, ob Zeitvarianz dominiert und damit auch lokale
"= %0 Beschleunigungsterme das Geschwindigkeitsfeld beeinflussen.
Fr = v Die Froude-Zahl ist ein MaR fiir das Verhaltnis von kinetischer zu potentieller
F°;°  Energie, und damit fir den Einfluss von Gewichtskraften.
0
Fu= % Die Euler-Zahl beschreibt das Verhaltnis von Druck- zu Tragheitskraften.
p(v
pvoro
Re = Die Reynoldszahl stellt das Verhaltnis von Tragheits- und Reibungskraften dar.
n

Bei makroskopischer Rohrstromung findet bei einem Wert Ry,;; von 1800-2300 ein Umschlag zwischen
laminarer und turbulent verwirbelter Stromung statt. Diese GesetzmaRigkeit gilt auch in
mikrofluidischen Dimensionen [55].

Bei hohen Reynoldszahlen und vollstdndig turbulenter Stromung sind viskose Reibungskrafte sehr
viel geringer als die Tragheitskrafte. Die NS-Gleichung vereinfacht sich fiir diesen Fall zur
sogenannten Euler-Gleichung:

dv,
== pF -V, 2.61
p— =PE=V.p (2.61)
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Fiir inkompressible Fluide, deren Stromung wirbelfrei (rot(v;))=0, div(v;)=0) ist, liefert die Integration
dieser Gleichung die bekannte Bernoulli Gleichung:

%p\72+ p =p,=const.

— Staz;:cher (262)

Dynamische  Druck
Staudruck

Diese Gleichung berlicksichtigt keine Verluste, die durch Reibung im Fluid entstehen. Fir
konventionelle Fluidelemente (Rohre, Diisen, Diffusoren) werden in der technischen Auslegung diese
Ublicherweise durch empirische Verlustfaktoren, die auf den dynamischen Staudruck bezogen
werden, ausgedriickt [56].

Abbildung 2.44. Radialsymmetrische Pumpkammer

Zur Herleitung der Bewegungsgleichung der Fluidstrémung in der Pumpkammer (siehe Abbildung
2.44) wird die NS-Gleichung in Polarkoordinaten verwendet. Unter Vernachladssigung der Gravitation
lautet diese [57]:

In r-Richtung:

ov, ov, VO, ov V; 1 op 1 6( 6vrj 10v, 0 v, 20v
+v +2L—L 4y R e 4 +——=

r = _ + r___r = r
o0 "or rop oz I, p or ror\C or) r* o> oz r* 1’ 0¢ (2.63)
\_:6_/ p T \T/
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In @-Richtung:

v, —t+L L4y L4 E = — 5+
ot or r 0¢ 0z r p rog or r- o¢ oz r° r o¢

ror

0 0 0 0 0 o’ o’ ov
Yo oy Lo % D Vo Vs _la_l’w[lﬁ[rﬁ}rl Yo OV Yo 2

In z-Richtung:

ov ov., Vyov. ov. 1op 16( avzj 1 0%, 0.
+v +—=—=+v =———+V|——|r +=—=+ (2.65)

a or raop T po |ror\ o) 2o o
Aufgrund der Radialsymmetrie um die z-Achse werden Geschwindigkeitsterme und —gradienten in ¢-
Richtung zu null, ebenso die gesamte NS-Gleichung in ¢-Richtung. Der Einfluss der weiteren Terme
lasst sich durch eine Dimensionsanalyse in r- und z-Richtung abschatzen. Die unbekannte GroRe ist
dabei der Druckgradient, auf den alle anderen Terme der NS-Gleichung Einfluss haben. Durch den
GroRenvergleich der Koeffizienten ldsst sich abschatzen, welche Terme deutlich geringeren Einfluss
haben als andere, und damit vernachlassigt werden kénnen. Dazu werden charakteristische GrofRen
der Pumpkammer eingefiihrt (siehe Tabelle 2.6).

Charakteristische Gr68en der Pumpkammer

2

Pumpkammerhéhe h* =100um Kinematische Viskositdt v =10-°"—
A
, R T 0

Weglange re = 2" =Tmm z-Geschwindigkeit v. =mh

R: - R}
AuRenradius R, =14 mm r-Geschwindigkeit V= ~on
Innenradius R, =1.5mm Zeit t, = 1

0]

Tabelle 2.6. Charakteristische GroRen der Pumpkammer

In r-Richtung lautet die NS-Gleichung damit:

(Yoo (WY o (Ve ,ov.  (p°(°f ap' (RY 1 0 (,ov) v (h°)
Tt o Tt T Y T o0 A T v RAReurl RS ui Bl B 2,66

v Ot r v or v 0z vnre |or r' or or 0z r)or (2.66)
Re, Re. O \—ﬂr—’k

kRe,

Die Faktoren der Beschleunigungsterme entsprechen Reynoldszahlen, deren GroRRe von der
Stromungsgeschwindigkeit in der Pumpkammer abhangt. Zwei der drei Reibungsterme der rechten
Seite werden durch einen charakteristischen Formfaktor k (siehe Gleichung (2.66)) beeinflusst. Der
dritte Term hat keinen Vorfaktor und somit die GréRenordnung eins. In Tabelle 2.7 sind die Faktoren
auf Basis typischer GroRen einer Mikropumpe zusammengefasst und fir unterschiedliche
Anregungsfrequenzen des Pumpenaktors dargestellt. Wahrend die beiden Reibungsterme
frequenzunabhéangig vernachlassigt werden kdnnen, missen die Beschleunigungsterme fir
Aktuierungsfrequenzen lber 1 Hz bertcksichtigt werden.
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Kennzahlen der Dimensionsanalyse

Frequenz 0.1 Hz 1H:z 10 Hz
0\2

Re. :(h_M 6.310" 0.063 0.63
v
h(] 2 050

Re, k= [—0] : 0.046 0.46 4.6
r \%4

2 2
h“ hu » . .
k:(_oj :4(R_] 8.210"% 8.210* 8.210*
r a

Tabelle 2.7. Kennzahlen der Dimensionsanalyse in r-Richtung

Die Navier-Stokes Gleichung lautet somit:

ov ov, ov. lop 0%y
L4y, L4y, —L=———4y—L (2.67)
or " or 0z p Or 0z

Die Nichtlinearitat der Beschleunigungsterme erschwert die analytische Lésung der Gleichung
betrachtlich. Horsch [44] zeigte, basierend auf einem Ansatz von Ishizawa [58], dass eine
storungstheoretische Losung dieser Gleichung maoglich ist, aber nur fir niedrige
Stromungsgeschwindigkeiten konvergiert. Die Beschreibung der Stromung im Betriebsbereich der
Pumpe ist in analytischer Form damit nicht moglich. Druckverluste durch Reibung und Tragheit
werden daher im Folgenden getrennt voneinander berechnet. Fiir die Reibung wird im folgenden
Kapitel ein Ansatz vorgestellt, der es erlaubt, die Biegung des Membranaktors zu berticksichtigen.
Dies ist notwendig, da die Spalthohe den mafigeblichen Einfluss auf die viskose Reibung darstellt. Die
Tragheit des Fluids wird anschlieBend mit Hilfe der Kontinuititsgleichung aus der Anderung der
mittleren Stromungsgeschwindigkeit und der fluidischen Masse bestimmt.

2.2.2.  Analytische Modellierung der reibungsdominierten Stromung

Ohne Beschleunigungsterme vereinfacht sich die Navier-Stokes Gleichung zur sogenannten Stokes-
Gleichung:

10p o%v.

. 2.68
p Or R (2.68)

Da der Druckgradient nicht von z abhadngt, lasst sich die Gleichung unter Beriicksichtigung von no-slip
Randbedingungen (v=0 an den Grenzflachen z=0 und z=h) zweimal integrieren:

z*—hz dp
v, = = (2.69)
2n or
Der Volumenstrom an der Stelle r wird durch erneute Integration lber z bestimmt:
9
V= .[2n‘rv dz =-2mr—— @ (2.70)
12n or

Die Spalthéhe in der Pumpkammer ist die Summe aus der Spalthéhe hy(r) in der Ruhelage und der
Aktorauslenkung w(r,t), die vom Radius und der Anregung durch den Piezo abhangt:
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h(r,t) = h,, (r) +w(r,1) (2.71)

Um den Widerstand der Pumpkammer zu bestimmen, muss die Spalthoéhe h lber r integriert werden.
Die Zeitabhangigkeit der Aktorauslenkung lasst sich durch einen Produktansatz von r entkoppeln: Die
Biegelinie des Aktors wird als Funktion des verdrangten Hubvolumens V,,, und damit proportional
zum mittleren Pumpkammerdruck p ausgedriickt.

E.,p=0
w(r,t)=W(@)-V, (), W)= ;V(F(Ez i - 0; (2.72), (2.73)
hub z? -

Die Aktorauslenkung w(r,t) lasst sich nun nach der Zeit ableiten. Das vom Aktor verdrangte Volumen
ist somit:

R R
V = [205%(GF ,0)dF =V,,(0) [ 2051 (F)dF (2.74)

Aus der Massenerhaltung folgt:

R

8_p _ 127'] thb (t) . I7W(7)d7 (2.75)
or ro (h (r)+W(r)V,, @)

7

Eine Integration Gber die Pumpkammerflache ist aufgrund der dritten Potenz im Nenner nur
numerisch moglich. Die Lésung liefert den Druckverlust durch viskose Reibung, als Funktion des
verdrangtem Hubvolumens:

R
. 120 [ 5 ()d 2.76)
Ap =V () [ dry (22 [y (— |
\D thb(t);!: G(Rzz'!: 7 rz(hpk(r)+W(’”)thb(t))3))

In Abbildung 2.45 ist der Druckabfall fiir eine Pumpe mit Typ D Aktor (siehe Tabelle 2.8) bei einer
Sprunganregung aus dem oberen Totpunkt aufgezeigt.

Pumpe Typ D

Membranradius R, 12.5mm
Membrandicke t, 100 um
Piezoradius R, 11.5mm
Piezodicke t, 300 pm

Hohe Pumpkammerrand h, 50 um

Hohe Pumpkammer hy 50-300 um

Pumpkammer Innenradius R; 1.5 mm

Tabelle 2.8. Parameter der Fluidik Modellierung

Deutlich zu erkennen ist, dass erst bei Pumpkammerhohen, die geringer sind als der Hub des Aktors,
ein signifikanter Druckabfall durch Stoke’sche Reibung entsteht. Der Druckabfall beim
Ansaugvorgang ist dabei wesentlich geringer, da sich die Pumpkammerhoéhe dabei erhoht. Daher ist
fur die Betrachtung einer charakteristischen Hubzeit der AusstoRvorgang maRgeblich. Bei einer
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Kammerhéhe von 150 um und einem entsprechenden Restspalt von 21 um liegt der Druck beim
AusstoRvorgang nach 5 ms bereits unter 21.8 kPa. Die Restspalth6he einer Pumpkammer sollte zur
Minimierung der Druckverluste deshalb moglichst hoch gewéahlt werden. Dadurch vergréRRert sich
jedoch auch das Totvolumen der Mikropumpe, was sich negativ auf die Blasentoleranz auswirkt. Fir
den untersuchten Referenzaktor ist zu erwarten, dass bei einer Pumpkammerhoéhe von tiber 200 um
der Druckabfall durch Stoke’sche Reibung gegeniiber den Verlusten an den Ventilen und der
Beschleunigungsarbeit in der Pumpkammer vernachlassigbar gering ist. Die eingehende
Untersuchung und Dimensionierung erfolgt mit Hilfe des gesamten Netzwerkmodells der Pumpe in
Kapitel 3.3.

— 140 T " T " T
% V™= 36.06p Pumpkammertiefe
1201 C = 2.876e-13 m'/Pa ﬁggm
O = — W0%um
g100] | MR
—— 300um
80+ —— 50um Ansaugvorgang
60 - .
404 -
20+ .
ol & ]

0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
Ausstolzeit [s]

Abbildung 2.45. Druckabfall beim AusstofRhub durch Reibung in der Pumpkammer

2.2.3. Analytische Modellierung der tragheitsdominierten Stromung
Zur Beschreibung der Tragheitseinflisse wird ein homogenes Geschwindigkeitsprofil Gber die z-
Koordinate des Pumpkammerspalts angenommen, das der mittleren Stromungsgeschwindigkeit
entspricht, die sich aus der Massenerhaltung berechnet. Da die Massenerhaltung Gber den
Querschnitt unabhangig vom Strémungsprofil gilt, wird auf diese Weise der Tragheitseinfluss
lediglich im Randbereich liber- und in der Mitte der Stromung unterschatzt.
Die NS-Gleichung (Gleichung (2.67)) lautet bei Vernachlassigung der Reibung und Annahme einer
konstanten Geschwindigkeit v, liber z:

v, 1op 577
or ' or p Or (2.77)

Integration Uber r liefert den Druckverlauf Gber den Radius, zu dem sich der Druck p; am Einlass als
Randbedingung addiert:

(r)y=- T(%+v% r+ (2.78)
p pRi at r al" pi .
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Fir die Integration der Gleichung muss v,(r) bekannt sein. Durch die Annahme eines konstanten
Pumpkammerspalts (siehe Abbildung 2.46) lasst sich v, iber die Massenerhaltung als Funktion der
Aktorauslenkung und damit des Aktorhubs Vy,;, angeben. Diese Annahmen vernachldssigen zwar die
exakte Geschwindigkeitsverteilung im Spalt, ermdglichen jedoch aufgrund der Massenerhaltung die
Beriicksichtigung der kinetischen Energie, mit der das Fluid in die Pumpkammer ein- und ausstromt.

Abbildung 2.46. Pumpkammermodell zur Bestimmung der Tragheit

Vina(t)

n(R-r*) | B
(0, w)= TR

V= (2.79), (2.80)
21t (hy + W(t))

Der mittlere Druck auf den Aktor wird durch Integration tiber die Pumpkammerflache bestimmt:

R(l
j 2mrp(r)dr
R

PR -RY)

(2.81)

Somit lasst sich der Druckverlust als Funktion des Volumenstroms in der Pumpkammer angeben:

_—pV @ A+2R RV (0PF(1))B . (2.82)
p = hub hub hub ; .
16R} (R — ROk 7R +V_ (1)
R
A=Q2R’-9RIR> +10R’R’ 3R’ +4R!R} log(R—") (2.83)
B=|3R'-4R’R*+R' + 4R’ o (Ra)
- a a’Vi i a g Ri (284)

Stromt das Fluid in die Pumpkammer ein, muss der Eintrag an kinetischer Energie berlcksichtigt
werden, da dieser auch vom Aktor aufgebracht wird. Bezogen auf das einstromende Volumen bei der
Eintrittsgeschwindigkeit v, ist dies der dynamische Druck des Fluids am Einlass:

2

1, V(D) ]221 M0) (2.85)

1 (
Pi=Zpv, =7P 5P
2 2\ 27R (A, t 2
Tu l( 0+W( )) ZﬂR[(ho—'— VHub(t)J

2
a

Abbildung 2.47 visualisiert den Verlauf einer Druckschwingung in der Pumpkammer mit der in
Tabelle 2.8 spezifizierten Aktorparametern bei sprungformiger Anregung aus der Ruhelage. Nach
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Durchschreiten des Totpunkts, bei dem der Tragheitsdruck auf null sinkt, schwingt der Aktor mit
abklingender Amplitude nach. Die fluidische Induktivitdt koppelt dabei an die strukturmechanische
Kapazitat des Aktors, und schwingt (iber. Da das Fluid die Pumpkammer verlasst, reduziert sich die
Amplitude der Schwingung.

'a‘ _ T T T T
T go Vou 300541 |
= V.= -6.09pl
(x) n
2 04| C.=2.876e-13 m’/Pa i
a P
h_ = 129pm
40|h,=29.9pm 4
200pym Pumpkammertiefe
Ausstolvorgang
20 Ansaugvorgang i
'20 T T T T
0 10 20 30 40 50

Ausstolzeit [ms]

Abbildung 2.47. Vergleich der induktiven Druckschwingung des Ansaug- und AusstoRvorgangs

In Abbildung 2.48 ist die Abhangigkeit des Druckverlaufs von der Pumpkammertiefe abgebildet. Die
Masse des Fluids in der Pumpkammer skaliert dabei linear mit der Kammertiefe. Eine hohere trage
Masse fihrt deshalb zu einer hoheren Amplitude. Da das Fluid bei geringerer Pumpkammerhohe
starker beschleunigt wird, verlduft der Druckabfall bei niedriger Pumpkammerhohe langsamer. Der
untere Totpunkt wird bei 150 um Kammertiefe nach 3.2 ms erreicht. Da die Tragheitseffekte in der
Realitat nicht unabhangig von Reibungseinfliissen betrachtet werden kénnen, ist die hier angestellte
Betrachtung theoretischer Natur. Zur Validierung des Modells werden Tragheit und Reibungsmodell
Uberlagert, und im folgenden Kapitel mit einer Finiten Elemente Simulation verglichen.

T g0 V™ 30050 ]
= || c=2.876e-13 m’/Pa
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2 601 h‘"’s: 129m Pumpkammertiefe |
o 150pum
——200um
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20 - i
-20 |
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Abbildung 2.48. Druckverlauf beim AusstoBhub in Abhangigkeit der Pumpkammertiefe
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2.2.4. Vergleich des analytischen Modells mit der FEM Simulation

In diesem Kapitel werden die wesentlichen Schritte, die zur korrekten Modellierung des Ein- und
Ausstromvorgangs mit Hilfe einer Finiten Elemente Simulation notwendig sind, vorgestellt, sowie die
Ergebnisse der Simulation mit dem analytischen Modell verglichen und diskutiert.

Die Biegelinie w(r) des Aktors bestimmt die Spalthéhe in der Pumpkammer, und damit den
resultierenden Druckabfall. Dieser bestimmt wiederum die Auslenkung des Aktors. Daher ist eine
Kopplung der strukturmechanischen und fluidischen Domane zur Modellierung des Pumphubs
notwendig. In der Simulationsumgebung Ansys 11.0 (Ansys Inc., USA) werden diese Modelle tber
einen externen Iterationsalgorithmus (Stagger-Schleife) gekoppelt. Dazu werden die
Verschiebungsfelder der strukturmechanischen Simulation an das fluidische Modell Gbergeben, (iber
das die Reaktionskrafte auf den Aktor bestimmt werden (siehe Abbildung 2.49).

Strukturmodell (ANSYS)

Nachster
Zeitschritt

Fluidmodell (CFX)

Konvergenz oder
max. lteration erreicht

Abbildung 2.49. Lésungsalgorithmus einer gekoppelten FEM Analyse

Die Modelle in den jeweiligen physikalischen Domanen lassen sich mathematisch als Funktionen

(g(d ) und f(V )) angeben, und zu einer Funktion F zusammenfassen, und iterativ durch einen
Residuenansatz |6sen:

=f(),v =gu) i = f(g(ii)) = F(ii) F=F@)-u  (2.86)

<y

Die Nullstellen von F kénnen mit Hilfe eines Newton Algorithmus aus der inversen Jacobi-Matrix J*
bestimmt werden. Durch zusatzliche Einfihrung eines Dampfungsfaktors a wird die Konvergenz der
Gleichung innerhalb eines Zeitschritts n erhoht:

"™ =i" —aJ (F,i")-F@") (2.87)

Im Falle der starken Koppelung des Aktors mit dem inkompressiblen Flissigkeitsfilm muss dieser
Faktor entsprechend klein sein, damit die Losung konvergiert. Die genauen Simulationseinstellungen
sind im Anhang B.4 aufgefihrt.
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Abbildung 2.50. Pumpkammermodell der FEM Simulation

Das FEM Modell ist in Abbildung 2.50 skizziert und wurde durch Spreizung um die y-Achse mit einem
Offnungswinkel von 4 Grad in ein dreidimensionales Modell {iberfiihrt. Um die Netzverformung in y-
Richtung auf das Fluidvolumen (ibertragen zu kénnen, muss die Knotenanzahl in dieser Richtung
genitigend hoch gewahlt werden. Bei dem untersuchten Modell mit Pumpkammertiefen zwischen
150 pum und 300 um wurde dazu eine Vernetzung mit mindestens 16 Knoten gewahlt. Die Verteilung
der Verschiebungskomponente I auf tieferliegende Elementschichten wird in Ansys CFX durch einen
Steifigkeitsparameter C festgelegt, der aufgrund der geringen Spalthéhe h in der Pumpkammer von
10 auf einen Wert 1 reduziert werden muss, um das Netz elastisch zu machen und damit eine Faltung

1 C
r= [Zj (2.88)

Tragheitskrafte im Fluid bewirken Verwirbelung der Stromung, Reibungskrafte wirken dampfend und

der Elemente zu vermeiden:

stabilisierend. Die Reynoldszahl gibt das Verhaltnis der beiden Krdfte an. Mit ihr ldsst sich somit
beurteilen, ob eine Strémung laminar, transient oder turbulent ist. Bei Spaltstromungen gilt wie bei
Rohrstromungen, dass ein Stromungsumschlag bei einer Reynoldszahl von etwa 1800-2300 auftritt
[55]. Wird ein typisches Hubvolumen von 30 pl bei einer harmonischen Anregung des Aktors mit
100 Hz in der halben Periode ausgestofien, ldsst sich bei einer Spalthéhe von 300 um am Auslass (R;=
1.5 mm) eine mittlere Stromungsgeschwindigkeit von etwa 6.4 m/s abschatzen.

Vi m vh
YTomrn s v (2.89)

Die mittlere Reynoldszahl der Strémung ist 1920 und ist damit bereits bei harmonischer Anregung im
Transitionsbereich zu turbulenter Stromung. Zur Modellierung der fluidischen Stromung wird daher
ein laminares und ein turbulentes Fluidmodell implementiert und untersucht.

Wahl des Turbulenzmodells

Turbulente Stromungen weisen zufallige Fluktuationen der Geschwindigkeit und des Drucks der
Fluidteilchen entlang einer Trajektorie auf, die nur statistisch beschrieben werden kénnen. Der am
weitesten verbreitete Ansatz, um turbulente Stromungen zu modellieren, erweitert die Navier-

58



2. Modellierung und Optimierung der Systemkomponenten

Stokes Gleichung um einen durch Turbulenz induzierten Schwankungsanteil (Reynolds Averaged
Navier-Stokes Solution, RANS), der die Energiedissipation durch Turbulenz approximiert. Dazu wird
ein analytisch approximiertes Turbulenzmodell anstelle der expliziten Bewegungsgleichung gelost
[59]. Fir hoch turbulente Stromungen wird das sogenannte k-€ Modell verwendet, bei dem die
Wirbelviskositadt aus der kinetischen Wirbelenergie k und der Wirbeldiffusionsrate € bestimmt wird.
Bei niedrig turbulenten Stromungen ist das k-w Modell genauer, das turbulente Verluste aus der
Wirbelfrequenz w bestimmt. Da die Geschwindigkeit eines Fluids zu einer Grenzflache hin gegen Null
abnimmt (siehe Abbildung 2.51), ist das k-w Modell zur Beschreibung wandnaher Strémungen am
besten geeignet. Beide Modelle werden im Shear Stress Model (SST) kombiniert und abhangig vom
Wandabstand gewichtet.

Turbulenz

A

Ubergangsbereich

a i~ Laminare Grenzschicht

S S S

Abbildung 2.51. Aufteilung der Wandstromung in drei Teilbereiche (Grenzschichttheorie)

Festlegung des Vernetzungsabstands

Da Turbulenzen im Wandbereich induziert werden, ist es notwendig, diesen Randbereich
entsprechend fein aufzuldsen. Zur Abschitzung wird der dimensionslose Wandabstand z* eingefiihrt,
der sich aus dem tatsachlichen Abstand z und einer viskosen Langenskala 6, zusammensetzt, in die
neben der Viskositdt und Dichte die Wandschubspannung t,, eingeht [60]:

v £ (2.90), (2.91)

Um den Wandbereich im SST-Modell aufzulésen, ist es notwendig, eine Netzebene in der laminaren
Unterschicht (z°<2) und etwa 5-10 Schichten im Ubergangsbereich (z°<30) abzubilden. Da die
Wandschubspannung nicht a priori berechnet werden kann, muss dieser Wert im Verlauf der
Simulation geprift werden und durch eine entsprechende Netzverfeinerung angepasst werden.
Anstatt den Randbereich im Modell aufzuldsen, ladsst sich auch eine Wandfunktion verwenden, die
den Geschwindigkeitsverlauf im laminaren Sublayer approximiert. Dieses Vorgehen verkiirzt die
Rechenzeit erheblich, da mit einem gréoberen Netz gerechnet werden kann.

Im Folgenden werden daher ein laminares Modell, sowie ein SST Modell mit und ohne Wandfunktion
bei Anregung mit einer Sinus Schwingung von 100 Hz verglichen. Die Strémung wird zu 4 Zeitpunkten
der Aktoranregung betrachtet (siehe Abbildung 2.52). Die Pumpkammertiefe in der Simulation
betragt zunachst 300 um.
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Abbildung 2.52. Betrachtete Zeitpunkte T des Pumpvorgangs

Verwirbelungen entstehen in der Pumpkammer wahrend des Ansaugvorgangs (siehe Abbildung
2.53). In der Spitze werden Stromungsgeschwindigkeiten von 9.8 m/s erreicht. Die mittlere
Geschwindigkeit betragt dabei am Auslassquerschnitt (R = 1.8 mm) 6.5 m/s und stimmt damit gut mit
der analytischen Abschatzung (Gleichung (2.68)) tGiberein.

0.0005

0.001 (m)
0.00025 0.00075

0.00

[m sA-1]

Abbildung 2.53. Stromungsprofil zum Zeitpunkt T=1

In Abbildung 2.54 ist der Vergleich der Druckkurven der 3 Modellen sowie der Variation der
Netzqualitdt des SST Modells ohne Wandfunktion dargestellt. Wahrend der Aufwartsbewegung (T=1)
betragen die Abweichung des Absolutdrucks zwischen SST Modell ohne Wandfunktion und
laminarem Modell bis zu 9.1 Prozent. Die Druckdifferenz des Modells mit Wandfunktion liegt um bis
zu 17.3 Prozent unter dem SST Modell. Zu diesem Zeitpunkt T7=1 sind die
Stromungsgeschwindigkeiten am hochsten. Das laminare Modell weist eine hohere effektive
Viskositat auf als die turbulenten Modelle, die in héheren Flussgeschwindigkeiten und somit héheren

Druckdifferenzen durch Tragheitskrafte resultieren.
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T=4

Abbildung 2.54. Druckverlauf bei harmonischer Anregung

Zum Zeitpunkt T=2 treten aufgrund der niedrigeren Viskositdt des laminaren Modells die starksten
Verwirbelungen auf, die in entsprechenden Druckschwankungen sichtbar werden. In der
AusstoRRphase (T=3) unterschatzt das Modell mit Wandfunktion erneut die Druckdifferenz um bis zu
18.0 Prozent im Vergleich zum SST Modell. Das laminare Modell unterschatzt den Druck noch um
7.8 Prozent. Kurz nach Erreichen des unteren Totpunkts (T=4) sind sich die Modelle aufgrund der
niedrigen Stromungsgeschwindigkeit und des daraus resultierenden Drucks von weniger als 6 kPa
sehr @hnlich.

— 30
X ' Druckverlauf in der Pump')kammer
i 204 X =5mm
10 +
0
-10
-20
-30 4
— Laminar
40 - —— SST mit Wandftkt.
. SST 13108 Elem
—— SST 23088 Elem
-50 T T T T T T T T T T T
0 25 50 75 10,0 12,5 15,0

Zeit [ms]
Abbildung 2.55. Druckverlauf an drei Punkten in der Kammer

Abbildung 2.55 zeigt, dass die Unterschiede der Druckverlaufe nicht durch eine Phasenverschiebung
der Aktorauslenkung verursacht werden. Die Druckkurven bei einem Abstand x von 1.8 mm, 3 mm
und 5 mm zur Pumpkammermitte bestatigen, dass der qualitative Verlauf Gber eine gesamte Periode
von allen Modellen adhnlich vorhergesagt wird. Mit zunehmender Stromungsgeschwindigkeit
(Zeitpunkt T =1 bei 6 ms und T = 3 bei 14 ms) weichen das laminare Modell sowie das Modell mit
Wandfunktion am deutlichsten ab. Da der Aktor im Folgenden mit einer Sprungfunktion angeregt
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wird, und damit noch héhere Stromungsgeschwindigkeiten auftreten, wird das SST Modell ohne
Wandfunktion fir die weitere Modellierung verwendet. Die Netzverfeinerung zeigt nur einen
geringen Einfluss auf das Ergebnis, und bestatigt den ausreichenden Vernetzungsgrad.

Simulation der Sprunganregung und Vergleich mit dem analytischen Modell

Abbildung 2.56 visualisiert den durch FEM und analytischem Modell bestimmten Verlauf des
Aktorhubs wahrend eines Pumpvorgangs mit 100 Hz einer 300 um tiefen Pumpkammer. Die
Ergebnisse zeigen eine qualitativ gute Ubereinstimmung und bestitigen die grundlegende Validitat
des analytischen Modells. Der AusstoRhub verlauft langsamer als der Ansaughub, da
Reibungsverluste zunehmen und die Tragheit beim Ansaughub unterstiitzend wirkt. Zur Betrachtung
der kritischen Zeitkonstanten des Pumpvorgangs wird daher im Folgenden der AusstoRvorgang
weiter untersucht.

T T T T T T T T T T T T T
40 4 Hubvolumen |
— Anregung
—FEM
Analytik
30 -

Hubvolumen [pl]

20 { —

10 { -

-10 T T T T T T T
0 2 4 6 8 10 12 14

Zeit [ms]

Abbildung 2.56. Vergleich der FEM-Simulation und des analytischen Modells fiir eine Pumpkammer von 300um
Hoéhe

In Abbildung 2.57 ist der AusstoRvorgang fiir verschiedene Pumpkammerhéhen dargestellt. Bei
150 um und 200 um findet kein Uberschwingen statt, hier stimmen die analytischen und FEM
Ergebnisse hervorragend iiberein. Das Uberschwingverhalten bei der 300 pm tiefen Pumpkammer
wird Uberschatzt, die Zeitkonstante bis zum Erreichen des unteren Totpunkts wird mit 2.42 ms
gegeniliber 3.23 ms um 25 Prozent unterschatzt, wahrend das Hubvolumen mit 39.75 ul gegenliber
38.55 ul mit 3.1 Prozent Abweichung leicht Gberschatzt wird. Aufgrund der geringeren
Reibungseinfliisse werden bei der 300 um tiefen Pumpkammer hohere Beschleunigungen erreicht,
die zu einer starkeren Verwirbelung fihren, und vom analytischen Modell nicht mehr exakt
vorhergesagt werden kdnnen.
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Abbildung 2.57. Vergleich des analytischen Modells und der FEM Simulation fiir eine Pumpkammerhohe
zwischen 150 um und 300 um

Zur Berlicksichtigung der Reibungsverluste durch Verwirbelung in der Netzwerksimulation in Kapitel
3 wird daher ein geschwindigkeitsabhangiger Fit-Parameter eingefihrt.

2.2.5. Optimierung der Pumpkammertiefe

Ein physikalisch basiertes analytisches Modell wurde vorgestellt, mit dem die Pumpkammerstrémung
modelliert und in ein Netzwerkmodell integriert werden kann. Dies erfolgte durch die getrennte
Bestimmung von Tragheits- und Druckkraften. Der Vergleich mit einer gekoppelt gerechneten FEM
Simulation bestatigt die grundlegende Validitdat des Modells Giber den untersuchten
Pumpkammertiefenbereich.

Die isolierte Betrachtung der Pumpkammerstromung legt die Maximierung der Pumpkammertiefe
nahe, da sich hierdurch der Druckverlust durch Reibung in der Pumpkammer und damit die Zeit zum
Erreichen der Aktorendlage reduziert, und ein zusatzlicher Uberschwingeffekt, bewirkt durch die
Tragheit im System, das AusstoRvolumen erhoht.

2.3 Modellierung und Optimierung des Silizium Klappenventils

Um aus der Aktorbewegung eine Pumpwirkung zu erzeugen, werden Ventile zur Ausrichtung des
erzeugten Flusses bendtigt. Fiir die im Rahmen dieser Arbeit aufgebaute Mikropumpe werden dazu
passive Klappenventile aus Silizium verwendet (siehe Abbildung 2.58, Abmessungen in Tabelle 2.9).

Abbildung 2.58. Geometrie des Silizium Klappenventils
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Geometrieparameter der Ventilklappe

Klappenlange I 2.0 mm
Klappendicke h 20 um

Klappenbreite b 4.0 mm
Ventil6ffnungslange |, 1.3 mm

Position der Ventil6ffnungl; 0.6 mm

Ventillippenbreite |, 6.0 um

Tabelle 2.9. Parameter des Silizium Klappenventils (Bezeichnung nach Abbildung 2.59)

Der Flusswiderstand eines solchen Ventils ist durch strukturmechanische Eigenschaften der Klappe,
sowie den Stromungsbedingungen des umgebenden Fluids bestimmt. Die Auslenkung der Klappe
w(x) ist eine Funktion des anliegenden Druckprofils p(x), das wiederum maRgeblich von w(x) abhangt.
Eine Entkoppelung der Strukturmechanik von der Fluiddynamik ist daher zur Modellierung der
Klappe nicht moglich.

Als fluidisches Netzwerkelement interessieren die fluidische Widerstandskennlinie sowie die
Volumenverdrangung durch die Klappenauslenkung (Kapazitdt). Eingehende Betrachtungen der
Strémungseigenschaften eines passiven Klappenventils wurden durch Ulrich et al. [22] vorgestellt.
Ein dhnlicher Ansatz wird in dieser Arbeit verfolgt: Ein analytisches Modell zur Beschreibung des
Ventilverhaltens wird entwickelt, und mit Finite Elemente Simulation und experimentellen
Messungen verglichen. Als schwingfahiges System ist eine statische, bzw. rein druckabhangige
Betrachtung der Ventilklappe nur bei hinreichend niedriger Anregungsfrequenz erlaubt. Zur
Bestimmung des Giiltigkeitsbereichs der analytischen Lésung wird daher mit Hilfe einer transienten
FEM Simulation die Eigenresonanz der Klappe bestimmt. Das Ventil wird in Bezug auf seine
Leistungsfahigkeit mit anderen publizierten Mikroventilen verglichen. Mégliche
OptimierungsmalRnahmen werden diskutiert.

2.3.1. Analytisches Modell der Ventilklappe

Zunéchst wird eine Gleichung fiir den Druckabfall an der Ventilklappe aus der analytischen Biegelinie
eines Klappenventils hergeleitet (siehe Abbildung 2.59).
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Abbildung 2.59. Schema des vereinfachten Klappenmodells

Zur Beschreibung der Biegelinie der Ventilklappe kann durch Symmetrieliberlegungen ein ebener
Spannungszustand nach Kirchhoff angenommen werden, in dem die auftretende Verformung durch
die Biegelinie w(x) der Klappe vollstindig beschrieben wird. Die zweite Ableitung der Biegelinie,
w’’(x), die die Krimmung beschreibt, lasst sich durch trigonometrische Uberlegungen fiir kleine
Auslenkungen als Funktion der Flachentragheit I, des Steifigkeitsmoduls E, sowie des Moments in der
Schnittflache M(x) bestimmen [61]:
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2
TV () (2.92)

EI =
dx?

Die Biegesteifigkeit ist dabei das Produkt von E-Modul E und Flachentragheit /, die sich aus
Klappendicke h und Breite b berechnet:

i

=1y (2.93)

Fir die Ventilklappe wird zunachst angenommen, dass der Druck konzentriert an der Ventillippe
abfallt, da hier die weitaus geringste Spalthohe durchstrémt wird. Ein Differenzdruck Ap wirkt damit
auf der Lange der Ventil6ffnung zwischen x; und x,, ndherungsweise Uiber die gesamte Breite b der
Ventilklappe. Mit diesen Randbedingungen kann die Biegelinie w(x) bestimmt werden (Herleitung
siehe Anhang C):

w(x) = W(z—z ({x—x1 }4 - {x —X, }4)—é(x2 - X )x3 +%(x§ —xl2 )xzj (2.94)

Zur analytischen Modellierung der Strémung an Mikroventilen muss das fluidische Stromungsfeld
vereinfacht werden. Ulrich et al. [22] stellte eine L6sung vor, die den Duse/Diffusor Effekt einer
geatzten Silizium Ventillippe berticksichtigt, und eine viskose und eine tragheitsbehaftete
Spaltstromung Gberlagert. Das Modell korrelierte sehr gut mit dem Experiment, erforderte jedoch
eine aufwendige Ermittelung numerischer Fit-Faktoren fir die Wirbelbildung am Diffusor.
Goldschmidtbding et al. [62] berichteten lber ein aktives Ventil, bei dem eine Membran auf eine
runde Ventillippe gepresst wird. Lediglich die viskose Spaltstrémung wurde modelliert, Ein- und
Ausstromeffekte eines aktiven Ventils wurden aufgrund der niedrigen Strémungsgeschwindigkeiten
(Re<30) vernachlassigt. Doll [63] verwendete empirische Kennzahlen der Makro-Hydraulik, um diese
Effekte nachzubilden. Der hier vorgestellte Ansatz beruht auf der Bestimmung der fluidischen
Kennwerte fiir ein analytisches Modell durch eine gekoppelte Fluid-Struktursimulation.

Die im Ventil dominierenden Druckverluste sind durch Beschleunigung des Fluids verursacht, und
konnen somit aus der Bernoulli-Gleichung abgeleitet werden. Ein- und Ausstrémeffekte an der
Engstelle werden durch einen Vorfaktor a beriicksichtigt. Die Geschwindigkeit v; im Ventilspalt
berechnet sich aus der durchstromten Flache am Ventilspalt Aspq:

P 2 V

Ap =« EVS v, = Agpal, (2.95), (2.96)
A =b(w(x) +w(x,))+2- j w(x)dx (2.97)

X1
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Somit Iasst sich der Volumenstrom als Funktion des Druckabfalls tiber die Ventillippe angeben:

. [2Ap /2Ap I 1
V= |—A4 = |—| b (w(x)+w(x,)+2 | m(x)dx |=—Ap 2.98
ap ap : ? ;[ R,(Ap) ( )

Die fluidische Kapazitat C, des Ventils entspricht der Volumenverdrangung durch die
Klappenaufbiegung bei einem Druck p:

d 1
C,=—|w(x)dx-b (2.99)
dp{

2.3.2.  Charakterisierung des Ventils mit FEM und Experiment

In diesem Abschnitt werden die Stromungsbeiwerte des analytischen Modells mit Hilfe einer
fluidisch-strukturmechanisch gekoppelten FEM Analyse ermittelt, und mit dem Experiment
verglichen. Ein dreidimensionales Modell einer Ventilhdlfte wurde dazu in Ansys aufgesetzt (siehe
Abbildung 2.60 und Simulationswerte im Anhang B.5), und die Aufbiegung bei stationarer
Druckbeaufschlagung mit Wasser und Luft bestimmt.
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Abbildung 2.60. FEM Modell der Ventilklappe (bei 5 kPa Druckaufpragung, Medium H,0)

Fir die experimentelle Untersuchung wurde ein externer Druck aufgepragt, und der Fluss durch das
Ventil mit und ohne Ventilklappe bestimmt. Der Messaufbau ist schematisch in Abbildung 2.61
dargestellt. Zur Druckerzeugung wurde ein CPC3000 Druckgeber von Mensor, TX, USA verwendet.
Die Messung erfolgte gravimetrisch (MC410S Waage der Sartorius AG, Gottingen). Die Kennlinie
wurde bis zu einem Druckabfall von 25 kPa bestimmt, da in diesem Bereich der fiir den Einsatz in der
Mikropumpe relevante Volumenstrom vollstandig abgedeckt wird. FEM und Experiment zeigen eine
sehr gute Ubereinstimmung (siehe Abbildung 1.2.). Der Vorfaktor a wurde dazu mit der Funktion
2+p/10 kPa an das FEM Ergebnis gefittet.
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Abbildung 2.61. Messaufbau zur Bestimmung des Ventilwiderstands
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Abbildung 2.62. Gemessener und simulierter Flusswiderstand des Ventils

Die Messung der Klappenaufbiegung ist nur mit Luft moglich und erfolgte laserprofilometrisch und
zeigt eine gute Ubereinstimmung mit der durch FEM ermittelten Biegelinie, die Abweichung liegt bei
1 kPa bei 6.8 Prozent und 8.7 Prozent bei 3 kPa (siehe Abbildung 2.63). Da die Aufbiegung der Klappe
wesentlich groRer ist als die Klappendicke von 20.0 um, treten nichtlineare Versteifungseffekte der
Klappe auf (siehe auch Kapitel 2.1.3). Diese Einfliisse lassen sich durch einen konstanten Fit-Faktor 8

von 0.89 in guter Naherung berlicksichtigen.
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Abbildung 2.63. Gemessene und simulierte Klappenaufbiegung mit Luft
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Abbildung 2.64. Simulierte Klappenaufbiegung mit Wasser

Zur Bestimmung der Leckrate wurde das Ventil gegen die Flussrichtung mit Druck beaufschlagt, und
die Flussrate hinter dem Ventil gemessen (EL-Flow F-110CHBD-33-V zur Luftmessung, sowie Cori-
Flow M14-RAD33-0 zur Wassermessung, beide von Bronkhorst High-Tech BV, Niederlande). Mit
Wasser waren keine Leckraten messbar. Dies konnte durch die Bobachtung einer Luftblase in einer
Glaskapillare bestatigt werden.
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Abbildung 2.65. Leckratenmessung des Ventils

Die Tragheit der Klappe und des umgebenden Mediums, macht das System grundsatzlich
schwingfahig, und damit auch zeitvariant. Eine quasi-statische Betrachtung des Ventils ist nur
deutlich unterhalb der ersten Eigenfrequenz des Ventils erlaubt. Die Eigenfrequenz einer freien
Schwingung der Ventilklappe in Wasser wurde daher mit Hilfe einer gekoppelten FEM Simulation
(Einstellungen siehe Anhang B.6) bestimmt. Eine freie Schwingung in Wasser weist dabei eine
Eigenfrequenz von 1.0 kHz auf (siehe Abbildung 2.66). Da die Klappe im Betrieb auf der Ventillippe
anschlagt, sollte die Anregungsfrequenz deutlich unterhalb der halben Eigenfrequenz liegen. Wie im
spateren Verlauf der Arbeit gezeigt wird, bleiben typische Aktuierungsfrequenzen der Mikropumpe
unter 250 Hz. Eine quasi-statische Betrachtung des Ventils ist somit erlaubt.

Auslenkung [mm]

Sim 1: 997 Hz 633 Elements .
Sim 2: 1023 Hz 2532 Elements
Sim 3: 1008 Hz 10128 Elements

0.000 | 0.002 | 0.004
Zeit [s]

Abbildung 2.66. Eigenschwingung der Ventilklappe in Wasser
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Das Offnungsverhalten des Ventils wird im trockenen wie auch im véllig mit Flissigkeit benetzten
Zustand nur durch die elastische Aufbiegung der Ventilklappe bestimmt. Ein feuchtes Ventil, dass mit
Luft durchsplt wird, weist jedoch aufgrund der Kapillarkrafte der Fllssigkeit im Ventilspalt einen
erhéhten Offnungsdruck auf, da die freie Oberflache des Flissigkeitsfilms im Ventilspalt beim Offnen
vergrofRert werden muss [64]. Dieser Druck wurde experimentell ermittelt, indem ein Ventil, das
zuvor mit Stickstoff gespilt wurde (p= 25 kPa, t = 5 s) mit einem Wassertropfen auslassseitig
befeuchtet wird. AnschlieBRend wird das Ventil erneut mit Stickstoff beaufschlagt und der maximale
Druck bestimmt, bei dem das Ventil gerade noch dicht ist. Flir das untersuchte Ventil wurde ein
mittlerer Offnungsdruck von 3.08 kPa ermittelt (siehe Tabelle 2.10).

Mittelwert [kPa] Std. Abw. [kPa] Std. Abw. [ Prozent]

Ventilv8  3.003 0.135 4.50
Ventil vi8 3.245 0.025 7.66
Ventilv24 2.996 0.167 5.59
Gesamt 3.081 0.109 5.92

Tabelle 2.10. Messung des Ventil6ffnungsdrucks an drei baugleichen Ventilen (n=5)

2.3.3. Optimierung der Klappenventile

Flusswiderstand in Durchlass und Sperrrichtung sowie Eigenfrequenz in Wasser wurden im
vorhergehenden Kapitel fir das Silizium Ventil bestimmt. Damit lasst sich ein Ventil bezliglich seiner
Leistungsfahigkeit beurteilen. Abbildung 2.67 zeigt einen Vergleich der experimentellen
Flusskennwerte des Silizium Ventils mit anderen publizierten passiven Mikroventilen [65], deren
Leitwert (Kehrwert des Flusswiderstands) in Flussrichtung um eine GrofRenordnung unter denen des
vorgestellten Silizium Ventils liegen. Die niedrige Leitfahigkeit in Sperrrichtung (Dichtigkeit) wird nur
von einem weiteren Silizium Membranventil von Hu [66] erreicht, jedoch bei einem weit héheren
Widerstand in Flussrichtung.
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Abbildung 2.67. Kennwerte publizierter Mikroventile (Daten aus [65])
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Folgende MalRnahmen waren zur weiteren Reduktion des Stromungswiderstands geeignet:

- Eine Verlangerung der Ventilklappe reduziert den Flusswiderstand, da bei gleichem Druck die
Klappe aufgrund der gréReren Wirkflache starker aufgebogen wird.

- Eine Reduktion der Klappendicke fiihrt ebenfalls zu einer hoheren Aufbiegung der Klappe bei
gleichem Druck.

- Eine Verbreiterung der Klappe erhéht den Stromungsquerschnitt iber der Ventillippe.

Die beiden erstgenannten MaBnahmen erhdéhen jedoch die mechanische Belastung der Klappe, da
die resultierende Kraft an der Einspannstelle der Klappe zunimmt. Eine Verbreiterung erhdht die
Verwindungsempfindlichkeit der Klappe. Eine weitere Erhéhung der Flusskennwerte ist somit
unweigerlich mit einer Erhéhung der Bruchgefahr der Ventilklappe verbunden und wird deshalb im
Rahmen dieser Arbeit nicht weiter verfolgt.

2.3.4. Fazit der Ventilmodellierung

Eine analytische Beschreibung des Klappenventils unter Berlicksichtigung der Koppelung zwischen
Klappenaufbiegung und Flussverhalten wurde vorgestellt. Ein zeitinvarianter Modellierungsansatz
wurde durch eine FEM Simulation des Resonanzverhaltens der Klappe in Wasser bestatigt. Der
experimentell ermittelte Durchfluss und die Aufbiegung korrelieren sehr gut mit der FEM Simulation.
Das analytische Modell kann durch Einfihrung physikalisch motivierter Fit-Faktoren a und 8
adaptiert werden. Damit lassen sich die wesentlichen KenngréRen, der Flusswiderstand R, und die
Ventilverdriangung C,, die fir die Modellierung der Pumpe als System notwendig sind, angeben:

l Ap .
1 0.206 —~ iir Ap >0
R (AD) ) = min kPa \| 20kPa + Ap Jir &p (2.100)
P 0 fiir Ap <0
0335 fir Ap>0
C,=1 %pa TP (2.101)

0 fiir Ap <0

Der Vergleich zu Mikroventilen anderer Gruppen bestéatigt die hohe Leistungsfahigkeit des
Mikroventils. Da die beabsichtigte Flussratensteigerung der Mikropumpe unweigerlich die
mechanische Belastung der Ventile erhoht, wird jedoch von einer weiteren Reduktion des
Flusswiderstands im Rahmen dieser Arbeit abgesehen.

2.4 Weitere Komponenten des fluidischen Systems

Die Modellierung einer Mikropumpe mit den bisher vorgestellten Komponenten Aktor,
Pumpkammer und Ventil bildet das Systemverhalten nur idealisiert ab, da weitere Komponenten,
bzw. StérgrofRen, einen bestimmenden Einfluss auf das Pumpverhalten haben kénnen. Im Folgenden
werden deshalb Modelle fiir Luftblasen in der Pumpkammer, die fluidischen Leitungen der Pumpe
sowie Druckdampfungselemente vorgestellt. Diese Komponenten sind notwendig, um die
Mikropumpe als Gesamtsystem modellieren und optimieren zu kbnnen.
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2.4.1. Gasblase in der Pumpkammer

Gasblasen stellen aufgrund der Oberflachenkrafte, die zur Krimmung einer Grenzflache zwischen
flissigen und gasférmigen Phasen notwendig ist, eine potentielle StorgroRe insbesondere in
Engstellen mikrofluidischer Systeme dar [64]. Zudem wirken sie aufgrund der Kompressibilitat der
Luft kapazitiv auf Druckvariationen. Bei schnellen Druckdnderungen ohne Warmeaustausch, wird das
Verhalten durch die Adiabatengleichung beschrieben. Das Volumen einer Gasblase im
unkomprimierten Zustand (V,) wird abhéngig von Normaldruck (py) und Druckdifferenz (Ap), sowie
der Adiabate x komprimiert. Die Volumenanderung (AV) fiir ein ideales Gas ist damit:

1
AV (Ap) = ((App—f)K —1y, (2.102)

Po

Bezogen auf den Differenzdruck ergibt sich die fluidische Kapazitat C,,s der Gasblase:

AV 14 L
Co(Bp) = ——— = =2 (—Lo_yx 1) (2.103)
Ap Ap Ap+p,

Theoretisch kann das gesamte Pumpkammervolumen einer Mikropumpe mit Luft gefiillt sein.
Tatsachlich hangt der Luftanteil jedoch von Lage und Geometrie der Totvolumina der Pumpkammer
ab, da in fluidisch durchstromten Totrdumen Luft aus der Pumpe herausgespiilt werden kann. Eine
blasenfreie Befiillung der Pumpe ist zum Beispiel durch vorheriges Spilen mit CO,, dass aufgrund
seiner Loslichkeit von Wasser anschliefend absorbiert wird, moglich [67]. Diese Methode ist
allerdings fir den praktischen Einsatz einer solchen Pumpe vollig ungeeignet. Zudem kann das
Pumpmedium aufgrund von Druck- und Temperaturdnderungen in der Pumpkammer ausgasen, so
dass Blasen auch im Betrieb der Pumpe entstehen.

Da es nicht moglich ist, die GroRe von Luftblasen in der Pumpe zu bestimmen, ist eine experimentelle
Evaluation der Lufteinflisse nur qualitativ moglich. Zudem hangt der Einfluss beider Effekte in hohem
Male von den exakten Dimensionen der Mikropumpe, und vor allem der Pumpkammergeometrie
ab. Im Rahmen der Netzwerksimulation der gesamten Mikropumpe in Kapitel 3 werden diese
Einflisse daher weiter untersucht.

2.4.2. Fluidische Leitungen

Die fluidischen Leitungen einer Mikropumpe koénnen aufgrund der viskosen Reibung, der
Massentragheit oder auch der Elastizitat weicher Schlauchleitungen die dynamische Aktorbewegung
signifikant beeinflussen. Daher ist es notwendig, die Zuleitungen zur Pumpkammer in der
Systemsimulation zu berlicksichtigen. Untersuchungen von Schlauch- und Kanalleitungen sind im
Rahmen medizinischer Fragestellungen [68], zur Modellierung hydraulischer Leitungen (Theissen,
[69]) wie auch in der Mikrofluidik (Richter [70], Voigt [71]) erarbeitet worden. Analog zu diesen
Arbeiten wird ein Netzwerkmodell zur Koppelung des Schlauchs an die Pumpe vorgestellt. Es wird
gezeigt, dass im Rahmen der in dieser Arbeit betrachteten Dimension die Tragheit im Schlauch das
Systemverhalten maRgeblich bestimmt, und kapazitive Effekte bei steifen Zuleitungen jedoch
vernachlassigt werden dirfen.
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Abbildung 2.68. Schlauchelement

Die Navier-Stokes Gleichung eines Schlauchelements (vgl. Kapitel 2.2.1, Abbildung 2.68) ist:

ov ov ov, 1op 16(6\/2
vV, —=—""—+V|——|F

V4 V4 —
or

. + \%
ot ~or "0z poz r or

=0

j o*v
+ 2L (2.104)

0z*
=0

Setzt man voraus, dass der Durchmesser des Schlauchs konstant bleibt, oder sich nur gering dndert,
ist die Geschwindigkeitskomponente v, vernachldssigbar gering. Da sich Drucksignale mit der
Schallgeschwindigkeit des Mediums (Cyqsser = 1484 m/s) ausbreiten, ist der Geschwindigkeitsgradient
dv,/dz bei deutlich niedrigeren Stromungsgeschwindigkeiten ebenso vernachléssigbar. Die NS-
Gleichung vereinfacht sich damit zu:

ov, 1 op 10 ( ﬁvzj
= — Ty | r (2.105)
ot p Oz ror\ or

Bei stationaren Stromungsbedingungen lasst sich mit Hilfe der Reynoldszahl der Einfluss von
Tragheits- zu Reibungskraften auf das Stromungsprofil abschatzen. Fiir eine Stromung mit konstanter
Geschwindigkeit ist bis zu einer Reynoldszahl von 1800-2300 ein laminares, und damit
reibungsdominiertes Stromungsprofil ausgepragt (vgl. Kapitel 2.2.1).

Analog dominieren bei instationdren Stromungsvorgangen in Abhangigkeit der Anregungsfrequenz
Reibungs- oder Tragheitskrafte. Zur Beurteilung dient die dynamische Reynoldszahl [70], die aus
Dichte p, dynamischer Viskositdt n, Anregungsfrequenz f und dem Schlauchradius R, als
charakteristische GroRRe bestimmt wird:

Re, = [P 2afR, (2.106)
n
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Abbildung 2.69. Stromungsprofil in Abhangigkeit der dynamischen Reynoldszahl (Quelle: [70])

Fiir niedrige dynamische Reynoldszahlen, und damit fir niedrige Anregungsfrequenzen wird das
Stromungsprofil durch das Gesetz von Hagen-Poiseuille beschrieben, dass sich aus Gleichung (2.105)

durch dreimalige Integration tiber den Radius ergibt:

&l
Ap=-—1V (2.107)
r
— 6 T T T
©
& Theorie: Experiment:
= Radius 1mm, Ladnge 25cm
g Radius 2mm, Ladnge 25cm
K
> 4 -
~
3]
>
—
(m)]
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Abbildung 2.70. Druckverlust durch viskose Schlauchreibung

Somit lasst sich der viskose Druckabfall fir typische Schlauchldngen und —radien abschatzen (siehe
Abbildung 2.70). Fur niedrige Reynoldszahlen im Schlauch (Re = 1060 bei 100 ml/min) stimmt die
Theorie gut mit dem Experiment Uberein. Bei hoheren Re-Zahlen (ab etwa 1800-2300) wird die
Stromung zunehmend turbulent und der Flusswiderstand erhéht sich durch zusatzliche
Energiedissipation aufgrund von Verwirbelungen. Da die Schlauchlange linear in den Flusswiderstand
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eingeht, ist der Druckabfall durch viskose Reibung bei kurzen Schlauchstiicken von wenigen
Zentimetern jedoch in guter Ndaherung vernachlassigbar.

Treten hohe dynamische Reynoldszahlen auf, dominieren Tragheitskrafte und der Einfluss der
viskosen Reibung auf das Stromungsprofil reduziert sich. Fiir diesen Fall lasst sich aus der Navier-
Stokes Gleichung der Druckverlust durch Beschleunigung ableiten, der Geschwindigkeitsgradient
Uber z wird Null:

_FV

Ap = (2.108)
Wahrend die Kompressibilitat von Wasser selbst bei einem Druck von 100 kPa eine vernachlassigbar
geringe Volumenveranderung von 0.48 Prozent verursacht, kann bei der Verwendung weicher
Schldauche das Systemverhalten deutlich beeintrachtigt werden. Fir ein kurzes Schlauchstiick, bei
dem eine Druckausdehnung zu einer gleichmaRigen Dehnung und somit Verdanderung des Radius
fuhrt, lasst sich aus dem Kraftegleichgewicht die resultierende Kompressibilitdt abschéatzen, die
indirekt proportional zum E-Modul des Schlauchs E; ist (Herleitung siehe Anhang D):

___1ar 2R,
TV Ee (2.109)

Werden starre Schlduche verwendet, diirfen kapazitive Effekte jedoch vernachlassigt werden. Die
Grenzfrequenz, ab der ein Schlauch als starr betrachtet werden darf, ldsst sich mit Hilfe des
Frequenzgangs des Schlauch-Netzwerkmodells (siehe Abbildung 2.71) bestimmen.

R L
PP

::C

Abbildung 2.71. Vollstédndiges Netzwerkmodell des Schlauchs

Ist die Eckfrequenz, bei der eine Dampfung der Druckamplitude um 3dB (Reduktion um 50 Prozent)

auftritt, wesentlich hoher als die im System auftretenden Druckschwingungen, ist der kapazitive

Einfluss des Schlauchsystems in guter Naherung vernachlassigbar. Aus der Netzwerkgleichung, die

mit Hilfe von Maschen- und Knotenregel bestimmt wird, ldsst sich die Ubertragungsfunktion durch

LaPlace-Transformation bestimmen (Herleitung in Anhang D):

PO= PoO+ RO+ LG (0 = Gls) = 8 = ot = T ST o
+TESS +e—ESs

In Tabelle 2.11 sind die Elastizitaten typischer Schlauchmaterialien aufgefiihrt. Der resultierende
Frequenzgang ist in Abbildung 2.72 dargestellt.
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E-Modul [MPa] Kompressibilitit [MPa™]*

Silikon (PDMS) 0.75-30 [72,73] 0.067-2.7
Polyurethan (PUR) 10-100 [74] 0.02-0.2
Polyethylen (PE) 140-1000 [75]  0.002-0.014
Teflon (PTFE) 350-750 [75] 0.0057
Wasser (bei 20 °C) 2100 [76] 0.00048

* Schlauchstarke gleich Schlauchradius

Tabelle 2.11. Typische Elastizitdt von Schlauchmaterialien und von Wasser

Frequenzgang des Schlauchmodells

T T
] ——f(-3db)=46 Hz - 120 Hz
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0.01 E =0 785ilill\</|oF?:chlauch 1.0cm 25¢cm 1.0cm

Polyethylenschlauch
E_=140 MPa

1 10 100 1000 10000
Anregungsfrequenz [Hz]

Abbildung 2.72. Frequenzgang des Schlauchmodells bei weichen und harten Schlduchen mit 1.0 cm und 25 cm
Lange

Wahrend weiche Schlauche (PDMS, E;=0.75 MPa) selbst bei kurzen Schlauchlangen von 1.0 cm eine
Eckfrequenz von 46Hz im moglichen Betriebsbereich einer Mikropumpe aufweisen, ist bei steifen
Schlduchen (PE, E;=140 MPa) selbst bei einer Lange von 25 cm die Eckfrequenz mit 672 Hz noch
deutlich auerhalb des Frequenzbereichs der Mikropumpe. Durch die Wahl eines steifen Schlauches
wird die Kapazitat der Schlauchleitung daher vernachlassigbar gering und beeintrachtigt das

Pumpverhalten nicht.

2.4.3. Druckdampfungselemente

Druckimpuls und Volumenverschiebung des Biegeaktors werden (iber das Pumpmedium im
Fluidsystem Gbertragen. Wahrend der Biegeaktor aufgrund seiner geringen Masse und
vergleichsweise hohen Steifigkeit nahezu tragheitsfrei auf eine Spannungsdanderung reagiert, wird
das Fluid im System bei einer Bewegungsanderung zwangsldufig beschleunigt oder abgebremst.
Nicht nur die fluidische Masse in der Pumpkammer, sondern auch das Fluid in den Zuleitungen
erfahrt somit bei jedem Pumphub eine Geschwindigkeitsdnderung. Die Tragheit des Pumpsystems
kann sich somit betrachtlich erhéhen, und die maximal erreichbare Grenzfrequenz einer
Mikropumpe limitieren. Dieser Effekt liele sich zur Leistungssteigerung nutzen, da sich der Hub des
Aktors durch ein Uberschwingen erhoht. Allerdings werden die Férdereigenschaften damit abhéngig
von der fluidischen Peripherie, was im Regelfall unerwiinscht ist. Eine Abkoppelung der Pumpe von
der weiterfihrenden Fluidik ist jedoch mit Hilfe von Druckausgleichselementen (engl.: Pressure
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Smoothing Elements, PSEs) moglich. Dies wurde Im Zusammenhang mit Mikropumpen erstmals
durch Zengerle et al. [77] beschrieben. Die Entkoppelung ist auch bei Makropumpen zur Dampfung
von DruckstoRen Ublich. Die erste technische Nutzung dieses Effekts ist altbekannt, und wird
Ktesibios zugeschrieben (3. Jahrhundert v. Chr., [78]). Solch ein Element weist eine hohe fluidische
Kapazitdt auf, und dampft somit Druckpulse im Fluidsystem ab, so dass die Pulsatilitdit des
Volumenstroms reduziert wird. Als Kapazitat kann beispielsweise ein geschlossenes Luftvolumen
(sog. Windkessel) genutzt werden. Um diese Funktion bei geringem Bauraum zu realisieren, eignet
sich der Einsatz einer elastischen Membran. Abbildung 2.73 zeigt den schematischen Aufbau eines
solchen Dampfungselements.

Silikonmembran
— T — hPSE
- ~
I -~ —— =~ ~ I

rse

out

Abbildung 2.73. Druckdampfungselement

Idealerweise sollte ein weiches Silikon verwendet werden, um eine hohe Kapazitat in Bezug auf den
Membrandurchmesser und damit die BaugroRe des Dampfungselements zu erreichen. Da die
Festigkeitsparameter von Silikonen (E-Modul und Querkontraktionszahl) von den Herstellern dieser
Materialien Ublicherweise nicht angegeben werden, wurde Sylgard 184 verwendet, da dessen
Parameter bereits von anderen Autoren eingehend untersucht wurden [79]. Abbildung 2.74 zeigt die
laserprofilometrisch gemessen und berechnete Auslenkung einer 600 um dicken Membran bei
Druckbeaufschlagung.
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Abbildung 2.74. Biegelinie der PSE Membran

77



2. Modellierung und Optimierung der Systemkomponenten

Die Modellierung der Auslenkung erfolgte analytisch und mit FEM, da fiir Auslenkungen im Bereich
der Membrandicke die Verhartung aufgrund nichtlinearer Materialeigenschaften beriicksichtigt
werden muss. Dazu wurde das Silikon als neo-Hookesches Material simuliert, dass durch Schubmodul
G und Inkompressibilitdtsfaktor d charakterisiert wird [80]. Diese Werte lassen sich mit Hilfe der
linearen Elastizitatstheorie aus E-Modul £ und Poissonzahl v bestimmen [81]:

E
G:
) (2.111)
g2 _6-2v) (2.112)
E

Dieser Ansatz wurde bereits von anderen Autoren (Quake et. al [82]) verwendet und zeigt fir
Auslenkungen deutlich iber der Membrandicke eine gute Ubereinstimmung mit dem Experiment
(Simulationsparameter siehe Anhang B.7). Bei geringen Auslenkungen ist ein lineares Modell nach
Timoshenko [38] zur Beschreibung des Membranverhaltens besser geeignet:

3p(l-v?
WMem(r) = lIéEh‘; ) (R2 _rz)z (2113)

Mit Gleichung (2.113) lasst sich der Einfluss von Dicke h, Radius R und E-Modul E auf die erreichbare
Auslenkung direkt abschatzen. Aus der gemessenen Auslenkung lasst sich durch Integration
Hubvolumen und damit die Kapazitat Cp,e, der Membran bestimmen:

R 1
V= .[2nrw(r,Ap)dr =793 \JAp pl kPa ? (2.114)
0
1
Chrom _ar =3.97L [ kPa ? (2.115)

dp JAp
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Abbildung 2.75. Volumenverdrangung des Dampfungselements

Abbildung 2.75 zeigt die experimentell und theoretisch ermittelte Kapazitat. Fir geringe Driicke bis
2.5 kPa hat das lineare Modell einen Fehler von maximal 15.6 Prozent. Uber den im Pumpbetrieb
auftretenden Druckbereich nimmt das nichtlineare Verhalten zu, dass durch die FEM Modellierung
mit einem Fehler von weniger als 17.6 Prozent ausreichend genau beschrieben wird. Zur Integration
der PSEs in das Netzwerkmodell wird daher eine quadratische Fit-Funktion verwendet, deren Fehler
im Vergleich zum Experiment ab 2.5 kPa weniger als 8.9 Prozent betragt und unter 2.5 kPa durch ein
lineares Modell erganzt wird. Somit ldasst sich das PSE in eine Netzwerksimulation integrieren. Die
dynamische Betrachtung erfolgt in Kapitel 3.2.
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3. Optimierung der Mikropumpe als Gesamtsystem

Mit Hilfe der bisher entwickelten Modelle der Pumpenkomponenten lasst sich eine Mikropumpe als
Gesamtsystem simulieren. In diesem Kapitel werden die Teilsysteme in ein Netzwerkmodell
Uberfiihrt und mit dem Experiment verglichen. Im Anschluss wird der Einfluss der wesentlichen
KonstruktionsgrofRen auf das Forderverhalten der Mikropumpe diskutiert, und
OptimierungsmaRnahmen werden abgeleitet.

Um die vorgestellten Teilmodelle in ihrer vollen (nichtlinearen) Komplexitdt zu bertcksichtigen,
wurde mit Hilfe des Softwarepakets Simplorer 6.0 (Ansys Inc.,, USA), das auf der
Modellierungssprache VHDL-AMS (very high speed hardware description language for analog and
mixed signals applications) aufbaut, ein Netzwerkmodell der Mikropumpe aufgesetzt. Folgende
vereinfachende Annahmen wurden dazu getroffen:

1.) Aktor und Pumpkammer werden Gber einen Netzwerkknoten und damit iber einen mittleren
Pumpkammerdruck pg..r gekoppelt. Die Druckverteilung in der Pumpkammer, und deren
Einfluss auf die Biegelinie des Aktors wird dabei vernachlassigt. Die Steifigkeit wird den
experimentellen Ergebnissen der Aktorcharakterisierung (Kapitel 2.1.7) angepasst.

2.) Gasblasen werden als ortsfeste Kapazitiaten betrachtet, die nicht durch das
Stromungsverhalten in der Pumpkammer beeinflusst werden und den Druck am Auslass der
Pumpe p; spuren.

3.) Die kinetische Energie, eines in das Modell eintretenden Fluids V.in am Einlassquerschnitt A;,

wird in Form eines Bernoulli-Terms bertiicksichtigt, da die Beschleunigungsenergie auch von
der Pumpe aufgebracht werden muss:

. 2
P = Po +%pv2 =Py +%p(z—’1j (3.1)
4.) Die in Kapitel 2.2 festgestellten Abweichungen zwischen der analytischen und FEM
Modellierung der Pumpkammerstromung entstehen aufgrund von Verwirbelungen der
Pumpkammerstromung. Daher wird ein zusatzlicher Reibungsterm eingefiihrt, dessen
charakteristische Geschwindigkeit die Spaltstrémung am Auslass der Pumpkammer ist, und
einen Fit-Parameter o fir Reibungsverluste darstellt, die im Netzwerkmodell nicht

beriicksichtigt werden:

. 2
7
P, = a% p[%"“’} mit Ay, =271 R, hy, (1) (3.2)
Ri

Die Parameter der simulierten Pumpe sind im Anhang E aufgefiihrt. Abbildung 3.1 zeigt das
schematische Netzwerkmodell.
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Abbildung 3.1. Netzwerkmodell der gesamten Pumpe
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Zum Vergleich des Modells mit dem Experiment wurde eine Pumpe zunachst Uber steife Zuleitungen

von 55 mm Lange an ein Reservoir angeschlossen. Die Sprungantwort des Aktors wurde

laserprofilometrisch gemessen und mit der simulierten Aktorbewegung verglichen. Durch die

Anpassung des Reibungsbeiwerts (a=60) wird eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen Modell und

Experiment erreicht (siehe Abbildung 3.2).
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IS
=
o 80 A s
=]
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Abbildung 3.2. Simulierte und gemessene Auslenkung beim AusstoR- und Ansaugvorgang

Somit wird es méglich, den Einfluss von StérgréRen (Luftblasen) sowie konstruktive Anderungen der

Pumpe mit dem Modell zu untersuchen.

3.1

Optimierung der Schlauchleitungslangen

Die Zuleitungen der Mikropumpe haben tragheitsbedingt einen hohen Einfluss auf die

Aktorbewegung. Wahrend der Einfluss der Reibung auf die Aktorbewegung vernachlassigbar ist,
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bestimmt die Inertanz des Schlauchs die Zeitkonstante des AusstofRes wie auch das
Uberschwingverhalten des Aktors. Abbildung 3.3 zeigt den gemessenen und simulierten Verlauf der
Aktorbewegung bei Variation der Schlauchlangen. Das Modell weist eine sehr gute Ubereinstimmung
mit den gemessenen Werten auf.
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'g 1 00 T T T T 'g 1 00 T T T T T
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Experiment Modell
i Schlauchlaenge 200mm: i i i
20 Experiment Modell 20
Schlauchlaenge 350mm: /:\
0 Experiment —— Modell | 7 0 e
2204 Pumpe 107_3 i 2204 Pumpe 107_3 i
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Abbildung 3.3. Einfluss der Schlauchlange auf die Aktorauslenkung

Eine Erhohung der Induktivitat (Verlangerung des Schlauchs) fiihrt zu einer groReren Zeitkonstante
der Aktorschwingung, die sich positiv auf den Hub und damit auch auf die Férderrate auswirkt. Durch
das starkere Nachschwingen entsteht ein Zusatzpumpeffekt. Dieses Ergebnis bestatigt sich auch in
Flussmessungen, wie in Abbildung 3.4 zu sehen ist. Auch hier stimmen die simulierten Forderraten
gut mit den gemessenen Werten {iberein. Lediglich der Zusatzpumpeffekt durch Uberschwingen wird
bei Frequenzen bis etwa 20 Hz (iberschatzt.

10—

Forderrate [ml/min]
N
(@)]

Pumpe 107_3:
—&— 55 mm Schlauch
—e— 200 mm Schlauch |+
350 mm Schlauch

—— Simulation

75 100 125
Frequenz [HZz]

Abbildung 3.4. Forderrate als Funktion der Frequenz

Zwei Optimierungsmoglichkeiten zur Steigerung der Férderrate einer Mikropumpe lassen sich aus
diesem Ergebnis ableiten:
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1.) Eine Erhéhung der Induktivitdt fithrt zu einem stdrkeren Uberschwingen des Aktors, und
damit zu einem hoheren Fluss bei gleicher Frequenz. Die erreichbare Grenzfrequenz wird
durch ein stirkeres Uberschwingen reduziert. Es erhdhen sich dabei jedoch die
mechanischen Spannungen, die am Aktor auftreten und zu einem Bruchversagen fiihren
kénnen.

2.) Eine Reduktion der Tragheit flihrt zu einem schnelleren Erreichen der Aktorendlage und
damit zu einer hoheren erreichbaren Grenzfrequenz.

Die vorangegangene Messung zeigt, dass die zweite MaRnahme bei sonst gleichen Pumpparametern
zu einer hoheren Forderrate fiihrt. Vorteil dieser Variante ist, dass die mechanische Belastung des
Aktors im zuldssigen Betriebsbereich (siehe Kapitel 2.1.6) bleibt. Nachteilig ist zu nennen, dass die
Betriebsfrequenz des Piezoaktors steigt, und damit auch dessen elektrischer Energiebedarf.

Da die Zuleitungen einer Mikropumpe in einer realen Anwendung nicht beliebig reduziert oder durch
die eingesetzte Pumpe spezifiziert werden dirfen, ist es notwendig, eine Entkoppelung der tragen
Fluidmasse im System von der Mikropumpe zu erreichen. Dies wird im nachsten Kapitel durch den
Einsatz von Druckddmpfungselementen an einer Pumpe untersucht.

3.2 Entkoppelung der fluidischen Peripherie

Druckwellen, die dem Fluid aufgepragt werden, tbertragen sich bei inkompressiblen Medien mit
Schallgeschwindigkeit und fiihren zu einer Beschleunigung des Fluids. Um die fluidische Masse, die
bei jedem Pumphub beschleunigt und abgebremst werden muss, moglichst gering zu halten,
empfiehlt es sich daher, Druckdampfungselemente (auch Pressure smoothing elements/PSE-
Elemente genannt) nahe der Pumpe zu platzieren, um die von der Pumpe erzeugten Druckst6Re
nicht an die fluidische Peripherie zu Ubertragen. Die in Kapitel 2.4.3 untersuchten PSE Elemente
wurden dazu verwendet, und an die Pumpe angeschlossen. Konstruktionsbedingt ergab sich ein
Mindestabstand von 55 mm zu den Ventilen, bei einem Durchmesser der fluidischen Leitung von 2.0
mm. An das PSE Element wurde ein weiterer Schlauch von 20 cm Lange angeschlossen. Abbildung 3.5
zeigt den simulierten und gemessenen Aktorhub mit und ohne PSE Element. Die Induktivitat des
Schlauchstiicks lasst sich mit dem PSE von der Pumpe nahezu vollstandig entkoppeln. Ein
vergleichsweise leichtes Nachschwingen der tragen Masse im System wird von der Simulation
vorhergesagt, und zeigt sich qualitativ auch in der Messung.
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Druckdampfungselemente
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Abbildung 3.5. Aktorauslenkung mit Dampfungselement

Somit ist es moglich, die Induktivitdt des Pumpsystems ohne Ricksicht auf die Randbedingungen
einer spateren Anwendung (wie zum Beispiel Schlauchlangen und auch —durchmesser) zu
minimieren. Je geringer die fluidische Masse zwischen PSE und Pumpkammer, desto schneller kann
das Hubvolumen angesaugt und ausgestoRen werden. Dies wurde experimentell untersucht, indem
PSE Elemente direkt unter den Ventilen einer Pumpe in den Pumpkammerboden integriert wurden
(siehe Abbildung 3.6).

Abgussform Silikon-PSE
Gefraster Einkleben mit
Pumpkdrper

Silikonkleber

Abbildung 3.6. Arbeitsschritte zur Integration der PSEs in den Pumpkammerboden

Durch diese MalRnahme konnte jedoch keine nennenswerte Flussratensteigerung erzielt werden. Die
-theoretisch mogliche- Erhohung der Grenzfrequenz bringt keinen Nettogewinn an Forderrate, da
sich auch das Uberschwingen des Aktors reduziert.
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Abbildung 3.7. Flussratenvergleich mit integrierten Druckdampfungselementen (PSEs)

3.3 Optimierung der Pumpkammertiefe

Die Reibungsverluste im Pumpkammerspalt skalieren mit der dritten Potenz der Kammertiefe
(Kapitel 2.2.2). Daher bewirkt eine Erhéhung der Pumpkammertiefe eine Reduktion der Reibung.
Durch die Minimierung des Reibungseinflusses wird zudem das Uberschwingverhalten begiinstigt
(siehe Abbildung 3.8). Dadurch lasst sich eine héhere Forderrate erzielen.
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Abbildung 3.8. Einfluss der Pumpkammertiefe auf die Aktorauslenkung (Typ S Aktor)

Fir die Betriebssicherheit der Pumpe ist jedoch ein Mindestkompressionsverhaltnis notwendig, um
Blasentoleranz zu gewahrleisten. Tritt Luft in die Kammer der Mikropumpe, wirkt diese als
zusatzliche Kapazitat. Der Aktordruck, der an den Ventilen anliegt, reduziert sich dadurch. Im
ungunstigsten Fall tritt wahrend dem Betrieb der Pumpe so viel Luft in die Kammer, dass das
gesamte Volumen ausgefillt wird. In diesem Fall muss der Aktor den am Auslass anliegenden
Gegendruck sowie den Offnungsdruck der feuchten Ventile aufbringen (15.0 kPa und 3.08 kPa, siehe
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Kapitel 2.4.1 und Kapitel 2.3.2). Das notwendige Verdichtungsverhiltnis gy lasst sich aus Gleichung
(1.1) und (2.102) bestimmen:

. p a
gV:[_Po ]_1:[ Po ]_1:[ 101.3kPa J -1=0.090 (3.3)
Po—Mp Po— (P + Pruct) 101.3kPa—(3.08kPa+15.0kPa)

Das Worst-Case Verdichtungsverhdltnis beschriankt die Pumpkammertiefe einer blasentoleranten
Mikropumpe. Die maximale Pumpkammertiefe, die sich auf Basis dieser Uberlegung fiir die
untersuchte Mikropumpe mit einem Aktor vom Typ S ergibt, liegt bei 377 um. Die Berechnung ist im
Anhang F aufgefiihrt. Im Experiment bestatigt sich die qualitative Flussratenabhangigkeit bis zu einer
Pumpkammertiefe (siehe Abbildung 3.9) von 340 um . Eine weitere Erhéhung fiihrt zu keiner

Steigerung der Flussrate.

'E' T - T T T
= Pumpkammertiefen:
£ 125 —=— 490 pm (Pumpe 670) 340 pm (Pumpe 107_3) .
E —A— 395 ym (Pumpe 624) —A— 250 ym (Pumpe 695)
‘6' 195 uym (Pumpe 373)
w© 1004 — 1
@ : ]
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i.E 75 ] /A\A i
T
50 .
25 - .
0 T T
0 75 100

Frequenz [Hz]
Abbildung 3.9. Gemessene Forderrate in Abhangigkeit von Frequenz und Pumpkammertiefe (Typ S Aktor)

Durch ein ausreichendes Verdichtungsverhaltnis wird gewahrleistet, dass die Pumpe beim Eintritt
einer Luftblase nicht aufhort zu pumpen. Trotzdem kann es passieren, dass Luft im Totvolumen der
Pumpkammer verbleibt und als zusatzliche Kapazitdt das Pumpverhalten beeinflusst. Dies hangt vor
allem von den Strémungsbedingungen in der Kammer ab. Wird das gesamte Totvolumen durchspiilt,
konnen sich keine Blasen in der Pumpkammer festsetzen und die Forderkennlinie wird bei
Blasendurchtritt nicht beeinflusst. Eine Abschatzung mit Hilfe der Simulation zeigt, dass Blasen mit
einem Volumen von 10 pl die AusstofRzeit von 7 ms auf maximal 11 ms verldngern wirden. Im
Versuch stoRt die Pumpe Luftblasen jedoch innerhalb weniger Hilbe wieder aus, der Aktor findet
immer zu seiner urspringlichen Schwingungsform zurtick (siehe Abbildung 3.10).
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Abbildung 3.10. Blasendurchtritt in der Pumpkammer bei 15 kPa Gegendruck und einer Pumpkammertiefe von
340 um

Fiir die untersuchte Pumpe bestétigt sich, dass Luftblasen bis zu einem Druck von 15 kPa aus der
Pumpe herausgefordert werden.

3.4 Optimierung der Aktorsteifigkeit

Die Steifigkeit des Aktors beeinflusst die erreichbare Férderrate in zwei wesentlichen Aspekten:

- Die maximal erreichbare Forderrate wird neben dem Hubvolumen des Aktors von der
minimal erreichbaren Zeitkonstante von Ansaug- und AusstoRhub bestimmt. Je steifer der
Aktor, desto niedriger kann diese Zeitkonstante werden.

- Bei Gegendruck reduziert sich die Auslenkung des Aktors, und damit auch das umgesetzte
Hubvolumen (iber den gesamten Frequenzbereich.

Mit der in Kapitel 2.1 vorgestellten Optimierung lasst sich fiir einen konstanten Gegendruck und
Durchmesser der Aktor finden, der das hochste statische Hubvolumen aufweist. Im dynamischen
Pumpbetrieb treten jedoch aufgrund von Tragheit und Reibung in der Pumpkammer zusatzliche
dynamische Driicke auf, so dass die Annahme eines konstanten Arbeitsdrucks nicht mehr giiltig ist.
Die Randbedingungen der Aktoroptimierung sind im Pumpbetrieb daher nicht erfillt. Daher kann es
durchaus sinnvoll sein, den Aktor auf einen hoheren Gegendruck auszulegen, um effektiv eine
hohere Forderrate zu erzielen. Das Aktormodell besagt, dass sich durch solch eine MalRhahme
zwangslaufig das Hubvolumen reduziert, da der Aktor nicht mehr ideal ausgelegt ist. Diese
Hubvolumenreduktion kann jedoch durch die héhere Pumpfrequenz kompensiert werden. Bei dieser
Uberlegung darf jedoch nicht vernachléssigt werden, dass das Kompressionsverhiltnis der Pumpe
das erlaubte Totvolumen und somit die Pumpkammertiefe festlegt. Dies bedeutet, dass eine
Reduktion des Hubvolumens auch eine Reduktion der Pumpkammertiefe erfordert, um die
Betriebssicherheit der Pumpe (Blasentoleranz) zu gewahrleisten. Damit steigen die Reibungsverluste
an. Dies hat wiederum einen negativen Effekt auf die erreichbare Grenzfrequenz. Mit Hilfe des
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Netzwerkmodells ldsst sich abschétzen, inwieweit eine Versteifung des Aktors die Forderrate
erhohen kann, oder ob Reibungseinflisse diesen Effekt kompensieren.

Fir diese Simulation wird das Verdichtungsverhaltnis €, von 0.090 beibehalten, genauso das Radien-
(Ro/Rm) und Dickenverhaltnis (T,/T,) des Aktors von 0.9 und 3, da diese unabhdngig vom Gegendruck
ein Optimum darstellen. Nur die absolute Dicke von Membran (T,) und Piezo (T,) werden verdndert.
Die Membrandicke wird zwischen 75 um und 300 um variiert, was einem optimalen Arbeitsdruck des
Aktors von 10 kPa bis 150 kPa entspricht.

Zur Abschatzung der erreichbaren Flussraten wird aus der Zeit, die bis zum Erreichen des
Hubmaximums bendétigt wird, die Grenzfrequenz des linearen Forderbereichs bestimmt und mit dem
Hubvolumen multipliziert:

. 1
V = I/hub f:g = I/hub F (34)
hub

Abbildung 3.11 visualisiert den Zusammenhang. Hub- und damit auch die Pumpkammerhodhe
reduzieren sich. Die Pumpkammerhohe der simulierten Pumpe mit konischer Pumpkammer reduziert
sich dabei von 404 pm auf 180 um. In dieser GroRenordnung spielen die Reibungsverluste eine
untergeordnete Rolle (siehe Kapitel 2.2). Aus Sicht der Optimierung fiihrt damit die Erhéhung der
Aktorsteifigkeit im untersuchten Parameterraum immer zu einer Erhéhung der Flussrate.
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Abbildung 3.11. Forderrate und Hubvolumen in Abhangigkeit der Piezodicke (Aktorsteifigkeit)

In der praktischen Auslegung ist die Dicke des Piezoaktors jedoch begrenzt, da sich mit zunehmender
Dicke auch die Antriebsspannung (bei konstanter Feldstarke) erhéht, und damit zwangslaufig auch
die BaugroRe und der Energiebedarf der Elektronik zur Erzeugung des Spannungssignals. Auch die
Erhéhung der Antriebsfrequenz erhoht den Energiebedarf. Im Rahmen dieser Arbeit wurde die
Spannungsdifferenz, die der Mikropumpe zur Verfligung gestellt wird, auf maximal 500 Volt
begrenzt, da Transistoren, die diesen Spannungspegel noch schalten kénnen, in MOSFET Bauweise
verfligbar sind und einen akzeptablen Kompromiss aus BaugroRe und Verlustleistung bieten [83].
Transistoren, die eine hdhere Spannung schalten kdnnen sind nur in erheblich gréRerer Bauform
erhaltlich, und nicht fir den Aufbau einer miniaturisierten Steuerelektronik geeignet. Fir den
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Piezoaktor ergibt sich damit bei einer Feldstarke von 1.5 kV/mm eine maximale Schichtdicke von
etwa 300 um. Durch einen doppellagigen Aufbau kann die Dicke spannungsneutral auf 600 um
erhoht werden. Eine weitere Erhéhung der Schichtdicke ware nur durch einen mehrlagigen
Schichtaufbau der Piezoaktorik realisierbar, der im Rahmen dieser Arbeit jedoch nicht untersucht
wird.
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4. Entwicklung eines serientauglichen Fertigungsprozesses

Neben der Optimierung der Konstruktionsparameter wurden im Rahmen dieser Arbeit
Fertigungstechnologien entwickelt, die zum Ziel hatten, die Pumpe mit prazisen Fertigungsmalen,
dauerhaft haltbar und durch serientaugliche Prozesse zu realisieren. Mit dem urspringlich
konzipierten, und in Abbildung 4.1 dargestellten Fertigungsprozess wurden erste Funktionsmuster
der Pumpe aufgebaut. Dabei zeigten sich Schwachstellen sowohl in der Funktion als auch im
Fertigungsprozess. Zusammen mit dem Industriepartner PARItec GmbH, Grafelfing, wurde daher ein
neuer Aufbau mit verbesserten Fertigungsmethoden realisiert.

Frontend-Prozess: - Membran zuschneiden
- Lithographie - Piezoaktor aufkleben
- Einseitige KOH

- Freilegen der Oberseite

- Beidseitige KOH

- Fusion Bond

- Freilegen der Ventilklappe
Backend-Prozess:

- Vereinzeln der Ventile
—_—
/ - Ventilchip einkleben - Aktor aufkleben
- Frasen des Grundkérpers

Abbildung 4.1. Urspriinglicher Prozessablauf der Pumpenfertigung

Die einzelnen Prozessschritte und deren Optimierung werden im Folgenden erlautert und evaluiert.
Leistungsfahigkeit und Fertigungsqualitat der entwickelten Pumpe werden an einer Pilotserie
demonstriert.

4.1 Fertigung der Silizium Ventile

Die Ventile sind aus zwei Komponenten, der Klappe und der Dichtlippe aufgebaut. Auf dem Wafer
werden die Ventilstrukturen abwechselnd in Fluss- und Sperrrichtung und symmetrisch zur
Mittellinie des Wafers angeordnet (siehe Abbildung 4.2). Auf diese Weise lassen sich die Ventile aus
zwei gleichformig geatzten Ventilwafern aufbauen. Somit werden nur zwei Lithographie-Masken
bendtigt.

! Mittellinie
|
Abbildung 4.2. 6 Zoll Wafer mit je 343 3.0 mm x 6.0 mm und 1.0 mm x 1.5 mm Ventilen
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4. Entwicklung eines serientauglichen Fertigungsprozesses

Der Silizium Wafer wird zundchst mit einer Siliziumnitridschicht maskiert (SisN;). Die native
Siliziumoxidschicht (SiO) dient dabei als Haftvermittler (siehe Abbildung 4.4, A). Mit Hilfe einer
zweiseitigen Fototechnik wird auf der Vorderseite die Geometrie der Ventilklappe und Dichtlippe, auf
der Riickseite die des Ein- und Auslasssumpfes der Ventile Gbertragen. Dazu wird Fotolack
aufgebracht, der anschlieRend mit Hilfe einer Lithografie-Maske belichtet wird. In einem
anschliefenden Plasmaéatzprozess wird das Siliziumnitrid selektiv entfernt. Dadurch entsteht die
Maske fiir den anschlieBenden KOH-Atzvorgang (B). Das Siliziumnitrid der Vorderseite wird nur etwa
zu zwei Dritteln weggeétzt, um in einem ersten KOH-Atzschritt nur die Riickseite zu dtzen, da hier
tiefer geatzt werden muss (C). Dabei wird auf 50 um geatzt, was der doppelten Ventilklappendicke
zuziiglich einer Uberdtzungsreserve von 10 pm entspricht. In einem weiteren Plasmaatzschritt wird
die Vorderseite des Wafers strukturiert (D), so dass in einem zweiten KOH-Atzvorgang die
Ventilklappen erzeugt und die gewiinschte Ventilklappendicke von 20 um erreicht wird (E). Der
Wafer wird dabei beidseitig um 5 um lUberéatzt, um sicherzustellen, dass auch bei schwankenden
Dicken und Atzraten ein vollstindiger Durchbruch zwischen Vorder- und Riickseite erreicht wird. Zur
Vorbereitung des Bonds wird anschliefend das verbleibende Siliziumnitrid vollstandig entfernt (F),
und die Vorderseiten von zwei Wafern durch 150 nm Feuchtoxid und eine Hydrophilisierung (G) fur
den Fusionbond vorbereitet. Die Ventilklappe, die bei diesem Prozess an der Dichtlippe anbondet,
wird anschlieBend mittels HF-Dampf wieder gelést (). Schliellich werden die Ventile mit der
Wafersdge vereinzelt. In der ersten Serie wurden beide Ventile auf einem Chip platziert. Da in der
Pumpe ein Querleck entsteht, wenn der Steg zwischen Ein- und Auslasspfad nicht vollstandig
abgedichtet wird, wurden ab der zweiten Serie die Ventile mit gréRerem Abstand auf dem Wafer
angeordnet und einzeln ausgesagt.

< ' ' '
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Abbildung 4.3. Leckratenmessung an einem Los von 18 Ventilen

Die Qualitatskontrolle der Ventile erfolgte durch Messung des Offnungsverhaltens (des Flusses bei
steigendem Druck) und der Leckrate, wozu das Ventil in einen Klemmadapter eingesetzt wurde.
Dieser Test kann bei einer Serienfertigung auf Waferlevel durchgefiihrt werden. Bei zahlreichen
Ventilen wurde anfangs ein deutlicher Offnungsdruck gemessen, der durch ein Anhaften der Ventile
an der Ventillippe (sogenanntes Initialsticking) verursacht wird. Eine Verlangerung der HF-Atzdauer
auf jeweils 90 min. pro Seite |6ste dieses Problem. Trotz der langeren Atzdauer trat keine signifikante
Erhéhung der Leckrate auf. Eine reprasentative Leckratenmessung (ber ein Los von 18 Ventilen ist in
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4. Entwicklung eines serientauglichen Fertigungsprozesses

Abbildung 4.3 dargestellt. Dazu wurde das Ventil mit Hilfe eines Druckgebers (CPC 3000, Mensor
Corporation, USA) schrittweise belastet, und mit einem Flusssensor (EL-FLOW F-110C, Bronkhorst
High-Tech, Niederlande) die Flussrate hinter dem Ventil gemessen. Die relativ hohe
Standardabweichung der Leckrate (82.4% bei 50 kPa) ist darauf zurlickzufiihren, dass geringste
Verschmutzungen am Ventil zu einer Erhéhung und damit Streuung der Leckrate fiihren. Fiir die
Qualitatsprifung der Ventile reicht es jedoch, wenn ein erlaubter Grenzwert (0.30 ml/min bei 50 kPa)
unterschritten wird.

@ Si-Wafer mit SiN und Photolack ® OS und US Strippen
Oberseite (OS)

Unterseite (US)

(® Beidseitige Strukturierung, vollstandige © Feuchtoxid und Hydroph|I|3|erung
Entfernung des SiN nur auf der US

—T‘ fwt

© US KOH-Atzen ® Fusion Bond

DO OS SiN-Atzen

(D HF-Dampf Atzen

® OS und US KOH-Atzen

e |
||
Abbildung 4.4. Prozess-Flow der Ventilherstellung

4.2 Fertigungsprozess des Biegeaktors

Um einen moglichst hohen Hub der Aktoren bei geringer Streuung zu erreichen ist es erforderlich,
den Piezoaktor exakt zentriert und mit minimaler Klebeschichtdicke zu fixieren. Der in Kapitel 2.1.5
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4. Entwicklung eines serientauglichen Fertigungsprozesses

beschriebene Fertigungsprozess wurde fiir eine Serienfertigung weiter optimiert. Das pneumatische
Dosiersystem wurde dazu durch ein volumetrisches ersetzt (1&J-7300 Dosiertisch mit
Schneckendosierventil TS-5000DMP, Vieweg GmbH, Kranzberg), um eine konstante Dosierung trotz
Anderung der Viskositdt wahrend der Topfzeit zu erreichen. Die Prozesskontrolle erfolgt nach
Anpressen des Piezoelements durch eine optische Kontrolle des ausgetretenen Klebstoffs.

T=80 °C
\i \ Piezo l l l
T | | e |

Membran

@ Klebstoffdosierung Positionierung © Anpressen
und Ausharten

Abbildung 4.5. Prozess-Flow Aktormontage

Mit Hilfe einer Klemmvorrichtung, die wahrend der Aushartung den Aktor fixiert, wurde der Verzug
im Serienprozess auf 50 um (o =16 um, n=4) reduziert.
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Abbildung 4.6. Vergleich der Membrankriimmung an vier Membranen vor und nach der Piezomontage und
Warmaushartung

Dieser liegt in der GroRenordnung der Membrankrimmung vor der Montage, die bei den
untersuchten Membranen 76 um (o =12 um, n=4) betrug (siehe Abbildung 4.6). Fiir den Aufbau der
Pumpe ist diese Verkrimmung tolerierbar, da sie zur Pumpkammerkavitat beitragt.

Fir den Aufbau von Double Layer Aktoren wurden zwei Piezokeramiken in einem Schritt auf die
Membran geklebt, wobei der obere Piezo mit einer umkontaktierten Elektrode versehen ist. Im
Dauerbetrieb erwies sich diese Losung jedoch als ungeeignet, da die an der Kante aufgebrachte
Kupferschicht innerhalb weniger Betriebsstunden durchbrannte. Durch eine Aussparung am oberen
Piezo und eine direkte Kontaktierung der Zwischenschicht wurde dieses Problem dauerhaft behoben.
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4. Entwicklung eines serientauglichen Fertigungsprozesses

4.3 Ventil- und Aktormontage auf dem gefrasten Grundkoérper

Der Aufbau erster Muster erfolgte mit gefrasten Pumpkoérpern aus Metall, auf die der Silizium
Ventilchip sowie der Biegeaktor geklebt wurden (siehe Abbildung 4.7).

Deckel

Biegeaktor

Stecker Ventilchip

Grundkorper
Abbildung 4.7. Schematischer Aufbau der Pumpe (Serie 1)

Die Pumpkammer wurde, um das Totvolumen zu minimieren, mit einer Tiefe von 140.0 um
kegelférmig ausgelegt. Der Kleberand des Aktors ist 1.0 mm breit, zwischen den Ventilen betragt die
Stegbreite 450 um. Die Klebstoffdosierung erfolgte pneumatisch (iber eine Dosierspritze, der
Grundkorper wurde mit Hilfe eines NC-Positioniertisches bewegt (CADS, Al Cybertron Gesellschaft f.
Laborautomationssysteme mbH, Berlin). Zur Minimierung des Totvolumens wurden die durch den
Frasprozess herstellungsbedingten Aussparungen manuell mit Klebstoff ausgefiillt.

Abbildung 4.8. Automatisierter Klebstoffauftrag (links). Klebstoffauftrag am Ventil (mitte) und zur
Aktormontage (rechts)

Die Klebung zwischen Aktor und Grundkorper erwies sich als nicht dauerfest, nach wenigen
Betriebsstunden traten Undichtigkeiten auf. Bei diesen Pumpen wurde eine Piezokeramik von
300 um Dicke und 23.8 mm Durchmesser auf eine Stahlmembran mit 150 um Dicke verklebt. Der
Radius der Pumpkammer betrdgt 28.0 mm, das Radienverhéltnis damit 0.85. Dieser Aktor entspricht
damit etwa dem Typ S Aktor, fiir den allein durch die Piezoauslenkung beim Druckhub in Kapitel 2.1.6
eine auf die Klebung wirkende Scherkraft von bis zu 650 Newton ermittelt wurde. Uber den
gesamten Pumphub erfolgt somit eine Wechselbelastung, die das vorzeitige Versagen der Pumpen
erklart.

4.4 Verbesserung der Aktormontage durch LaserstrahlschweiRen

Um den Aktor dauerhaft haltbar mit dem Pumpkorper zu verbinden, wurde der in Abbildung 4.9
dargestellte Montageprozess realisiert [84]: Dazu wird ein Zwischenboden aus einer 500 um dicken
Stahlfolie eingebracht (A), auf den der Biegeaktor geschweit wird (B). AnschliefRend wird dieser
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4. Entwicklung eines serientauglichen Fertigungsprozesses

durch den thermischen Warmeeintrag des defokussierten Lasers verwolbt (C), wodurch die

Pumpkammerkavitat entsteht.

Laserstrahl
_ F- > S
_ﬂmbran
} }
N
Zwischenboden
A Positionierung von Aktor Laserstrahlschweil3en © Verwdlbung mit
und Zwischenboden defokussiertem Laser

Abbildung 4.9. Montageprozess der Pumpkammer

Zur einfacheren Handhabung und Justage wurde eine Charge von jeweils vier Aktormembranen (und
Pumpkammerbdden) in einem Montagestreifen zusammengefasst und aus einer Stahlfolie durch
Atzen hergestellt (siehe Abbildung 4.10).

Abbildung 4.10. Montagestreifen der Membran (links), mit aufgeklebtem Piezo (2. von links), Zwischenboden
(2. von rechts), sowie mit fertig verschweifSter und aufgebogener Pumpkammereinheit (rechts)

Nach dem Aufkleben der Piezos wurden die Chargen mit einem wassergekihlten Faserlaser der
Firma SPI Lasers, GroRRbritannien, mit einer Wellenldnge von 1075 nm geschweiRt und verformt. Der
Schweillvorgang erfolgte bei einer Laserleistung von 165 Watt. Damit keine Undichtigkeit der
Schweillnaht auftritt, ist ein spaltfreies Anpressen der Aktormembran unbedingt erforderlich. Dies
wurde mit Hilfe einer umlaufenden Klemmvorrichtung erreicht (siehe Abbildung 4.11).
Undichtigkeiten im Dauerbetrieb traten bei den geschweilten Pumpen nicht mehr auf.
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4. Entwicklung eines serientauglichen Fertigungsprozesses

Abbildung 4.11. Klemmvorrichtung zur Fixierung von Aktor und Pumpkammer

Zum Biegen der Pumpkammer wurde der Laser defokussiert und SchweilRringe mit unterschiedlichen
Radien aufgebracht. Uber die Anzahl der SchweiRRringe und den Energieeintrag des Lasers ldsst sich
die Tiefe der Pumpkammer variieren. Da der Aktor jedoch beim SchweiRprozess bereits vorgespannt
und damit verformt wird (siehe Kapitel 2.1.7), entsteht auch ohne Wélbungsprozess eine Kavitat. Die
minimale Pumpkammertiefe, die ohne Biegen realisiert werden konnte, betrug 180 um bei dem
Aktor vom Typ S und einer Piezodicke von 300um, sowie 139 um bei einem Typ A Aktor mit 600 um
dickem Piezo. Die maximale Pumpkammertiefe, die mit drei SchweiRringen erzeugt wurde, lag bei
420 um (Typ S). Die Auspragung der Pumpkammer ist bei diesem Prozess kegelférmig, was in Bezug
auf moglichst niedriges Totvolumen erwiinscht ist (siehe Abbildung 4.12). Dies entspricht
ndaherungsweise der Biegelinie des Aktors.

'g' 500 T T T T T T T T T T
= 1 —— Aktor

% 400 - —— Zwischenboden | 7
T 3001 1
200 E
100 -
0 /
-100 -+ -

-200 T T T T T T T T T T

0 5 10 15 20 25

x-Richtung [mm]
Abbildung 4.12. Profilmessung einer 250um tiefen, mit einem Schweilring gebogenen Pumpkammer

Fiir eine Massenfertigung ist der entwickelte Prozess sehr gut geeignet, da die Prozesszeit pro Pumpe
weniger als eine Sekunde betragt, und die Reproduzierbarkeit im gleichen Fertigungsdurchlauf
auBerordentlich hoch ist. So wurden bei einem Los von 55 gleichférmig aufgebauten Pumpen mit
einer typischen Pumpkammerhohe von 336.7 um eine Standardabweichung von 10.5 um
(3.1 Prozent) erreicht. Eine Héhe von 235.5 um konnte bei einem weiteren Los von 132 Pumpen mit
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4. Entwicklung eines serientauglichen Fertigungsprozesses

einer Standardabweichung von 14.7um (6.2 Prozent) erreicht werden. Eine exakte
Pumpkammerhdhe muss beim Prozessstart durch Iteration eingestellt werden, da kleinste
Schwankungen der Laserleistung, die bereits durch fortschreitende Betriebsdauer auftreten, eine
Veranderung der Pumpkammertiefe bewirken. Eine moégliche Lésung stellt eine Inline-Vermessung
der Pumpkammertiefe wahrend des SchweiRprozesses dar, die die kontinuierliche Anpassung der
Laserleistung ermoglicht.

4.5 Fixierung der Siliziumventile durch HeiBpragen

Das Einkleben der Ventile in den Grundkorper weist einige Nachteile auf. Neben der prazisen
Positionierung und Dosierung des Klebstoffes, die prozesstechnisch schwer umzusetzen ist, wurde
beobachtet, dass Ausgasungen des Klebstoffs zum Anhaften der Ventile fihren. Zudem wird eine
moglichst groRe Kontaktflache bendtigt, die sich negativ auf BaugréRe und Kosten des Ventils
auswirkt. Daher wurde ein alternatives Fertigungsverfahren entwickelt, bei dem Einzelventile von 3.0
X 6.0 mm GrofRe in einen Kunststoff-Grundkorper heill eingepragt werden [85].

Pragestempel, T=T,
, , ) '
[ | [ |
Grundkorper
@) Einlegen der Ventile Einpragen ©) Abkiihlen

Abbildung 4.13. Einpragen der Silizium Ventile in einen Kunststoff Grundkdrper

Uber einen beheizten Pragestempel werden die Ventile auf die Glasiibergangstemperatur des
verwendeten Kunststoffs erhitzt, und mit einer definierten Kraft in den Kunststoff eingepresst (siehe
Abbildung 4.13). Der Kunststoff wird Uber die Kontaktfliche zum Ventil erhitzt, und weicht aus.
Durch den Stempel wird am Ende des Pragevorgangs die Ebenheit des Ventilsitzes wieder hergestellt.
Da der thermische Ausdehnungskoeffizient von Silizium mit 2.5 10° K*[86] deutlich unter dem von
Kunststoffen mit etwa 50 10°K™* liegt, verbleibt nach dem Abkiihlen eine remanente Spannung im
Kunststoff, die den Ventilchip klemmt und abdichtet. Je hoher der Ausdehnungskoeffizient und die
Steifigkeit (E-Modul) des Kunststoffs sind, desto groRer ist auch die Klemmkraft. Ein weiterer,
wichtiger Faktor zur Auswahl eines geeigneten Kunststoffs ist die Glasiibergangstemperatur T,, da
diese den Temperatureinsatzbereich des Systems limitiert. Daher wurden unterschiedliche
Kunststoffe getestet.

Parameter PMMA PC PES PPS-GF PEI cocC

Tg[°C] 99 148 225 90 215 136

E-Modul bei RT [N/mm?] 3200 2350 2700 14000 3590 3100
Ausdehnungskoeff. [10°.K™] 80 70 50 50 50 60

Dichte [kg/m?3] 1190 1200 1370 1580 1260 1020

Tabelle 4.1. Eigenschaften der untersuchten Kunststoffe [87]
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Abbildung 4.14. Test der Dichtigkeit von Siliziumchips in unterschiedlichen Kunststoffen

Bei Raumtemperatur konnte mit allen Kunststoffen ein dichter Sitz erreicht werden. Die Dichtigkeit
wurde an einem Dummy-Siliziumchip ohne Ventilklappe bis 200 kPa getestet. AnschlieBend wurde
die Flussrate unter Erwdarmung der Ventileinheit gemessen (siehe Abbildung 4.14). Polyetherimid
(PEI) zeigte dabei die hochste Dichtigkeit. Erst bei einer Temperatur von 90° C wurde die Verbindung
undicht. PEI zeichnet sich zudem durch eine hervorragende chemische Bestandigkeit, unter anderem
gegen Methanol aus, und wurde daher als Material fiir den Grundkdrper ausgewahilt.

4.6 Fertigung des Grundkorpers im Spritzguss

Fiir eine Massenfertigung liegt es nahe, den Grundkoérper als Spritzgussteil auszufiihren. Dies wurde
im Rahmen der Pumpenentwicklung durch die RKT GmbH, Roding, durchgefiihrt. Die Ventilaufnahme
wurde erhoéht, so dass sie mit dem Zwischenboden aus Metall biindig abschliet und somit kein
weiteres Totvolumen innerhalb der Pumpkammer erzeugt wird.

Biegeaktor

Pumpkammer

Ventilchips
Abbildung 4.15. Endgiiltiger Aufbau mit Zwischenboden aus Stahl

Die Klebung zwischen Metallpumpkammer und Kunststoff kann aufgrund der unterschiedlichen
Materialen nicht vermieden werden. Diese ist fertigungstechnisch jedoch vergleichsweise einfach zu
realisieren, da eine Klebefliche von 6.0 cm? zur Verfiigung steht. Die MaRe des Kunststoffkdrpers
inklusive des Deckels betragen 40x50x8 mm. Abbildung 4.16 zeigt den schematischen Aufbau, der in

98



4. Entwicklung eines serientauglichen Fertigungsprozesses

einer Pilotserie von tber 200 Mikropumpen realisiert wurde. Das Bauvolumen der Pumpe betragt
12.29 cm®, das Gewicht der gesamten Pumpe 12.6 g.

Abbildung 4.16. Spritzguss-Grundkorper aus Polyetherimid mit eingepragten Silizium Ventilchips

4.7 Evaluierung der industriell hergestellten Pumpe

Durch die im vorhergehenden Kapitel beschriebenen OptimierungsmaRnahmen konnte die Streuung
gleichformig aufgebauter Pumpen erheblich reduziert werden. Die Kennwerte, die bei einem
serienmaRig aufgebauten Los von 15 Pumpen erreicht wurden, sind in Tabelle 4.2 aufgefihrt.

1o~ Gegendruck Wasser - Auswertung_Order_0062
460
482
483 [ ]
490
491
492
497 [
498
499
600

Flussrate [ml /min]

25 50 75 100 125 150 175 200 225 250 275 300 325 350 375 400 425 450 475 500
Druck [mbar]

Abbildung 4.17. Messung des Gegendrucks mit Wasser von 10 gleichférmig aufgebauten Mikropumpen
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Aufbau von 10 Typ S Pumpen Kennwerte Mittelwert Std. Abw.
Piezodicke 300 um Pumpkammerhdhe 356.4 um 5.12 um 1.44 %
Piezoradius 11.9mm Aktorhub 51.46 pum 1.48 um 2.89 %
Membrandicke 150 um Flow H,0 20 Hz 36.64 ml/min 1.42 ml/min 3.89%
Membranradius 13.25mm Flow H,0 40 Hz 59.19 ml/min 2.13 ml/min 3.60 %
GrolRe Ventilchip 3.0x6.0 mm | Flow H,0 55 Hz, 5 kPa 88.23 ml/min 3.90 ml/min 442 %
Ansteuerspannung -70/350V Flow H,0 55 Hz, 15 kPa 59.86 ml/min 4.01 ml/min 6.70 %
Flow Luft 200 Hz 137.6 ml/min 5.65 ml/min 411 %
Flow Luft 200 Hz, 2 kPa 32.11 ml/min 7.48 ml/min 233%
Leckrate 30kPa 1.718 ml/min 0.411 ml/min 24.0%

Tabelle 4.2. Streuung der Kennwerte innerhalb eines Fertigungslos

Die geringe Streuung von Pumpkammertiefe und Aktorhub innerhalb eines Fertigungslos von
lediglich 1.44 beziehungsweise 2.89 Prozent fiihrt zu einer maximalen Abweichung von 6.70 Prozent
bei Flussmessungen mit Wasser. Dieses Ergebnis belegt die Qualitat der entwickelten
Fertigungsschritte im Hinblick auf einen definierten Aufbau der Pumpe. Lediglich die
Fordereigenschaften der Pumpe mit Luft, die durch die Leckrate und Forderrate bei Gegendruck
charakterisiert werden, weisen eine deutlich hohere Abweichung von bis zu 24.0 Prozent auf. Eine
hohe Variabilitat der Leckrate wurde bereits bei der Charakterisierung der Einzelventile beobachtet
(siehe Kapitel 4.1), und erklart die vergleichsweise hohen Schwankungen beim Férdern von Luft bei
Gegendruck. Im Betrieb mit Wasser ist dieser Effekt aufgrund der héheren Viskositat und damit des

geringeren Leckstroms allerdings nicht von Bedeutung.
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Abbildung 4.18. Messung der Flussrate einer Mikropumpe lber eine Dauer von iber 1400 Betriebsstunden
(Quelle: [88])

In ersten Lebensdauertests einzelner Mikropumpen wurde eine mittlere Abweichung der Flussrate
Uber eine Dauer von 1400 Betriebsstunden von 6.7 Prozent [88] ermittelt, was die grundlegende
Dauerhaltbarkeit der Mikropumpen bestatigt.
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4.8

Erreichte Leistungskennwerte der Double Layer Pumpe

Auf Basis der in dieser Arbeit entwickelten OptimierungsmalRnahmen wurde ein Muster der

Hochflusspumpe mit den in Tabelle 4.3 spezifizierten KonstruktionsgréRen aufgebaut:

Design Pumpe B2

Piezodicke 300 um
Piezoradius 11.9 mm
Membrandicke 150 um
Membranradius 14 mm
Pumpkammerhéhe 140 um
GrolRe Ventilchip 6.0x6.0 mm
Ansteuerspannung  -70/350V

Design Double Layer Pumpe 626

Piezodicke 2x300 um
Piezoradius 12.5 mm
Membrandicke 150 um
Membranradius 13.9 mm
Pumpkammerhéhe 248 um
GrolRe Ventilchip 3.0x6.0 mm
Ansteuerspannung -70/350V

Tabelle 4.3. KonstruktionsgréBen der urspringlichen und optimierten Mikropumpe
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Abbildung 4.19. Erreichte Steigerung der Forderrate und Gegendruckfahigkeit der optimierten
Hochleistungsmikropumpe

Abbildung 4.19 zeigt die Steigerung von Férderrate und Gegendruckfahigkeit, die auf Basis der in

dieser Arbeit durchgefiihrten Optimierung erreicht wurde. Der fir eine Anwendung in einer

Brennstoffzelle festgelegte Zielbereich von tber 80 ml/min bei 15 kPa wird dadurch erreicht. Die

Forderrate ohne Gegendruck betrdagt 130.2 ml/min. Bei einem Gegendruck von 15 kPa, somit im

Arbeitspunkt der Brennstoffzelle, liegt die Forderrate mit 107.4 ml/min um einen Faktor von 3.5

hoher als zu Beginn der Arbeit. Die maximale Gegendruckfahigkeit der Pumpe wurde von 32 kPa auf

85 kPa gesteigert. Mit Luft betrug die maximale Forderrate 159.7 ml/min, der Gegendruck 25.2 kPa.
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4. Entwicklung eines serientauglichen Fertigungsprozesses
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Abbildung 4.20. Flussrate bei Blasendurchtritt

Wie in Kapitel 3.3 eingehend untersucht, ist ein blasentolerantes Pumpverhalten bis zu einem Druck
von 15 kPa aufgrund der theoretischen Uberlegungen zu erwarten. Da im Betrieb der Pumpe auch
bei Blaseneintritt Flissigkeit in der Pumpkammer verbleibt, liegt der tatsachliche Gegendruck, bei
dem die Pumpe nach einem Blasendurchtritt wieder zu ihrer urspriinglichen Pumprate zuriick findet,
hoher. Im Experiment zeigt die Pumpe selbst bis zu einem Gegendruck von 30 kPa blasentolerantes
Verhalten (siehe Abbildung 4.20, Flussmessung mit mini Cori-Flow M14, Bronkhorst Cori-Tech,
Niederlande). Eine weitere, wesentliche Voraussetzung fiir den Einsatz als Zirkulationspumpe in einer
Miniaturbrennstoffzelle wurde somit erreicht.
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5. Zusammenfassung der erreichten Ergebnisse

Ziel der Arbeit war, eine Mikropumpe zu entwickeln, deren Foérderleistung den Einsatz als

Zirkulationspumpe in einer Miniatur-Brennstoffzelle erlaubt. Dies wurde in folgenden Schritten

realisiert:

1)

2))

3)

4.)

5.)

Optimierung des Piezobiegeaktors: Generische Optimierungsregeln flir Piezobiegeaktoren
wurden analytisch gefunden, und mit FEM und Experiment verifiziert. Unter den realen
Randbedingungen der Anwendung in einer Brennstoffzelle (Festlegung von
Aktordurchmesser und maximaler elektrischer Spannung) wurde ein optimaler Aktor
ausgelegt. Die Charakterisierung erfolgte im experimentellen Aufbau und in der
Mikropumpe.

Optimierung der Pumpkammer: Ein analytisches Modell zur Beschreibung der
Pumpkammerstrémung wurde entwickelt. Mit diesem Modell konnte gezeigt werden, dass
sich die Forderrate der Pumpe durch Maximierung der Pumpkammertiefe erhéhen lasst. Das
Modell wurde durch eine FEM Simulation verifiziert.

Modellierung der Silizium Ventile: Die Strémung um das Klappenventil wurde mit einer FEM
Simulation modelliert und zeigt eine gute Ubereinstimmung mit dem Experiment. Mit Hilfe
einer dynamischen FEM Simulation wurde belegt, dass eine vereinfachte analytische
Modellierung unter quasi-statischen Bedingungen erlaubt ist. Die Silizium Ventile weisen
herausragende Eigenschaften im Vergleich zu anderen Mikroventilen auf.

Optimierung der Mikropumpe als Gesamtsystem: Mit Hilfe der entwickelten Teilmodelle
wurde die Mikropumpe als Gesamtsystem modelliert und optimiert. Die Tragheit der
fluidischen Masse in den Schlauchleitungen bestimmt dabei maRgeblich die
Fordercharakteristik der Pumpe. Durch die Anwendung von Druckausgleichselementen
konnte dieser Einfluss wirksam von der Pumpe getrennt werden. Eine optimale
Pumpkammertiefe wurde festgelegt, da Forderleistung und Blasentoleranz entgegengesetzte
Optimierungsziele darstellen. Weiter konnte gezeigt werden, dass eine Erhdhung der
Aktorsteifigkeit immer zu einer Erhéhung der Forderrate fiihrt, und somit die erlaubte
Piezodicke die praktische Optimierungsgrenze fiir den Aktor darstellt.

Optimierung der Fertigungsprozesse: Massenfertigungstaugliche Fertigungsprozesse wurden
zur Montage der Pumpe etabliert und optimiert. Ein Laserschweilprozess und ein
Prageschritt zur Montage der Ventile wurden entwickelt, um kritische Klebeschritte zu
substituieren. Die Streuung der fluidischen Kennwerte innerhalb eines Loses konnte dadurch
auf weniger als 6.7 Prozent reduziert werden. Die grundlegende Dauerhaltbarkeit der Pumpe
wurde erfolgreich nachgewiesen.
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5. Zusammenfassung der erreichten Ergebnisse

Die entwickelte Mikropumpe weist eine Férderrate von 130.2 ml/min bei 120 Hz und sprungférmiger
Anregungsspannung von 350/-70 Volt auf. Die Gegendruckfdhigkeit wurde mit 85 kPa gemessen. Bis
zu einem Gegendruck von 30 kPa wurde blasentolerantes Verhalten beobachtet. Die BaugréRe der
Pumpe betragt 12.29 cm?>.

5.1 Ausblick: Vergleich weiterer Kennwerte der Mikropumpe

Mit der in dieser Arbeit entwickelten Mikropumpe werden neue Anwendungen fiir Mikropumpen
moglich, die bisher aufgrund zu geringer Forderleistung (Gleichung (1.1) nicht adressiert werden
konnten. Diese lasst sich bei linearer Gegendruckabhéangigkeit (vgl. Abbildung 4.19) als Funktion der
maximalen Flussrate V'max , dem Blockierdruck p,.x und dem Gegendruck Ap angeben:

Ap .
Pp:( o J'AP'Vmax (5.1)

Abbildung 5.1 verdeutlicht die erreichte Leistungssteigerung: Im Rahmen dieser Arbeit konnte
erstmals in einem Gegendruckbereich bis 10 kPa mit einer Mikropumpe die fluidische Leistung einer
konventionellen Miniaturpumpe erreicht werden.

— 150 1 i !
% Hochleistungspumpe (Typ A)
— 125 —— Typ A mit miniaturisierter Elektronik |
8’ ThinXXs mdp2205
% —— KNF NF 10-DC
‘© 100 g
—
(0]
S
@ 75 )
S
=
L 50+ i
25
0 T j
0 20 40 60

Gegendruck [kPa]

Abbildung 5.1. Erreichte fluidische Leistung der Hochleistungsmikropumpe

Um eine Miniaturpumpe zu ersetzen, missen jedoch weitere Vorteile gegenliber solch einer Pumpe
bestehen. Fiir miniaturisierte Brennstoffzellen ist der Einsatz einer Mikropumpe aufgrund eines
geringeren Platz-, Gewichts und/oder Energiebedarfs von Vorteil. Das Bauvolumen der entwickelten
Pumpe liegt bei nur 48.4 Prozent einer vergleichbaren Miniaturpumpe (siehe Kapitel 1.2). Da die
Mikropumpe im Gegensatz zu einer durch einen Elektromotor angetriebenen Pumpe eine wesentlich
héhere Ansteuerspannung, sowie ein frequenzmoduliertes Ansteuersignal bendtigt, ist eine
komplexe Treiberelektronik notwendig, die dem Bauvolumen hinzugerechnet werden muss. Im
Rahmen der Entwicklung der Hochleistungsmikropumpe wurde durch Soéllner [83] eine Elektronik
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5. Zusammenfassung der erreichten Ergebnisse

aufgebaut, die auf eine geringe BaugrofRe und Energiebedarf optimiert wurde (siehe Abbildung 5.2).
Zusammen mit Elektronik entspricht das Bauvolumen des Pumpsystems jedoch etwa dem der
Miniaturpumpe, und stellt damit keinen Brutto-Vorteil gegeniliber der Miniaturpumpe dar.

Die Spulen, die zur Erzeugung der Hochspannung benétigt werden, stellen die gréBten Bauelemente
dar. Es ware zu prifen ob zum Beispiel durch den Einsatz eines Multilayer-Aktorelements die
Ansteuerspannung reduziert werden kann, ohne die Leistungsfahigkeit der Pumpe zu reduzieren. Die
Kosten eines solchen Mulitlayers miissen fiir einen Einsatz in einer kommerziellen Brennstoffzelle
jedoch um mindestens eine GroRenordnung gesenkt werden.

Abbildung 5.2. Miniaturisierte Treiberelektronik

Die Eingangsleistung der Elektronik wurde im Betriebspunkt von 120 Hz mit 925.4 mW fiir den Typ A
Aktor (Double Layer), und 582.0 mW fiir den Typ S (Single Layer) gemessen (R&S RTO1014
Oszilloskop, Rhode & Schwarz, Minchen). Da die Elektronik auf die Betriebsparameter der Typ S
Mikropumpe ausgelegt wurde, kann die negative Ansteuerflanke von — 70 Volt beim Double Layer,
der eine doppelt so hohe Kapazitdt aufweist, nicht vollstdndig aufgebaut werden. Die gemessene
Flussrate liegt daher um 32.8 Prozent unter der, die mit einer Laborspannungsquelle erreicht wird
(siehe Abbildung 5.3).
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Abbildung 5.3. Messung der Forderrate mit miniaturisierter Treiberelektronik
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5. Zusammenfassung der erreichten Ergebnisse

Eine Anpassung der Elektronik auf den Typ A Aktor ware moglich, ohne die BaugroRe oder den
Energiebedarf wesentlich zu verdandern. Dieser liegt bei 27.2 Prozent des im Datenblatt der
Miniaturpumpe spezifizierten Werts und bestatigt das Potential einer piezoelektrisch angetriebenen
Hochleistungs-Pumpe. Entwicklungsbedarf besteht bei der Gerduschreduzierung, da das
implementierte Schaltungskonzept eine steile Signalflanke bedingt, die ein deutlich hérbares
Betriebsgerausch erzeugt. Zur Weiterentwicklung der Elektronik miisste daher untersucht werden,
wie sich das Ansteuersignal verandern lasst, ohne die Forderrate zu reduzieren. Ein Ansatz ware die
Erhohung der Amplitude bei gleichzeitiger Reduktion der Flankensteilheit.

Hochleistungsmikropumpe  Miniaturpumpe Mikropumpe
KNF NF 10-DC [89] thinXXs mdp2205,
Elektronik edp0504 [12]

Max. Forderrate 87.4 -130.2 ml/min 120 ml/min 9.2 ml/min
Gegendrucksteifigkeit 1.69 ml/min kPa 0.366 ml/min kPa 0.167 ml/min kPa
Rel. Gegendrucksteifigkeit 1.3 %/kPa 0.31 %/kPa 1.81 %/kPa
BaugroRe Pumpe (gehdust)  12.29 cm’ 25.4 cm’ 4.6cm’
BaugroRe Elektronik 11.67 cm’ 20.6 cm’
Gewicht Pumpe 126¢ 60g 3g

Gewicht Elektronik 13.4 g (ungehaust) 33 g (gehaust)
Energieverbrauch 0.925 W (@ 120 Hz) 3.4W 0.25W

Tabelle 5.1 Vergleich der erreichten Leistungskennwerte

Eine weitere Moglichkeit um hohe Flussraten mit einer Mikropumpe zu erreichen, die im Rahmen
dieser Arbeit nicht weiter untersucht wurde, wire die gezielte Nutzung des Uberschwingeffekts des
Aktors zur Steigerung der Flussrate. Eine gezielte Erh6hung der Induktivitat und Reduktion des
Flusswiderstands wiirde zu einer groReren Schwingungsamplitude des Aktors fiihren. Dazu lieRRe sich
zum Beispiel die Tragheit der fluidischen Masse in den Zuleitungen nutzen. Um den Ventilwiderstand
zu reduzieren, kdnnten die Ventile vergroRert werden, um so bei gleichen Druckverhaltnissen einen
grolReren Stromungsquerschnitt zu erreichen. Aus Kostengriinden miisste dazu ein anderes Material
als Silizium verwendet werden. Die Konstanz der Forderrate stellt bei solch einer Pumpe eine
kritische GroRe dar, da das System stark abhéngig von StérgréRen wie zum Beispiel Luftblasen wird.
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A. Explizite analytische Formeln des Biegeaktors

Hubvolumen:

Vhub =
- (m(1+v) (48 d31Dm9DpE33 En® EpRm‘l(Rm-Rp) sz (Rm + Rp) +
4Dn® En® Rn* (48 d31 Dp® E33 Ep® (Rm - Rp) Rp? (Rm + Rp) + Em (12 d31 Dp?E33 Ep (Rm - Rp) Rp® (Rm+Rp) +p R’ (-1 +v))) +
Dp®Ep’p (Rm-Rp) ¥ (Rm+Rp)® (-1 +v) (1+v)2+4DnDp’ EnEp’p (Rm-Rp)* (Rm+BRp)? (-1 +v) (1+v)
(-Rp2(1 +V) +Rm? (3+v)) +2DmZDpGEmEp2p(Rm-Rp)'1 (Rm+Rp)4(-1+v) (1+v)
(16 EmRm® + 3Ep (-Rp? (1 +v) +Rn? (3+V))) +
2 Dm’ Dp En® Ep Rm® (240 d31 Dp? E33 Ep (Rm - Rp) Rp? (Rm + Rp) +
p(-1+v) (-13Rm*Rp® (1+v) + 1BRn°Rp® (1+v) +4Rm® (3+v) -3Rp® (5+3v))) +
Dm’Dp’ Em Ep”p (Rm-Rp)® (Rm+Rp) % (-1 +v) (1+v)
(96 EmRn” (Rm - Rp)® (Rm+ Rp) %+ Ep (-3Rp® (1+v) +4Rn® (3+v) +4Bm Rp® (5+3v) - 2Rn* Rp® (1146v))) +
D’ Dp® Em® Ep? Rm® (Rm - Rp) (Rm + Rp)
(48 d31 Dp? E33 Ep Rn’ Rp® +
p(-1+v) (-Rp® (1+v) (131+3v) +2 Rm®Rp® (197 +3v (66 +v)) -4 Rn' Rp? (96 +v (98 +v)) +Rn® (141 + v (138+v)))) +
4Dn’ Dp® En? Ep Rm? (Rm - Rp) (Rm + Rp)
(3Ep (4 d31Dp?E33 Ep R’ Rp® + p (8 Ru® - 21 Rm* Rp? + 21 Rm® Rp? - 7Rp®) (-1 +v?)) +
2 EmRm® (24 d31Dp° E33Ep Rp®+p (-1 +v) (Rm? (3+v) -Rn®Rp® (1+3v) +Rp® (5+¢3v)))) +
4 DnDp?® Em? Ep Rm® (Rm - Rp) (Rm + Rp)
(2Epp (4Rm - 9 Rn® Rp? + 9 Rm? Rp® - 3Rp®) (-1+v%) +
3 Em R’ (40d31Dp2E33EpRp2+p (-1+v) (Rm‘l (3+v) -Rmsz2(1+3v) +Rp4 (5+3v))))))/
(16 Dn® Em (Dm* En? + 2 DmDp (2 Dm® + 3 DmDp + 2 Dp°) EmEp + Dp” Ep?)
(4 Dm* Em® Rn* + 8 Dm® Dp Em Ep Rn” (Rm - Rp) (Rm+Rp) (1 +v) +12Dn° Dp’EmEp Rm® (Rm - Rp) (Rm+ Rp) (1 +v) +
8 DmDp’ Em Ep Rm® (Rm - Rp) (Rm+ Rp) (1 +v) +Dp"Ep® (Rm-Rp)? (Rm+Rp)? (1+v)?)

Fluidische Aktorkapazitat:

Cp=
-(m(1+v) (4Dm°Em’ R (-1 4v) +Dpa Ep‘1 (Rm-Rp)5 (Rm + Rp)5 (-1+v) (1+v)24
4DmDp7 EmEIp:'l (Rm-Rp)4 (Rm+ Rp)'1 (-1+v) (1+v) (-sz (1+v) + R’ (3 +v)) +
2Dm1DpEm3EpRm4(-1 +Y) (-13Rm4Rp2 (1+v) +18Rm2Rp4(1+v) +4 R (3+v) -3Rp6 (5+3v)) +
2 Dm? Dp® EmEp? (Rm-Rp)* (Rm+ Rp)* (<1 +v) (1+v) (16 EMRm® + 3Ep (-Rp? (1 +v) + R (3+v))) +
pm’ Dp? Em Ep? R (Rm - Rp) (Rm+Rp) (-1 +v)
(-Rp® (1 +v) (131+3v) +2Rm’Rp® (197 +3v (66 +v)) - 4Rm* Rp? (96 +v (88 +v)) + R (141 +v (138+v))) +
4 Dm’ Dp® Em*Ep R (Rm- Rp) (Rm+ Rp)
(3Ep(BRm6-21Rm4Rp2+21 Rmsz4—7Rp6) (—1+v2) +2 EmRm? (-1+v) (Rm4 (3+v) -RmZRp2 (1+3v) +Rp4 (5+3v))) +
4 dm® Dp® Em’ Ep R (Rm- Rp) (Rm+ Rp)
(2Ep(4Rm6-9Rm4Rp2+ 9Rm2Rp4-3Rp6) (—1+v2) +3EmRm’ (-14+v) (Rm‘1 (3+v) -Rmsz2 (1+3v) +Rp‘1 (5+3v))) +
Dm:’Dp5 EmEp2 (Rm- Rp)2 (Rm+ Rp)2 (-1+v) (L+v)
(96 EmRm’ (Rm-Rp)? (Rm+Rp) 2+ Ep (-3Rp® (1+v) +4Rm® (3+v) + 4Rm*Rp* (5+3v) -2Ru Rp? (114 6v))))) /
(16 D Em (Dm4 Em2+2DmDp (2 D + 3DmDp+2Dp2) EmEp + Dp4 Epz)
(4 Dm’ Em® Rm* + 8 Dm® DpE!mEpRm2 (Rm-Rp) (Rm+Rp) (1+v) +12 Dm? DpZE!mE!pRm2 (Rm-Rp) (Rm+Rp) (1+v) +
8DmDp3EmEp Rm’ (Rm-Rp) (Rm+Rp) (1+v) +Dp4Ep2 (Rm-Rp)2 (Rm+Rp)2 (1 +v)2))
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Elektrischer Koppelkoeffizient:

Ce =
- (7 (48 431 Drf’ Dp Ent® Ep B (Rm- Rp) Rp® (Rm+ Rp) + 480 d31 Dm’ Dp°® Enf Ep? Ru® (Rm- Rp) Rp® (Rm+ Rp) +

480 d31 Dre® Dp® Em’® Ep® Rud® (Rm- Rp) Rp® (Rm+ Rp) + 48 d31 Dmi’ Dp® En Ep® Rd' (Rm- Rp) Rp? (Rm+Rp) +
4Dnt® Dp® Ex Ep B’ (Rm- Rp) (Rm+Rp) (48 d31 Dp? EmEp R Rp® + 12 d31 Dp® Ep? R Rp?) +

4 pd® Exe® R (12 d31 Dp? EmEp (Rm- Rp) Rp? (Rm+ Rp) + 48 31 Dp® Ep? (Rm-Rp) Rp® (Rm+Rp))) (1+v)) /

(16 Dot Em (Drd® Ex® + 2 DmDp (2 Dot + 3 DmDp + 2 Dp®) EmEp + Dp* Ep?)
(4 pm* Bt R + 8 D’ Dp EmEp Bm® (Rm- Rp) (Rm+Rp) (1+v) + 12 D Dp? EmEp R’ (Rm- Rp) (Rm+Rp) (1 +v) +
8 DmDp® EmEp R (Rm-Rp) (Rm+ Rp) (1+v) + Dp® Ep? (RBm-Rp)? (Rm+Rp)2 (1+v)?))

B. Simulationseinstellungen

Die Simulationen wurden mit Ansys 11.0 Workbench (Ansys Inc., USA) durchgefiihrt. Die
piezoelektrische Verformung wurde als thermische Last aufgepragt.

B.1 Biegelinie des Aktors

Symmetrie Axialsymmetrisches 2D Modell
Materialverhalten  Linear

Elemente 1545 PLANE 183
Knotenanzahl 5032

Piezo-Modul d3; -210 10“C/N

Aktorradius Ry, 14.0 mm

Peizoradius R, 11.9 mm

Membrandicke Ty  0.15 mm

Piezodicke T, 0.30 mm

Elektrisches Feld E, 1.167 kV/mm

Grolsignalfaktor 1.5

Modellname HP_MILKO_SIMPLE

B.2 Einfluss der Klebeschicht

Erweiterung des Modells zur Simulation des Biegeaktors um eine Klebeschicht mit variabler
Dicke.

Ebenen in der Klebeschicht 3

Materialverformung Nichtlinear
Elemente 2860 PLANE 183
Knotenanzahl 9105
Piezo-Modul d3; -210 10“C/N
Aktorradius Ry, 12.5 mm
Piezoradius R, 10.625 mm
Membrandicke Ty 0.15 mm
Piezodicke T, 0.30 mm
Elektrisches Feld E, 1.167 kV/mm
Grolsignalfaktor 1.5
Modellname HP_Pumpe_MILKO_Klebeschicht
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B.3 Mechanische Spannungen im Aktor

Materialverformung

Linear und Nichtlinear

Knotenanzahl 5032
Piezo-Modul d3; 210107 C/N
Aktorradius Ry, 12.5 mm
Piezoradius R, 10.625 mm
Membrandicke Ty 0.15 mm
Piezodicke T, 0.30 mm
Elektrisches Feld E,  1.167 kV/mm
Grol3signalfaktor 1.5

B.4 Strémung in der Pumpkammer

Strukturmechanisches Modell

Symmetrie

Axialsymmetrisches 3D Modell
Offnungswinkel 4°

Materialverformung Nichtlinear
Elemente 99 PLANE 186
Knotenanzahl 1129

Piezo-Modul ds;

-210 10 C/N

Piezeoelektrische Verformung als thermische Last aufgepragt

Aktorradius Ry, 14.0 mm

Piezoradius R, 11.9 mm

Membrandicke Ty 0.10 mm

Piezodicke T, 0.30 mm

Elektrisches Feld E, 1.167 kV/mm

Grolsignalfaktor 1.5

Modellname Aktor

Fluidisches Modell

Software CFX

Symmetrie Axialsymmetrisches 3D Modell
Offnungswinkel 4°

Knoten Variabel 18714 - 35610

Elemente HEXA_8

Knotenanzahl Variabel 11064 -23088

Turbulenzmodell

Variabel (SST Low Reynolds, SST Wall Fkt.)

Relaxationskonstante 0.1-0.4

Netzsteifigkeit 1

Pumpkammerhohe Variabel 0.15 mm —0.30 mm
Modellname PK_Flow
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B.5 Druckabfall an der Ventilklappe

Strukturmechanisches Modell

Symmetrie Halbes Ventil
Materialverformung Nichtlinear
Elemente 225 SOLID 186
Knotenanzahl 1728

E-Modul Klappe 169 GPa
Querkontraktionszahlv 0.3
Modellname 3Dventil

Fluidisches Modell

Knoten 719.172
Elemente 688182 Hexaeder
Turbulenzmodell SST Low Reynolds

Relaxationskonstante 0.8

Konvergenzkriterium 10 RMS

Netzsteifigkeit 1

Modellname Valve_Water

B.6 Ventilklappenschwingung

Strukturmechanisches Modell

Symmetrie Quasi 3D (Schnitt der Ventilklappe durch die Auslenkungsebene)
Materialverformung  Nichtlinear

Elemente 162 SOLID 186

Knotenanzahl 1272

Modellname Ventil_v2

Fluidisches Modell

Knoten 10350
Elemente 10128 Hexaeder
Turbulenzmodell Laminar

Relaxationskonstante 0.2

Konvergenzkriterium 10 RMS

Netzsteifigkeit 1

Modellname Ventil_newtry_finest
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B.7 Silikonmembran

Strukturmechanisches Modell

Symmetrie 2D Axialsymmetrisch
Materialverformung  Nichtlinear

Material Neo-Hooke

E-Modul 2.60 GPa
Querkontraktionszahl 0.45

Elemente 315 PLANE183
Knotenanzahl 1082

Modellname PSE_1.1

C. Herleitung der Biegelinie einer Ventilklappe

M .
$__..-.-__ =
ENER
|

Abbildung C.1. Schematisches Modell der Ventilklappe der Breite b

Die Notation folgt aus Abbildung C.1. Mit Hilfe der Klammer-Funktion [90] lassen sich Krafte, die nur
abschnittsweise wirken, in die Gesamtgleichung des Biegebalken aufnehmen. Diese ist
folgendermalen definiert:

(x—a)’ firx—a>0
emap{ 0
0 fiirx—a<0

Die Biegelinie w(x) wird durch vierfache Integration der Biegegleichung ermittelt. Das Produkt aus
vierter Ableitung der Biegelinie, E-Modul E und Flachentrdgheit | entspricht dem Verlauf der
Flachenlast g(x), die dritte den Querkrdften Q(x), die zweite dem Momentenverlauf M(x). Die erste
Ableitung beschreibt die Krimmung des Balkens:

EIwx)" = (pl - po)b ({x_xl }0 - {x X, }0)= g(x)
EIW(X)IH = (pl - po)b ({x —X }1 - {x X, }1 )+ C =-0(x)

Elw(x)" = %(pl —po)b ((v=x F = fr—x, P )+ e €, = —M(x)

1 1
EIw(x)’ :g(p1 _po)b ({x_x1}3 —{x —x2}3)+§C1x2 +C,x + G,
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1 1 1
EIw(x) :ﬂ(p1 —po)b ({x—x1}4 —{x —x2}4)+gC1x3 +EC2x2 +Cyx+C,

Die Randbedingungen der fest eingespannten Ventilklappe erlauben die Bestimmung der vier
Integrationskonstanten C;:

w0)=0 —> C,=0

w(0)=0 —— C,=0
EW"(0)=-M(©0) —— C, =—_—(x22 —x} )

EW"(0)=-0(0) —— C =—(p,—p,)b (xz —X )

Die Biegelinie lautet somit:

w(x) =M( : ({x—x1}4 —{x—x2}4)—%(x2 _xl)x3 +%(x§ _xlz)xzj
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D. Schlauchkapazitat

Die Volumenverdanderung AV des Schlauchs bei Druckbeaufschlagung Ap ist eine Funktion des Radius
Ry, der Radienzunahme Ar und der Schlauchlange /:

LT
AN\
AV =2r R, Arl N \\
/R \\
Ap \
Abbildung D.1. Sc.hlauchdehnung

Die Schlauchdehnung As lasst sich als Funktion der Radienzunahme angeben und unter Annahme
linearer Steifigkeit (E-Modul E) lGber ein Kraftegleichgewicht am Schlauch der Dicke e als Funktion des
Drucks angeben:

As =27 (R, +Ar) =21 Ar=2m Ar [ >
Ap
As F,  ApR)l ~ s
2nR, Eel Eel lF |F
2 Abbildung D.2. Resultierende Kraft
Ar = ERO Ap aus Druckunterschied
e

Die Kompressibilitat des Schlauchs K;, die die relative Volumenanderung in Abhangigkeit des Drucks
beschreibt, betragt damit:

_lov 1 2R Al 2 ROZA_2R0

"V xR A RAp ¢E ' ¢E
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Anhang

E. Parameter der Netzwerkmodellierung

Parameter Netzwerkmodell: Pumpe 107_3

Kammerdurchmesser d, 27.9 mm
Membrandicke T, 150 um
Piezodicke T, 300 pm
Piezodurchmesser d, 23.8 mm
Piezomodul d3; 21010 C/N
Spannung 350/-70 Volt
Exp. GroRsignalfaktor f  1.03
Versteifungsfaktor g 0.52
Pumpkammertiefe hp 340 um
Zuleitungslange lsc, 55 mm
Durchmesser ds, 2.0 mm
Medium Wasser
Ventilparameter Siehe Kapitel 2.3

F. Bestimmung der erlaubten Pumpkammerhohe

Das Pumpkammervolumen V, ist die Summe aus dem positiven Hubvolumen Vpypps, und dem
Totvolumen Vi, das fir den Typ S Aktor (auf Basis der Messung in Kapitel 2.1.7) bei einem
Arbeitsdruck von 15 kPa und einem Verdichtungsverhaltnis von 0.090 bestimmt:

vo=c,- L ap=0.013442mm 20V 957 B 5 kpa —15.90u
r Vo 03 mm kPa

piezo

% 15.92ul
=V +V =V, (350V)+—L =12.79ul + ———
hub( ) /u 0 090

hubpos tot
&y

%

pk

=118.22ul

Das idealisierte Pumpkammervolumen V,; setzt sich aus einem Kegelstumpfvolumen Viymyr und den
Ventilsimpfen Vsympr zusammen:

V., .+V Vi =V R,

sumpf stumpf = p

T

——>
Abbildung F.1. Pumpkammervolumen

S

Vtumpf = %75 hpk (Rj +R, R, +Ri2)

%

sumpf ~ ' einlass

+V

auslass

=2.78ul +5.23ul =8.01ul

Die Pumpkammerhohe, bis zu der die Pumpe bei 15 kPa Gegendruck blasentolerant ist, betragt
damit:

. 3(118.22ul —8.01ul)
" ((14mm)2 +14mm -4.5mm+(4.5mm)2)

=376.9um
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Verzeichnis der verwendeten Abkirzungen

Verzeichnis der verwendeten Abkiirzungen

Abkiirzung GroRe Einheit
a Reibbeiwert

As Durchstromte Querschnittsflache am Ventil mm?
by Klappenbreite mm
Ce Elektrisch-volumetrische Koppelkonstante plmm/v
Cyas Kapazitat einer Gasblase pl/kPa
G Volumetrische Kapazitat ul/kPa
C, Ventilkapazitat ul/kPa
D Dielektrische Verschiebung V/m

d Inkompressibilitatsfaktor

dj Piezomodul mm/V
Dm Plattendicke um

E, Koerzitivfeldstarke V/mm
E; E-Modul GPa
E, Elektrisches Feld V/mm
f GroRsignalfaktor
fq Grenzfrequenz Hz

g Korrekturfaktor der vol. Steifigkeit

G Schubmodul GPa
hy Klappendicke um
Pres Referenzebene pum

I; Position der Ventil6ffnung mm

I Lange der Ventiloffnung mm

I Klappenlange mm

l, Ventillippenbreite um

M; Linienmoment Nm/mm
n Anzahl der Versuche

N; Linienkraft N/mm
P Polarisation C/m?
Phbiock Blockierdruck kPa

pi Druck kPa

Pp Fluidische Leistung w
Pwork Arbeitsdruck kPa

Q Steifigkeit N/mm
Rm Membranradius mm

Ro Piezoradius mm

S, € Relative Verformung

s Piezosteifigkeit N/mm
T Mechanische Spannung N/mm?
Ty Membrandicke um

Tp Piezodicke pm
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Verzeichnis der verwendeten Abkilrzungen

Abkiirzung GroRe Einheit

v Geschwindigkeit m/s

Vb Hubvolumen ul

14 Volumenstrom ml/min

Viot Totvolumen ul

w(r) Biegelinie pum

or Warmeausdehnung 1/°C

% Adiabatenkoeffizient

Ap Druckdifferenz kPa

AT Temperaturunterschied °C

Er Kompressionsverhaltnis

n Dynamische Viskositat mPas

K; Krimmung

v Poisson-Zahl

p Dichte kg/m?
Standardabweichung

Oji Zugspannung N/mm?

Tj Scherspannung N/mm?

w Winkelgeschwindigkeit st
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