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Kurzfassung

Die Elektrifizierung mobiler Arbeitsmaschinen erfordert elektrische Maschinen mit kompakter Bauform

und hoher thermischer Belastbarkeit. Konventionelle Kühlkonzepte wie spiralförmige Wassermäntel füh-

ren jedoch zu ungleichmäßigen Temperaturverteilungen und lokalen Hotspots an der Schnittstelle zwi-

schen Stator und Kühlmantel, die die Leistungsfähigkeit begrenzen.

Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung einer analytisch gestützten Methode zur gezielten Verteilung dis-

kreter Kühlelemente (Pin-Fins) innerhalb des Kühlkanals. Grundlage bildet ein thermisches Mehrknoten-

modell (LPTM) mit axialer Segmentierung, das auf Basis von orts- und zeitaufgelösten Verlustprofilen

die Wärmeströme an der thermischen Schnittstelle detailliert beschreibt. Diese werden aus typischen

Betriebspunkten zweier exemplarischer mobiler Anwendungen – eines hybridisierten Baggers und eines

elektrifizierten Mehrzwecktransporters – gewonnen.

Die berechneten Wärmeströme dienen als Basis zur Bestimmung einer bedarfsgerechten Dichtevertei-

lung der Kühlelemente entlang der axialen Richtung. Die resultierenden Kühlelementverteilungen wer-

den im Vergleich zu einem konventionellen Kühlspiralendesign (∆T = 20,2 K, Tmax = 80,2 ◦C) mittels

CFD validiert. Dabei zeigt sich, dass sich die maximale Schnittstellentemperatur um bis zu 18 K redu-

zieren lässt und der Temperaturgradient um bis zu 9,6 K. Der dabei entstehende Druckverlust bleibt mit

600 bis 800 Pa vergleichbar zum Referenzdesign.

Die vorgeschlagene Methode erlaubt somit eine effektive und rechenzeiteffiziente thermische Optimie-

rung von EM für den mobilen Einsatz – ohne den Aufwand generativer Topologieoptimierungen. Sie

liefert einen systematischen Beitrag zur Steigerung der thermischen Ausnutzung und der realisierbaren

Leistungsdichte elektrischer Maschinen in mobilen Arbeitsmaschinen.
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Abstract

The electrification of mobile machines requires electrical machines (EM) with a compact design and

high thermal load capacity. However, conventional cooling concepts such as spiral water jackets lead to

uneven temperature distributions and local hotspots at the interface between the stator and the cooling

jacket, which limit performance.

The aim of this work is to develop an analytically supported method for the targeted distribution of dis-

crete cooling structures (pin fins) within the cooling channel. The basis is a lumped parameter thermal

model (LPTM) with axial segmentation, which describes the heat flows at the thermal interface in de-

tail on the basis of spatially and time-resolved loss profiles. These are obtained from typical operating

points of two exemplary mobile applications - a hybridized excavator and an electrified multi-purpose

transporter.

The calculated heat flows serve as the basis for determining a demand-oriented density distribution of

the cooling structures along the axial direction. The resulting cooling structure distributions are validated

using CFD in comparison to a conventional cooling spiral design (∆T = 20,2 K, Tmax = 80,2 ◦C). This

shows that the maximum interface temperature can be reduced by up to 18 K and the temperature gradient

by up to 9,6 K. The resulting pressure loss remains comparable to the reference design at 600 bis 800 Pa.

The proposed method thus allows an effective and computationally efficient thermal optimization of

EM for mobile use - without the effort of generative topology optimizations. It makes a systematic

contribution to increasing the thermal utilization and the achievable power density of electrical machines

in mobile machines.
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ṁ Massenstrom kg/s

Q̇ Wärmestrom W

V̇ Volumenstrom m3/s

Griechische Formelzeichen

Zeichen Bedeutung Einheit

α Wärmeübergangskoeffizient W/(m2K)

η Wirkungsgrad −
ω Winkelgeschwindigkeit rad/s

ρ Dichte kg/(m3)

ϑX Temperaturrandbedingung an der Stelle X K

λ Wärmeleitfähigkeit W/(m ·K)

ν Kinematische Viskosität m2/s

ω Strömungsgeschwindigkeit m/s

Φ Magnetischer Fluss Wb

ϕ Verhältnisparameter der Pin-Fins −
σ Drehschub kN/m2

xi





1 Einleitung

Mobile Arbeitsmaschinen sind zentrale Maschinen in der modernen Land- und Bauwirtschaft. Sie zeich-

nen sich dadurch aus, dass sie spezifische Arbeitsaufgaben ausführen, über einen Fahrantrieb zur Fort-

bewegung verfügen und einen erheblichen Anteil der verfügbaren Energie für die Arbeitsfunktionen

nutzen [Gei20]. Diese Merkmale gelten unabhängig von der jeweiligen Antriebsart. Wichtige Punkte für

Arbeitsmaschinen sind dabei, dass diese die Arbeitsaufgaben mit

• hoher Produktivität und Effizienz erfüllen. Ermöglicht ein Antrieb eine höhere Produktivität, ist

auch eine geringere Energieeffizienz hinnehmbar, wenn diese dafür sorgt, dass die

• Wirtschaftlichkeit gegeben ist, also die Arbeitskosten wettbewerbsfähig sind und die Maschine

wirtschaftlich betreibbar ist. Ein weiterer Punkt ist die

• Wartbarkeit, als auch die Zuverlässigkeit, die gegeben sein muss, um eine hohe Verfügbarkeit

zu gewährleisten. Dies zeigt sich insbesondere bei Landmaschinen während der Erntephase, in

welcher ein Maschinenausfall einem teilweisen oder kompletten Ernteausfall gleich kommen kann.

Ein weiterer aber nicht zu vernachlässigender Faktor ist zudem die

• Einhaltung von Normen und Gesetzen, die z.B. Lärm- und Emissionsgrenzwerte regulieren.

Strengere Vorgaben können den Einsatz erheblich einschränken, etwa durch die geplante Aus-

weitung der NOx und HC-Werte der Stufe V auf Motoren ab 19 kW nach der EU-Verordnung

1628/2016 für Non Road Mobile Machinery (NRMM) [HHK+23].

Ein vielversprechender Ansatz zur Erfüllung dieser Anforderungen ist die Elektrifizierung von Arbeits-

maschinen, welche mit dem Leitmotiv „Der Weg zur Null-Emission“ der bauma 20221 im Einklang

steht [Pat22]. Wie in [Gei20] beschrieben, gehört die Elektrifizierung im Bereich der mobilen Arbeits-

maschinen derzeit zu den zentralen Entwicklungen. Fortschritte in der Batterietechnologie sowie die

verbesserte Integration elektrischer Antriebe in bestehende Maschinenarchitekturen ermöglichen höhere

Energieeffizienz, eine Reduktion der Lärmemissionen und eine präzisere Steuerung einzelner Antriebs-

einheiten [Sti19, OGS11, BOWG13, Ber15, WHB19].

1.1 Elektrische Antriebe in mobilen Arbeitsmaschinen

Die Elektrifizierung in mobilen Arbeitsmaschinen ist oft systemisch getrieben [OLdS23]. Anforderun-

gen werden auf Basis bestehender Fahrzeugkonzepte definiert und häufig auf wenige Hauptparameter

wie maximale Leistung Pmax, Maximalmoment Mmax und Drehzahlspreizung sn beschränkt. Eine syste-

matische Untersuchung der eingesetzten elektrischen Maschinen ist daher essenziell [RWGB16].

Herausforderungen ergeben sich aus dem begrenzten Einbauraum und der hohen Leistungsdichte der-

zeitig verwendeter hydraulischer Komponenten, sodass ein einfacher Austausch gegen elektrische An-

triebe oft nicht möglich ist [Hec15]. Zudem entstehen bei der elektrischen Energieumwandlung Verluste,

1 Weltleitmesse für Baumaschinen, Baustoffmaschinen, Bergbaumaschinen, Baufahrzeuge und Baugeräte
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1 Einleitung

die – anders als bei hydraulischen Komponenten – nicht durch die Hydraulikflüssigkeit abgeführt werden

können. Daher erfordert die Integration elektrischer Antriebe eine Betrachtung der Einbausituation und

Umgebungsbedingungen, um eine effektive Kühlung zu gewährleisten [ERG21].

Abbildung 1.1 veranschaulicht die möglichen Einbauszenarien elektrischer Antriebe in einem Traktor.

Dazu gehören der direkte Einsatz im Antriebsstrang (1), die Versorgung von Nebenaggregaten (2) so-

wie die Nutzung als Zapfwellenantrieb (PTO) (3), um externe Arbeitsgeräte mit Energie zu versorgen.

Darüber hinaus können elektrische Antriebe für spezifische Arbeitsfunktionen (4) direkt im Fahrzeug

integriert, über Schnittstellen zur Versorgung von Front- (5) und Heckanbaugeräten (6) genutzt oder in

diesen verbaut sein.

Aufgrund der geringen Fahrgeschwindigkeiten in mobilen Arbeitsmaschinen ist die resultierende An-

strömgeschwindigkeit vLuft eine zentrale Randbedingung für die Kühlung elektrischer Komponenten.

Diese geringe Relativgeschwindigkeit führt zu einer reduzierten Wärmeabfuhr durch natürliche Kon-

vektion. Zusätzlich treten insbesondere im unteren Fahrzeugbereich erhebliche Verschmutzungen auf,

die den Luftstrom behindern und dadurch die Kühlleistung weiter verringern. Luftkühlungen – auch bei

Einsatz aktiver Lüfter – sind daher in der Praxis oft ineffizient und wartungsintensiv [Fei13]. Tabelle 1.1

zeigt eine vereinfachte Nutzwertanalyse verschiedener Kühlkonzepte nach [Eps20] und verdeutlicht die

Einschränkungen von Luftkühlungen sowie die Vorteile gekapselter und flüssiggekühlter Maschinen im

mobilen Einsatz.

Abbildung 1.1: Einbausituation von Antrieben am Beispiel eines Traktors

Moderne Kühlvarianten, wie die Direktkühlung in der Wicklung oder die Sprühnebelkühlung mit Öl,

ermöglichen eine deutlich höhere thermische Leistungsfähigkeit [LKW+20]. Allerdings sind diese Sys-

teme sowohl in der Entwicklung als auch in der praktischen Umsetzung mit hohen Kosten verbunden

und erfordern eine aufwendige Systemintegration [Dre20].

Ein bewährter Kompromiss zwischen Leistungsdichte, Verschmutzungsresistenz und Kosten ist die Was-

sermantelkühlung. Diese erlaubt eine effiziente Wärmeableitung und kann in bestehende Auslegungen

elektrischer Maschinen integriert werden, ohne dass umfangreiche konstruktive Anpassungen erforder-

lich sind. Daher werden in mobilen Arbeitsmaschinen oftmals wassergekühlte elektrische Maschinen

eingesetzt [Zhi19, ERG21].
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1.2 Motivation und Zielsetzung

Tabelle 1.1: Vergleich der Kühlkonfigurationen nach verschiedenen Kriterien in Anlehnung an [Eps20]

Kühlart Ver-
schmutzung

Leistungs-
dichte

Entwicklungs-
aufwand

Nutzung mit
bestehender EM Kosten Wartungs-

aufwand

Passive Luftkühlung -- -- ++ ++ ++ ++

Aktive Luftkühlung -- - + - + +
Wasser-
mantelkühlung

+ o + ++ o +

Direktkühlung + ++ -- -- -- +
Sprühnebel-
kühlung

o + -- - - o

1.2 Motivation und Zielsetzung

Während die Elektrifizierung von mobilen Arbeitsmaschinen zahlreiche Vorteile hinsichtlich Energie-

effizienz und Emissionen bietet, stellt die gezielte Abfuhr der entstehenden Wärme aus elektrischen

Maschinen eine zentrale Herausforderung dar. Im Fokus dieser Arbeit steht insbesondere die thermische

Schnittstelle zwischen Stator und Kühlmantel, da sich dort kritische Temperaturüberhöhungen ausbilden

können, welche die thermische Belastbarkeit und damit die Leistungsfähigkeit der elektrische Maschine

begrenzen [Stö16].

Eine typische Umsetzung einer Wasserkühlung ist die in Abbildung 1.2 a) dargestellte Kühlspirale. Das

Kühlmedium tritt mit einer Temperatur TEin auf der linken Seite in den Kühlmantel ein, umströmt die

elektrische Maschine radial entlang der Kühlkanäle und verlässt diesen auf der rechten Seite mit der

Temperatur TAus. Dabei nimmt es die durch die Verluste der elektrischen Maschine erzeugte Wärme auf

und erwärmt sich kontinuierlich entlang des Strömungsweges.

Dies führt zu einer ungleichmäßigen Wärmeabfuhr, insbesondere an der thermischen Schnittstelle zwi-

schen Stator und Kühlmantel, die in dieser Arbeit als zentrale Referenzgröße betrachtet wird. Die in

Abbildung 1.2 b) dargestellte Temperaturverteilung zeigt eine maximale Temperaturdifferenz von 20 K

entlang der gesamten Länge dieser Kontaktfläche.

Abbildung 1.2: Beispiel zur Temperaturverteilung eines gängigen Kühlmanteldesigns. a) Kühlspirale mit unidirektionalem
Kühlmittelstrom. b) Temperaturverteilung an der thermischen Schnittstelle zwischen Stator und Kühlmantel

(Kontaktfläche), mit deutlich erkennbaren Hotspots infolge axialer Temperaturzunahme.

Diese lokal ausgeprägten Hotspots an der Schnittstelle zwischen Stator und Kühlmantel werden eben-

falls in [Küh18] und [HPNE13] beschrieben. Konventionelle Kühlsysteme, wie einfache Wasserman-

telkühlungen, können diese Temperaturspitzen nicht gezielt reduzieren, da sie auf einen unidirektio-

nalen Kühlmittelstrom ausgelegt sind und über den gesamten Kanalverlauf eine gleichmäßige Geo-

metrie aufweisen [AWG+19].
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Im Rahmen dieser Arbeit wird daher untersucht, wie durch die gezielte Platzierung von Kühlelementen

innerhalb eines Kühlkanals die Temperaturverteilung – und damit insbesondere die Schnittstellentem-

peratur – verbessert werden kann. Hierzu wird eine Methode entwickelt, die auf Basis von Last- und

Arbeitszyklen ortsaufgelöste Wärmestromprofile Q̇(r,θ ,z, t) generiert, um Kühlelemente bedarfsgerecht

zu platzieren. Diese Methode wird an zwei exemplarischen mobilen Arbeitsmaschinen untersucht und

die resultierenden Kühlelementverteilungen mittels CFD-Simulationen validiert.

1.3 Aufbau der Arbeit

Zunächst werden in Kapitel 2 die Grundlagen der Elektrifizierung in mobilen Arbeitsmaschinen sowie

relevante Aspekte zu elektrischen Maschinen und deren Kühlung behandelt. Hierbei werden verfügbare

Kühltechnologien sowie spezifische Herausforderungen, insbesondere im Hinblick auf thermische Rand-

bedingungen, betrachtet.

Auf diesen Erkenntnissen aufbauend wird in Kapitel 3 die Problemstellung formuliert und die For-

schungsfragen definiert, welche den Rahmen dieser Arbeit vorgeben. Ein besonderer Fokus liegt dabei

auf der Verteilung der Kühlelemente und deren Einfluss auf die thermische Performance von elektrischen

Maschinen.

Im Anschluss erfolgt in Kapitel 4 die Modellierung zweier mobilen Arbeitsmaschinen, die als Basis für

die methodische Entwicklung dienen. Diese Fahrzeugmodelle ermöglichen die Ableitung praxisnaher

Lastprofile für die thermische Analyse von elektrischen Maschinen.

Die Entwicklung einer Methode zur gezielten Platzierung von Kühlelementen wird in Kapitel 5 beschrie-

ben. Es wird ein axial segmentiertes thermisches Mehrknotenmodell (LPTM) entwickelt, um Wärmeströ-

me innerhalb der elektrische Maschine detailliert abzubilden. Anschließend wird eine Berechnungsvor-

schrift zur Kühlelementverteilung implementiert, welche auf ortsabhängigen Wärmeströmen basiert.

Die Untersuchung der Kühlelementverteilung erfolgt in Kapitel 6. Zunächst wird die Methode in Kapi-

tel 6.2.1 für ortsaufgelöste Wärmeströme anhand des Dauerleistungspunktes einer elektrischen Maschine

analysiert. Anschließend wird in den Kapiteln 6.2.2 und 6.2.3 eine Erweiterung auf kombinierte Orts-

und Zeitauflösungen vorgenommen. Ergänzend werden in Kapitel 6.3 verschiedene Einflussgrößen auf

die Kühlelementverteilung untersucht.

Abschließend erfolgt in Kapitel 7 eine Validierung der Ergebnisse mittels CFD-Berechnungen. Diese

dienen der Bewertung der entwickelten Methode hinsichtlich ihrer Anwendbarkeit und Wirksamkeit zur

Optimierung der thermischen Betriebsbedingungen in flüssig gekühlten elektrischen Maschinen.
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In diesem Kapitel erfolgt ein Einblick in die Elektrifizierung von mobilen Arbeitsmaschinen (Mobima).

Hierzu wird in Kapitel 2.1 die Elektrifizierung von Mobima mit besonderem Fokus auf die batterie-

elektrische Primärenergieversorgung behandelt. Anhand ausgewählter am Markt verfügbarer Mobimas

werden die spezifischen Anforderungen an elektrische Maschinen (EM) für den mobilen Einsatz analy-

siert und abgeleitet.

Die Grundlagen zu den eingesetzten EM werden in Kapitel 2.2 beschrieben. Dies umfasst das Grundprin-

zip, sowie deren Aufbau. Die für die thermische Modellierung erforderlichen Verluste der EM werden

detailliert betrachtet, um ihre Abhängigkeit vom Betriebspunkt aufzuzeigen. Diese Grundlagen sind es-

senziell für die spätere Modellierung des thermischen Verhaltens.

Die Kühlung von EM behandelt Kapitel 2.3. Hierbei liegt der Fokus auf Hochleistungsantrieben im mo-

bilen Einsatz. Da in Mobima oft durch kleine Luftanströmgeschwindigkeiten vLuft keine ausreichende

natürliche Konvektion vorhanden ist, liegt der Schwerpunkt auf der Kühlung durch erzwungene Konvek-

tion mit Wasser. Verschiedene Kühlmethoden werden hinsichtlich ihrer Komplexität und technologischen

Umsetzung verglichen.

Abschließend erfolgt in Kapitel 2.4 eine Analyse zur Auswahl geeigneter Kühlelemente, die in Kühl-

kanälen platziert werden können. Dabei werden thermische Anforderungen und strömungsmechanische

Aspekte berücksichtigt, um eine möglichst effiziente Wärmeabfuhr sicherzustellen.

2.1 Elektrifizierung in mobilen Arbeitsmaschinen

Die Elektrifizierung von Mobima bietet zahlreiche Vorteile, ist jedoch weiterhin mit Herausforderungen

verbunden. Nach [OLdS23] stellen insbesondere die mangelnde Ladeinfrastruktur sowie die hohen Inves-

titionskosten infolge teurer Energiespeicher wesentliche Hemmnisse für den Einsatz elektrischer mobiler

Arbeitsmaschinen dar. Darüber hinaus ergibt sich aufgrund der Vielzahl an Anwendungen, Chassisde-

signs und Antriebsstrangkonfigurationen eine hohe Variantenvielfalt, die durch rein manuelle Entwick-

lungsprozesse nicht effizient abgebildet werden können. Dies erschwert die Auswahl und Integration

geeigneter Komponenten für den elektrischen Antriebsstrang.

Zur Unterstützung dieser komplexen Auswahlprozesse existieren Programme wie das Neugart Calcu-

lation Program [Neu25] oder Faulhaber Drive Selection [Fri25]. Diese Softwarelösungen ermöglichen

die gezielte Auswahl von EM, Wechselrichtern und Getrieben, beruhen jedoch auf manuellen Eingaben

und vereinfachten Modellannahmen. In der Praxis bleibt daher die Elektrifizierung häufig auf einzel-

ne Antriebsstränge beschränkt, während konventionelle Hydrauliksysteme weiterhin aus Kosten- und

Verfügbarkeitsgründen genutzt werden [Pei23]. Dies limitiert das Potenzial zur Energieeinsparung und

erfordert Fortschritte im Systemdesign sowie in der Effizienz mobiler elektrischer Antriebe.
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Ein wesentlicher Vorteil elektrischer Antriebsstränge liegt in der Reduktion von Verlusten. In konven-

tionellen Baggern entfallen erhebliche Energieverluste auf den Verbrennungsmotor (63,2 % der Nutz-

energie), die Nebenantriebe (11,7 %) sowie die Hydraulik (12,9 %). Elektrische Antriebe ermöglichen

eine Verringerung dieser Verlustquellen, da sie eine höhere Effizienz und eine bessere Anpassung an den

tatsächlichen Leistungsbedarf bieten [VLM17].

Typischerweise erfolgt die Erstauslegung von Systemen auf Basis statischer Lastpunkte, bei denen Eck-

werte für Drehmoment und Drehzahl festgelegt werden. Dynamische Arbeitszyklen sowie die daraus

resultierenden lastabhängigen Verluste und thermischen Profile bleiben hierbei unberücksichtigt.

Eine typische Umsetzung von Mobima folgt der in Abbildung 2.1 dargestellten Struktur. Die Energie für

die Fahr- und Arbeitsaufgabe wird durch eine Kombination aus Primärenergiequelle und Energiewand-

ler bereitgestellt. In konventionellen Mobima erfolgt dies typischerweise durch einen Kraftstofftank als

Primärenergiequelle in Verbindung mit einem Verbrennungsmotor (VM) als Energiewandler.

Bei einer Elektrifizierung, wie sie für einen Großteil der in Tabelle 2.1 aufgeführten Mobima umgesetzt

ist, werden diese beiden Elemente durch einen elektrischen Energiespeicher als Primärenergiequelle und

eine EM als Energiewandler ersetzt – mit Ausnahme der diesel-elektrischen Beispiele. Eine Elektrifizie-

rung der Arbeitsausrüstung erfolgt in den dort aufgeführten Fällen jedoch nur in begrenztem Umfang.

So ist beispielsweise beim Liebherr L-507E [Lie25a] keine zusätzliche EM zur Speisung der Hydraulik-

pumpe verbaut.

Abbildung 2.1: Energieversorgung und -wandlung in einer mobilen Arbeitsmaschine

Verschiedene Unternehmen bieten Lösungen zur Elektrifizierung von Mobima an. Bosch Rexroth stellt

mit dem eLION-Portfolio elektrische Antriebssysteme für Leistungsbereiche von 20 W bis 250 kW bereit

[MG23]. Auch Baumüller entwickelt EM für mobile Anwendungen, wobei insbesondere wassergekühlte

Varianten aufgrund ihrer um rund 37 % geringeren Baugröße gegenüber luftgekühlten Systemen relevant

sind [Bau24]. Zudem wird in [HP21] der Einsatz von Danfoss-Komponenten in einem elektrifizierten

Radlader untersucht.

2.1.1 Elektrifizierung in landwirtschaftlichen Arbeitsmaschinen

Bereits heute existieren sowohl funktionsfähige Prototypen als auch serientaugliche Fahrzeuge, wie der

Fendt E-100 [Fri23]. John Deere demonstriert mit dem Sesam2 einen autonomen, elektrischen Traktor

der Leistungsklasse 500 kW [Lan03, Lan25]. New Holland präsentierte auf der Agritechnica 2023 den

T4 Electric mit einer Dauerleistung von 88 kW [CNH23].

Ein aktuelles Beispiel für die fortschreitende Elektrifizierung ist der autonome Diesel-elektrische Traktor

von Krone, bei dem die Arbeitsantriebe entkoppelt werden, um Schleppverluste zu reduzieren [MG23].

Im Rahmen des Forschungsprojekts HELIOS arbeitet der Landmaschinenhersteller AGCO an einem

E100-Modell mit Wasserstoffantrieb [Bre23]. Zudem entwickeln herstellerübergreifende Standards, wie

jene der Agricultural Industry Electronics Foundation (AEF), elektrische Schnittstellen für Anbaugeräte

[ISO22]. Auch ZF verfolgt mit seinem eTRAC-Antriebssystem, das auf eine Wasserkühlung setzt einen

wegweisenden Ansatz, um Anbaugeräte elektrisch zu versorgen [ZF 25b, ZF 25c]. Weitere Umsetzungen

elektrischer Antriebe der ZF sind das ECVT-Getriebe eCVT und der Vorderachsantrieb eFAD [ZF 25a].
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Diese Beispiele verdeutlichen, dass eine Elektrifizierung der Primärenergieversorgung auch im Agrar-

sektor technisch realisierbar ist. Die Elektrifizierung eröffnet zudem Potenziale für die Entwicklung neu-

artiger Anbaugeräte, die eine flexiblere und energieeffizientere Steuerung der jeweiligen Arbeitsprozesse

erlauben, dies wird in [WHB19] gezeigt.

Elektrische Antriebe kommen dabei nicht nur im Hauptantriebsstrang, sondern auch für die Prozessre-

gelung auf dem Fahrzeug sowie der Nebenaggregate zum Einsatz. So ermöglicht der elektrische Fut-

termischwagen von Siloking [SIL25] ein lokal emissionsfreies Arbeiten mit reduziertem Energiever-

brauch. Ebenso entkoppelt das Mähwerk von Rousseau die Zapfwellendrehzahl durch einen Generator

von der Drehzahl der Mähtrommeln. Dadurch wird eine präzisere Drehzahl- und Leistungsregelung er-

möglicht [ALA25].

Trotz dieser Fortschritte sind noch verschiedene Hürden in der Elektrifizierung von Mobima zu bewäl-

tigen. Zum einen liegen die Kosten für Komponenten und die notwendige Infrastruktur derzeit deutlich

über denen konventioneller Lösungen, was ihre Marktdurchdringung erschwert. Zum anderen ist die

Verfügbarkeit passender Komponenten noch begrenzt [REP+20]. Hinzu kommt, dass Batteriesysteme

weiterhin zu niedrige Energiedichten aufweisen, was in Anbetracht der hohen Leistungsanforderungen

im landwirtschaftlichen Einsatz ein kritischer Faktor ist [Fei13, Sti20b]. Je nach gewähltem Konzept

kann darüber hinaus eine grundlegende Neugestaltung der Maschinenarchitektur erforderlich sein, um

alle Vorteile der Elektrifizierung nutzen zu können [Sti20b].

2.1.2 Elektrifizierung in Baumaschinen

Auch im Bereich der Baumaschinen gibt es eine Vielzahl an Umsetzungen, die vorwiegend im Klein-

segment angesiedelt sind. Dies ist in Tabelle 2.1 anhand der Kompaktradlader und Minibagger zu sehen

[Bob25, Wac25, Vol25a, Kom25, YAN25]. Diese setzen EM mit Dauerleistungen ≤25 kW ein, zudem

wird in vielen der Anwendungen eine 48 V-Architektur genutzt.

Im Leistungsbereich von 25 bis 80 kW sind elektrische Baumaschinen bislang nur vereinzelt am Markt

verfügbar. Dies ist auf technische Herausforderungen zurückzuführen, da sich mit 48 V-Systemen die

hierfür erforderlichen Ströme von über 500 A nur schwer realisieren lassen. Wird die Spannungslage

erhöht, gilt dies nach DGUV 209-093 [Deu21] als Hochvoltsystem. Dadurch sind zusätzliche Sicher-

heitsmaßnahmen sowohl bei der Umsetzung als auch bei der Wartung erforderlich, was mit erhöhten

Kosten verbunden ist [RBM+19].

Einige Umsetzungen elektrischer Bagger gibt es auch im Bereich von ca. 80 bis 100 kW, wie der Komat-

su PC210E-11 [Kom25] oder der Volvo EC230 [Vol25c]. Neben klassischen Erdbewegungsmaschinen

existieren zudem vollelektrische Lösungen für Spezialanwendungen, wie der Betonmischer iONTRON

eMischer von Putzmeister [Put25]. Dieser ermöglicht einen lokal emissionsfreien Mischbetrieb und re-

duziert die Lärmbelastung auf Baustellen.

Hybridisierte Konzepte sind ebenfalls im Einsatz, insbesondere bei größeren Maschinen. So setzt der

Umschlagbagger 735GED von Sennebogen ein seriell-hybrides Antriebssystem ein, bei dem die Leistung

des Verbrennungsmotors reduziert ist (Downsizing). Dadurch sinkt der Kraftstoffverbrauch im Vergleich

zu einer konventionellen Ausführung um etwa 30 % [MG23].
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weitere elektrische Sondermaschinen

Ein weiteres Beispiel für eine elektrische Mobima ist die vollelektrische Pistenraupe Pistenbully 100E

sowie die größere Variante 600E mit einem dieselelektrischen Antriebsstrang der Firma Kässbohrer, wel-

che aufgrund des Einsatzes in den Bergen ein hohes Potenzial zur Energierekuperation aufweisen. Durch

die häufigen Fahrmanöver in Gefällestrecken sowie das hohe Fahrzeuggewicht kann ein signifikanter

Anteil der kinetischen Energie zurückgewonnen und in das Bordnetz eingespeist werden [Kae25].

Der Harvester 12H GTE Hybrid der Firma Logset setzt ein diesel-elektrisches Konzept um, woduch nicht

nur Kraftstoff eingespart wird, sondern auch die Produktivität erhöht wird [Mal19].

Mit der vollelektrischen Horizontalbohrmaschine ACS130e zeigt Tracto auch eine leistungsfähige Lö-

sung für grabenlose Verlegeverfahren, die eine emissionsfreie und geräuscharme Alternative zu konven-

tionellen Maschinen darstellt [Tra25].

2.1.3 Anforderungen elektrischer mobiler Arbeitsmaschinen an elektrische Maschinen

Die im vorigen Kapitel aufgeführten Anwendungen der Mobima zeigen die vielfältigen Einsatzzwecke

von EM in Mobima. Ergänzend ist in Tabelle 2.1 ein Auszug marktverfügbarer elektrifizierter Mobima

dargestellt. Die Maschinen sind nach ihrer Dauerleistung sortiert, um einen besseren Überblick über

verfügbare Leistungsklassen zu geben. Die vorliegende Recherche und der Auszug elektrischer Mobima

zeigt, dass batterie-elektrische Maschinen in erster Linie im Leistungsbereich ≤100 kW verfügbar sind,

während oberhalb dieses Bereichs häufig diesel-elektrische Antriebe dominieren [Sti20b].

Anhand des Verhältnisses der installierten Dauer- zu Spitzenleistung ist zu sehen, dass diese nahe beiein-

ander liegen. Mobima mit einer Nennleistung von bis zu 80 kW, für die eine Spitzenleistung angegeben

ist, weisen ein Verhältnis von Pmax/Pnenn ≤ 1,2 auf. Dies zeigt, dass in diesen Anwendungen die Dauer-

leistung ein maßgeblich begrenzender Faktor ist.

Die Fähigkeit der EM, kurzzeitig hohe Spitzenleistungen deutlich oberhalb der Dauerleistung abzuru-

fen [FN22], wird bei den in Tabelle 2.1 betrachteten Maschinen kaum genutzt. Dabei wäre eine solche

Überlastfähigkeit grundsätzlich möglich, wie die Auslegung der EM in Kapitel 4.2 zeigt, bei der ein

Verhältnis von Pmax/Pnenn = 1,61 bei konventioneller Wassermantelkühlung erreicht wird.

Ein weiteres Detail ist die häufige Verwendung von permanenterregten Synchronmaschinen (PSM) in

einer Vielzahl der Anwendungen. Diese werden aufgrund ihrer hohen Leistungsdichte bevorzugt einge-

setzt [FN22], um den Herausforderungen des begrenzten Bauraums in Mobima zu begegnen [Hec15].

Bestimmung von EM-Betriebspunkten in landwirtschatlichen Mobima

Zur Bestimmung der Anforderungen an die EM in elektrischen Mobima müssen diese anhand rea-

litätsnaher Anwendungsszenarien untersucht werden [RHV15]. Eine Möglichkeit zur Bewertung von

landwirtschaftlich genutzten Mobima ist der Power-Mix der Deutschen Landwirtschafts Gesellschaft

(DLG) [DLG24]. Der Power-Mix bildet unterschiedliche typische landwirtschaftliche Arbeiten ab und

ist in Abbildung 2.2 zusammenhängend dargestellt. In a) ist das Geschwindigkeitsprofil in km
h über der

Zeit in s für alle Zyklen visualisiert, während in b) die zugehörige PTO-Leistung PPTO in % der Gesamt-

fahrzeugleistung aufgeführt ist.

1 Diesel-Elektrisch
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2.1 Elektrifizierung in mobilen Arbeitsmaschinen

Tabelle 2.1: Elektrifizierte mobile Arbeitsmaschinen sortiert nach Dauerleistung Pnenn

Art Hersteller Typ Motorart Pnenn in kW Pmax in kW Quelle

Kompaktradlader Norcar a60e1 PSM 9,9 - [Nor24]

Minibagger Bobcat E19e ASM 10 - [Bob25]

Minibagger Volvo ECR25 PSM 14,8 18 [Vol25c]

Minibagger Wacker Neuson EZ17e RSM 16,5 - [Wac25]

Minibagger Komatsu PC33E-6 PSM 17,4 - [Kom25]

Kompaktradlader CASE 12EV - 22 - [CNH25b]

Kompaktradlader Volvo L20 / L25 ASM 22 - [Vol25a]

Teleskoplader Kramer KT144e / 1445e - 23,2 25,2 [Kra25b]

Kompaktradlader Kramer 5065e - 23,2 25,2 [Kra25a]

Radlader Liebherr L-507E PSM 30 / 15 - / 30 [Lie25a]

Mähwerk Rousseau E-Fulgor - 33 - [ALA25]

Traktor Fendt E100 - 50 - [Fri23]

Mähwerk Rousseau E-Kondor - 61 - [ALA25]

Bagger Komatsu PC138E-11 - 72,5 - [Kom25]

Baggerlader CASE - - 80 95 [CNH25a]

Futtermischwagen Siloking eTruck 2012-12 - 80 - [SIL25]

Traktor Tadus - - 90 120 [TAD25]

Umschlagbagger1 Sennebogen 821E - 90 - [SEN25]

Bagger Volvo EC230 PSM 105 160 [Vol25b]

Bagger Komatsu PC210E-11 - 123 175 [Kom25]

Harvester1 Logset 12H GTE Hybrid - 125 175 [Mal19]

Die Zyklen des DLG-Powermix können in drei Bereiche unterteilt werden:

1. Bereich 1 (0 bis 1.170 s): Konstant niedrige Geschwindigkeiten von maximal 12 km
h , wie sie bei-

spielsweise bei Arbeiten wie Walzen, Pflügen oder Grubbern auftreten. Die für die Arbeitsaufgabe

erforderlichen Kräfte werden als zusätzliche Zugkraft aufgeprägt.

2. Bereich 2 (1.170 bis 3.740 s): Niedrige Fahrgeschwindigkeiten von bis zu 16 km
h mit PTO- und

Hydraulikleistungen in einer Größenordnung von bis zu 100 % der primären Leistungsquelle. Ex-

emplarisch hierfür sind Arbeiten wie Mähen oder Heuaufnahme.

3. Bereich 3 (3.740 bis 4.370 s): Abbildung von Fahrprofilen für Transportarbeiten unterschiedlicher

Ausführung. In diesem Bereich wird keine PTO- und Hydraulikleistung gefordert.

Dieser Zyklus wird genutzt, um Fahrzeugmodelle hinsichtlich ihres Verbrauchs oder Systemverhaltens

zu bewerten, wie dies später in Kapitel 4.1.1 für eine elektrifizierte Modellvariante des Mehrzwecktrans-

porters erfolgt. Abbildung 2.3 zeigt dazu vorab beispielhafte Ergebnisse aus den eigenen Simulationen,

bei denen ein Teil des Transportzyklus (T13-TUH) genutzt wurde, um die Betriebspunkte (n(t),M(T ))

der im System eingesetzten EM zu bestimmen.

Es sind die Drehzahlen n(t) und die Drehmomente M(t) der im ECVT verbauten EM dargestellt. EM1

(blau) zeigt in der Drehzahl und im Drehmoment einen nahezu konstanten Verlauf auf. EM2 hingegen

bewegt sich in allen Betriebsbereichen einer EM und weist einen deutlich dynamischeren Verlauf auf.

Eine nähere Erläuterung hierzu folgt in Kapitel 4.1.1.
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Abbildung 2.2: a) Geschwindigkeitsprofil und b) Zapfwellenleistung des DLG-Zyklus
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Abbildung 2.3: Drehzahl und Drehmoment der EM eines beispielhaften ECVT im Transportzyklus T13-TUH

Bestimmung von EM-Betriebspunkten in Baumaschinen

In Baumaschinen werden ebenfalls standardisierte Zyklen eingesetzt, um das Systemverhalten sowie den

Energieverbrauch unter realitätsnahen Betriebsbedingungen zu bewerten. Diese Testzyklen variieren je

nach Maschinentyp, spezifischer Arbeitsaufgabe und den damit verbundenen Betriebsprozessen, da un-

terschiedliche Maschinenklassen und Einsatzszenarien jeweils eigene Anforderungen an die Leistungs-

und Verbrauchsanalyse stellen.

Ein etabliertes Verfahren zur Untersuchung des Energieverbrauchs und des Systemverhaltens von Rad-

ladern stellt der Liebherr Normtest dar. In diesem Test durchläuft der Radlader einen standardisierten

Y-Zyklus, der so lange wiederholt wird, bis ein definierter Dieselverbrauch von 5 l erreicht ist [Lie25b].

Zur Evaluierung elektrischer Mobima kann dieser Testzyklus methodisch angepasst werden, indem an-

stelle des Kraftstoffverbrauchs das äquivalente Energiependant in kWh als Bewertungsgröße herangezo-
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gen wird. Dieser Zyklus ist auch als kleines Arbeitsspiel bekannt, wohingegen im großen Arbeitsspiel

längere Fahrstrecken betrachtet werden [Fec18].

Neben dem speziell für Radlader entwickelten Liebherr-Normtest existieren weitere standardisierte Test-

verfahren für verschiedene Typen von Baumaschinen. Die Japan Construction Mechanization Associa-

tion (JCMA) definiert Testspezifikationen zur Ermittlung des Kraftstoffverbrauchs von Baumaschinen

wie Baggern, Radladern und Planierraupen. Für die Untersuchung eines Baggers sind der 90°-Zyklus,

das Ziehen eines Planums, eine Transportfahrt sowie der Leerlauf als standardisierte Testabläufe vorge-

sehen. Allerdings erfolgen sämtliche Bewegungsabläufe unbelastet, da alle Arbeitsschritte ausschließlich

als Leerbewegungen ausgeführt werden. Aufgrund der fehlenden Berücksichtigung realer Belastungen

ist dieser Testzyklus jedoch nicht repräsentativ für den praktischen Einsatz [Stu15].

Daher wurde am Institut für Mobima des KIT für die Bestimung der Elektrifizierungspotenziale von Bag-

gern im Rahmen eines Forschungsprojektes in Umschlagarbeiten und im Deponiebetrieb ein 90°-Zyklus

anhand zahlreicher Messungen definiert [GBS22]. Der Arbeitszyklus kann genutzt werden um die Leis-

tungsanforderungen und die Energieflüsse innerhalb des Systems zu bestimmen. Er hat eine Dauer von

14,5 s und kann durch mehrmaliges Wiederholen ein realistisches Abbild einer Anwendung des Baggers,

wie bspw. in einer Deponie, darstellen. Die vier wesentliche Arbeitsschritte des Zyklus sind:

1. Befüllen des Löffels mit Schüttgut (0 bis 4,5 s)

2. Anheben des Löffels und Drehen des Oberwagens um 90◦ (4,5 bis 10 s)

3. Entleeren des Schaufelinhalts in den LKW (10 bis 12,5 s)

4. Rückschwenken (12,5 bis 14,5 s)

Dieser Zyklus ermöglicht die Analyse relevanter Betriebspunkte der EM in den Modellvarianten des

hybridisierten Baggermodells in Kapitel 4.1.2. Die Anforderungen an Leistung und Betriebspunkte ver-

deutlichen die Vielfalt der Einsatzbedingungen, unter denen EM in Mobima betrieben werden.

Um eine fundierte Bewertung des thermischen Verhaltens von EM in diesen Anwendungen zu ermögli-

chen, werden im folgenden Kapitel deren Grundlagen betrachtet. Dazu zählen der Aufbau, die Verlust-

mechanismen einschließlich ihrer Betriebspunktabhängigkeiten sowie verschiedene Kühlkonzepte, die

insbesondere im mobilen Einsatz von Bedeutung sind.

2.2 Grundlage elektrischer Maschinen für den mobilen Einsatz

Typischerweise werden für den mobilen und drehzahlvariablen Einsatz, wie in Kapitel 2.1 beschrie-

ben, Wechselstrommotoren verwendet. Diese werden über Frequenzumrichter oder Wechselrichter an-

gesteuert, um Drehzahl oder Drehmoment bedarfsgerecht einzustellen. Der Einsatz von DC-Motoren als

Hauptantrieb gilt hingegen als nicht mehr zeitgemäß [Dop20, S.199].

Drehstrom- oder Wechselstrommotoren lassen sich nach Abbildung 2.4 in Asynchron- und Synchronmo-

toren unterteilen. Die Unterscheidung beruht auf dem Verhältnis der Rotordrehzahl zur Geschwindigkeit

des umlaufenden Drehfeldes. Bei Asynchronmaschinen ist die Rotordrehzahl geringer als die Drehfeld-

geschwindigkeit und wird durch den Schlupf s beschrieben. Synchronmaschinen hingegen weisen keinen

Schlupf auf, da das Drehfeld synchron zur Rotordrehzahl verläuft.
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Bei Asynchronmaschinen (grün) unterscheidet man zwischen Schleifringläufern und Kurzschlussläu-

fern. Schleifringläufer ermöglichen eine gezielte Regelung von Anlaufstrom und Drehmoment und

eignen sich daher besonders für Anwendungen mit variablen Betriebsbedingungen. Kurzschlussläufer

zeichnen sich durch eine robuste und konstruktiv einfache Bauweise aus und werden deshalb häufig in

mobilen Anwendungen eingesetzt.

Synchronmotoren (blau) lassen sich in fremderregte Synchronmotoren, permanenterregte Synchronmo-

toren und Reluktanzmotoren unterteilen. Fremderregte Synchronmotoren erzeugen das Rotor-Magnetfeld

durch eine externe Stromversorgung, während permanenterregte Synchronmotoren dies mit Permanent-

magneten realisieren. Der Reluktanzmotor nutzt hingegen die magnetische Reluktanz zur Erzeugung des

Drehmoments. Ergänzend existiert der reluktanzbehaftete permanenterregte Synchronmotor (rPSM),

welcher Magnetmaterialien mit Reluktanzeffekten kombiniert, um eine hohe Effizienz sowie eine gestei-

gerte Leistungsdichte zu erreichen.

Abbildung 2.4: Elektrische Wechselstrommaschinen nach Art

In dieser Arbeit liegt der Fokus auf der Analyse einer rPSM. Diese Maschinenart zeichnet sich durch

den Einsatz von Magnetmaterialien aus, wodurch eine hohe Leistungsdichte erreicht wird, was sie ins-

besondere für mobile Anwendungen vorteilhaft macht. Die Wahl eines geeigneten Motortyps muss stets

anwendungsspezifisch erfolgen, da Faktoren wie Kosten, Betriebsbedingungen und Baugrößenanforde-

rungen variieren können [FN22, Bol18, MP09, MVP11].

Die im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Methode ist unabhängig vom gewählten Maschinentyp einsetz-

bar, sofern eine geeignete Verlustmodellierung (vgl. Kapitel 4.2) sowie ein entsprechendes thermisches

Modell (vgl. Kapitel 5.4) vorliegen.

Im Folgenden wird in Kapitel 2.2.1 zunächst die prinzipielle Funktionsweise permanenterregter Energie-

wandler erläutert. Darauf aufbauend erfolgt in Kapitel 2.2.2 eine detaillierte Beschreibung des Aufbaus

einer EM. Anschließend werden in Kapitel 2.2.3 die grundlegenden Verlustmechanismen analysiert. Die-

se Betrachtungen bilden die Grundlage für die weiterführenden Untersuchungen in Kapitel 2.3.

2.2.1 Grundprinzip der elektromagnetischen Energiewandlung

Zur Umwandlung elektrischer Leistung P(U, I) in mechanische Leistung P(n,M) werden elektromagne-

tische Energiewandler benötigt. Die Grundelemente solcher Maschinen bestehen aus stromdurchflosse-

nen Wicklungen und einem Rotor, der in einem magnetischen Feld platziert ist.

In Abbildung 2.5 ist dieser Aufbau zu sehen. In Kupferfarben ist eine Wicklung dargestellt, in der ein

Permanentmagnet rotatorisch gelagert ist. Durch die elektrische Spule fließt ein zeitabhängiger Strom
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2.2 Grundlage elektrischer Maschinen für den mobilen Einsatz

I(t) und erzeugt somit ein Magnetfeld H(t). Die Stärke des Magnetfeldes hängt von der Anzahl der

Windungen k und der Stromstärke I(t) nach Gleichung 2.1 ab.

H(t) = k · I(t) (2.1)

Das Magnetfeld H(t) wiederum ruft den magnetischen Fluss ΦW (t) hervor. Der rotatorisch gelagerte

Permanentmagnet erfährt hierdurch, eine Kraft F⃗ . Diese entsteht durch die Wechselwirkung zwischen

dem Magnetfeld des Permanentmagneten ΦPM und dem Feld der stromdurchflossenen Wicklungen. Als

Folge dieser Kraft beginnt der Rotor, sich zu drehen. Das resultierende Drehmoment M lässt sich mithilfe

des Hebelgesetzes berechnen. Unter der Voraussetzung, dass der Kraftvektor F⃗ senkrecht zum Hebelarm

r⃗ steht (⃗r ⊥ F⃗), ergibt sich das Drehmoment nach Gleichung 2.2b.

M = F · r (2.2a)

mit r⃗ ⊥ F⃗ (2.2b)

Abbildung 2.5: Resultierende Kraft auf einen Permanentmagnet in einem aufgeprägtem Magnetfeld

Aus diesen Überlegungen lässt sich ableiten, dass das erzeugte Drehmoment in einer EM analog zu Glei-

chung 2.3 sowohl von geometrischen Parametern als auch von elektrischen bzw. elektromagnetischen

Parametern abhängig ist.

Zu den geometrischen Größen zählen insbesondere der Bohrungsdurchmesser d = 2 · r, der den An-

griffspunkt der wirkenden Kraft darstellt, und die Länge l der Maschine. Das Drehmoment ist dabei

proportional zur Länge l der Maschine und zum Quadrat des Bohrungsdurchmessers d2, da der Durch-

messer sowohl die Fläche der Wicklungen als auch den Hebelarm beeinflusst. Darüber hinaus hängt das

Drehmoment von der magnetischen Flussdichte B und dem Strombelag A ab, welcher die Summe des

Stroms durch die Leiter auf den Rotorumfang beschreibt. Diese Grundkomponenten werden im folgen-

den Kapitel beschrieben und eingeordnet.

M ∼ d2 · l ·A ·B (2.3)
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2.2.2 Aufbau einer elektrischen Maschine

Der prinzipielle Aufbau einer EM in Form eines Innenläufers ist in Abbildung 2.6 dargestellt. Die Grun-

delemente der EM bestehen aus dem Stator, der fest im Gehäuse verankert ist, und dem Rotor, der über

eine Welle mit der anzutreibenden Last gekoppelt ist. Die Länge des Blechpaketes, welches für Stator

und Rotor i.d.R. gleich ist, wird als aktive Eisenlänge lFe bezeichnet.

Im Fall eines Innenläufers befindet sich der Rotor mit Außendurchmesser dR,a in einer Bohrung im

Stator mit Innendurchmesser dS,i. Der Unterschied dieser beiden Durchmesser ergibt sich durch den

Luftspalt s, der sie voneinander trennt. Der mittlere Durchmesser des Luftspalts di ist insbesondere für

die elektromagnetischen Berechnungen mittels Finite-Elemente-Methode (FEM) von Bedeutung.

Das elektromagnetische Feld im Stator wird durch die Wicklung erzeugt, die in Nuten im Stator einge-

legt ist. Die Wicklung besteht üblicherweise aus Kupfer. Den Bereich der Leiter der an den Stirnseiten

der elektrischen Maschine über den Stator hinaus ragt, wird als Wickelkopf bezeichnet. Zur mechani-

schen Stabilisierung und Verbesserung der thermischen Anbindung an das Gehäuse kann der Wickel-

kopf auch mit Vergussmassen (Abbildung 2.6, rechter Wickelkopf exemplarisch mit Verguss in gelb)

umgeben werden.

Die Verluste in solch einer EM können in unterschiedlicher Art und Weise abgeführt werden. Exempla-

risch sind in Abbildung 2.6 im unteren Teil ein Kühlmantel a) bzw. Kühlrippen b) dargestellt. Detaillier-

tere Ausführungen zu Kühlmethoden für Antriebe mit hoher Leistungsdichte finden sich in Kapitel 2.3.3.

Abbildung 2.6: Aufbau und leistungsbestimmende Maße in E-Maschinen, mit optionalem Verguss (gelb)
und verschiedener Darstellung zur Kühlung (a) Wassermantel b) Kühlrippen)

Anhand der im vorherigen Kapitel 2.2.1 aufgeführten elektromagnetischen Größen (Strombelag A, ma-

ximale Flussdichte Bmax) und den geometrischen Größen (Luftspaltdurchmesser di, aktive Länge lFe)

können erste Abschätzungen für die Leistungsfähigkeit einer EM durchgeführt werden. Die erste Aus-

legung einer EM erfolgt i.d.R. gemäß dem in Abbildung 2.7 gezeigten Schema und wird im Folgenden

näher beschrieben.

Zunächst werden die Bauraum definierenden, maximalen Maße ermittelt und festgelegt. Anschließend

kann mithilfe von Gleichung 2.4a sowie gängiger Werte für den Drehschub σ in kN/m2 oder der es-

son’schen Leistungsziffer C in kW ·min−1

m3 eine Indikation für das erreichbare Drehmoment ermittelt wer-

den [FN22, S.18 ff.]. Die esson’sche Leistungsziffer und der Drehschub können nach Gleichung 2.4b
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maximale Abmaße
dS,a/lFe

bekannt

Drehmoment
Mmax

ausreichend

Drehzahlniveau
nmax

i.O.

Leistung
Pmax

ausreichend

Randbedingung
nicht erfüllt

Abbildung 2.7: Vorgehen zur Grobauslegung von EM

ineinander umgerechnet werden und geben die Kraft pro Fläche bzw. Leistung pro Volumen, bezogen

auf den Luftspaltdurchmesser di wieder.

Eine direkte Beeinflussung der Größe des Drehschubs σ ist nur im Rahmen von Gleichung 2.4c möglich.

Der Strombelag A beschreibt den auf den Luftspaltdurchmesser di bezogenen Gesamtstrom, der sich

aus der Anzahl der Leiter zC und dem Strom IC, der durch jeden einzelnen Leiter fließt, ergibt. Die

maximale magnetische Flussdichte B im zweiten Teil der Formel ist nur begrenzt anpassbar, da diese ein

Materialparameter des verwendeten Elektroblechs ist.

M =
π

2
·σ ·d2

i · lFe =
1

2π
·C ·d2

i · lFe (2.4a)

σ = π
2 ·C (2.4b)

σ = A ·B =
zc · Ic

π ·di
·B (2.4c)

Mit dem ermittelten Durchmesser lassen sich die maximale Drehzahl nmax und die daraus resultierende

Umfangsgeschwindigkeit vR,max berechnen. Diese Größen ergeben sich aus den maximalen Fliehkräften,

die von den verwendeten Materialien aufgenommen werden können, und definieren somit die mecha-

nischen Grenzen. Dabei werden sowohl der Maschinentyp (z. B. PSM mit Oberflächenmagneten oder

vergrabenen Magneten, ASM mit geschlossenen oder offenen Nuten im Läufer) als auch mögliche Modi-

fikationen, wie Verstärkungen durch Glasfaser- oder Kohlefaserbandagen, berücksichtigt [FN22, S.365].

Zur Bewertung der Eignung einer EM für eine bestimmte Anwendung muss zudem geprüft werden,

ob das erforderliche Leistungsniveau erreicht werden kann. Die Bestimmung erfolgt mithilfe von Glei-

chung (2.5) unter Verwendung des zuvor bestimmten maximalen Drehmoments Mmax und der Dreh-

zahl nmax.

P = 2π ·M ·n =
σ

π2 ·d
2
i · lFe ·n =C ·d2

i · lFe ·n (2.5)

Diese grobe Auslegung zielt maßgeblich darauf ab, eine erste Abschätzung für die Dimensionen einer

EM zu erhalten. Verluste PV werden dabei vorrangig in Form des Strombelags A oder indirekt über die

Leistungsziffer C bzw. den Drehschub σ berücksichtigt. Für eine weiterführende thermische Analyse

sind eine genauere Untersuchung der Verlustmechanismen sowie deren Lokalisierung notwendig.
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2.2.3 Verluste Elektrischer Maschinen

EM unterliegen verschiedenen Begrenzungen, die sowohl elektromagnetische als auch thermische Ur-

sachen haben. Während die elektromagnetische Auslegung die Drehzahl-Drehmoment-Kennlinie de-

finiert, bestimmen thermische Limitierungen maßgeblich die maximale Betriebsfähigkeit. Diese ther-

mischen Grenzen ergeben sich laut [Dop20] aus verschiedenen Randbedingungen, insbesondere den

betriebspunktabhängigen Verlusten, welche in Wechselwirkung mit dem Kühlsystem eine spezifische

Endtemperatur hervorrufen.

Aufgrund dieser Zusammenhänge ist es erforderlich, die Abhängigkeit der Verluste von den jeweiligen

Betriebspunkten zu kennen. Die Gesamtverluste PV in EM lassen sich allgemein durch Gleichung 2.6a

beschreiben und sind in Abbildung 2.8 veranschaulicht. Dabei ist eine Unterteilung in verschiedene Ver-

lustkomponenten sinnvoll, wobei zwischen Statorverlusten PVS, Rotorverlusten PVR, mechanischen Ver-

lusten PV,Mech sowie Zusatzverlusten PV,Zus unterschieden wird. Die Statorverluste PVS setzen sich für alle

Maschinentypen aus ohmschen Verlusten in den Wicklungen, auch als Stromwärme- oder Kupferverluste

PVS,Cu bezeichnet, sowie aus Eisenverlusten PVS,Fe zusammen.

Die Rotorverluste PVR werden abhängig vom Maschinentyp unterschieden. In allen Typen treten dabei im

Rotor Eisenverluste PVR,Fe auf. In EM mit Permanentmagneten (PSM oder rPSM) entstehen zusätzliche

Magnetverluste PVR,Mag. Dies ist mit Gleichung 2.6c beschrieben. In Asynchronmaschinen (ASM) sowie

fremderregten synchron Maschinen (FSM) fallen hingegen zusätzlich ohmsche Verluste durch Ströme

PVR,Cu an. Dies ist durch Gleichung 2.6d beschrieben [FN22, S.477 ff.].

Abhängig von Betriebspunkt und Fertigungstoleranzen müssen darüber hinaus noch Zusatzverluste PV,Zus

berücksichtigt werden. Außerdem treten bei allen EM mechanische Verluste PV,Mech auf, bspw. durch

Reibung in Lagern, Dichtungen, Lüfterverluste oder Luftreibung im Luftspalt.

Im Folgenden werden die einzelnen Verlustmechanismen sowie deren Ursachen kurz erläutert. Für wei-

terführende Informationen und eine detaillierte Beschreibung der Verlustarten wird auf [Bau19], sowie

die einschlägige Fachliteratur [Bol18, MVP11, FN22, Dop20] verwiesen.

PV = PVS +PVR +PV,Mech +PV,Zus (2.6a)

PVS = PVS,Cu +PVS,Fe (2.6b)

PSM: PVR = PVR,Fe +PVR,Mag (2.6c)

ASM/fremderregt: PVR = PVR,Fe +PVR,Cu (2.6d)

Kupferverluste PV,Cu

Kupferverluste treten durch ohmsche Verluste auf. In allen Maschinentypen fließt der Strom zunächst

durch die Statorwicklungen. Bei Asynchronmaschinen oder fremderregten Synchronmaschinen tritt zu-

sätzlich ein Stromfluss im Rotor auf. Die Verluste hängen dabei vom Widerstand des durchflossenen

Leiter RLeiter ab und nehmen gemäß

PV,Cu = I2 ·RLeiter (2.7)
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Abbildung 2.8: Visualisierung von Verlusten in a) Permanenterregten und b) Asynchronen EM im motorischen Betrieb

quadratisch mit dem Strom zu. Darüber hinaus beeinflusst auch die Materialwahl nach

RLeiter = ρMaterial ·
lLeiter

ALeiter
(2.8)

mit dem spezifischen Widerstand des Materials ρMaterial , der Länge des Leiters lLeiter, sowie deren Quer-

schnitt ALeiter die Verluste. Höhere Temperaturen erhöhen zudem den Widerstand und damit auch die

Verluste, während Effekte wie der Skin- und Proximity-Effekt2 bei höheren Frequenzen den wirksamen

Widerstand weiter erhöhen können [WMM12, WSG+14].

Je nach Ausführung der Wicklung können zudem Wirbelströme in den Leitern auftreten. Daher werden

bei höheren Grundfrequenzen Litzendrähte verwendet. Eine angepasste Wicklungsgeometrie, geeignete

Kühlsysteme oder der Einsatz hochwertigerer Materialien sind mögliche Maßnahmen, um die Kupfer-

verluste zu reduzieren. Nach [AWG+19] kann der Anteil der Kupferverluste in den Wickelköpfen je nach

Auslegung 20 % oder mehr der Gesamtverluste betragen.

Eisenverluste PV,Fe nach [FN22, S.25ff]

Die Eisenverluste in EM sind vorwiegend frequenzabhängig und setzen sich aus Hysterese- und Wirbel-

stromverlusten zusammen. Die Hystereseverluste entstehen durch die wiederholte Ummagnetisierung

des Elektroblechs. Sie sind proportional zur Fläche der B-H-Hysteresekurve des verwendeten Materials

und können nach Gleichung 2.9 als Verluste pro Masseneinheit angegeben werden. Hierbei fließt ein Ver-

lustfaktor cH , die Frequenz f des Wechselfeldes sowie die magnetische Flussdichte B mit dem Exponent

x mit ein. Der Wert von x wird experimentell bestimmt; ist x nicht bekannt, wird typischerweise ein Wert

von 2 angenommen. Die Gleichung ist auch als Jordan-Steinmetz-Gleichung bekannt [Jor24, KH05].

vH = cH · f ·Bx mit x = 1,6−2,4; typischerweise:2 (2.9)

Wirbelstromverluste im Blechpaket hingegen werden durch induzierte Spannungen im Eisen infolge des

Wechselfeldes hervorgerufen. Diese führen zu Kreisströmen im Blechpaket und somit zu ohmschen Ver-

lusten, die nach Gleichung 2.10 quadratisch mit der Frequenz f und der Flussdichte B ansteigen. Zusätz-

lich gibt es den Faktor cW , welcher im Versuch erfasst wird. Dies erfolgt i.d.R. durch den Hersteller des

2 Effekte durch Stromverdrängung, näher ausgeführt in [Bau19]
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Rohmaterials. Eingehende Untersuchungen und weitere Modellierungsansätze sind in [Lev14, S.25 ff.]

und nach BERTOTTI in [Ber85a, BSMF85, Ber85b] zu finden.

vW = cW · f 2 ·B2 (2.10)

Die Werte für vH und vW werden für die Bestimmung der Werte üblicherweise mit einem Epstein-Apparat

nach DIN 60404-2 [Deu09] vermessen. Dabei werden definierte magnetische Flussdichten, von B = 1T

oder 1,5T , sowie eine Frequenz f von 50 Hz genutzt. Je nach Anwendung können auch weitere Punkte

vermessen werden, um eine genauere Modellierung der Verluste zu ermöglichen.

Die resultierenden Eisenverluste PV,Fe setzen sich somit aus den massebezogenen Einzelverlusten zusam-

men. Gleichung 2.11a zeigt die Kombination dieser Faktoren. Hier wird zusätzlich ein Frequenzfaktor

k f verwendet, um die unterschiedliche Frequenzabhängigkeit von Hysterese- und Wirbelstromverlusten

zu berücksichtigen. Darüber hinaus fließt ein Bearbeitungsfaktor kB ≈ 1,3 in die Berechnung ein, um

herstellungsbedingte Einflüsse auf das Blechmaterial abzubilden [FN22, S.25ff].

PV,Fe = mFe · v15 ·
(

B
1,5T

)2

· k f · kB (2.11a)

mit Frequenzfaktor: k f =

(
f

50Hz

)1,5

(2.11b)

Außerdem können sich zudem je nach Wicklungsart und Maschinentyp die Eisenverluste unterschied-

lich stark ausgeprägen. So zeigt [YFS09], dass Maschinen mit konzentrierten Wicklungen tendenziell

höhere Eisenverluste im Rotor aufweisen als solche mit verteilten Wicklungen. Im allgemeinen stellt die

genaue Berechnung der Eisenverluste nach [Bau19] und [Küh18], trotz FEM-Berechnungen weiterhin

ein ungelöstes Problem dar, welches bei hoher Präzisionsanforderung experimentell maschinenabhängig

untersucht werden muss.

Magnetverluste PV,Mag

In den Permanentmagneten einer EM entstehen durch Effekte wie Wirbelströme oder Stromoberschwin-

gungen im Umrichterbetrieb ohmsche Verluste. Diese hängen maßgeblich von der Frequenz sowie der

Amplitude der auftretenden Ströme ab. Um die Magnetverluste zu reduzieren, werden die Magnete i.d.R.

segmentiert. Obwohl diese Verluste im Vergleich zu anderen Verlustarten meist gering sind, können sie

unter ungünstigen Umständen nicht vernachlässigt werden, da eine zu hohe Magnettemperatur zur Ent-

magnetisierung führen kann [Bau19, S.137 ff.].

Untersuchungen von [YFS09] zeigen, dass Magnetverluste bei verteilten Wicklungen geringer ausfallen

als bei Einzelzahnwicklungen. Zudem hat der Lastwinkel einen erheblichen Einfluss auf die Höhe der

Magnetverluste. Weitere Analysen finden sich in [Chv22] und [HL19].

Mechanische Verluste PV,Mech

Die mechanischen Verluste in einer EM (Annahme: Axialkraftfrei) resultieren im Wesentlichen aus dreh-

zahlabhängigen Einflüssen. Dazu zählen zunächst die Reibungsverluste in den Lagern, die durch das
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Reibmoment MR,Lager beschrieben werden und gemäß MR,Lager ∼ n2/3 · d3 mit der Drehzahl skalieren

[Rei18, Gleichung 4.69]. Dabei bezeichnet d den mittleren Lagerdurchmesser. Darüber hinaus entstehen

Lüftungsverluste, bei denen ein Luftwiderstandsmoment MR,Lu f t wirkt, das nach [Bau19, S.139] typi-

scherweise kubisch mit der Drehzahl ansteigt MR,Lu f t ∼ n3.

Zusatzverluste PV,Zus

Zusatzverluste in EM werden von verschiedenen Faktoren beeinflusst und lassen sich daher weder uni-

versell beschreiben noch eindeutig festlegen. Laut DIN EN 60034-2-1 kann bei unbekannten Zusatzver-

lusten, abhängig von der Maschinenleistung, ein pauschaler Wert von 2,5 % der elektrisch zugeführten

Leistung Pelektrisch angenommen werden, falls keine Messungen vorliegen [Deu08].

Diese Zusatzverluste entstehen bspw. durch:

• Stromoberschwingungen im Umrichterbetrieb, welche nicht expliziten Bereichen zugeordnet wer-

den können,

• Stromverdrängungen in den Leitern, verursacht durch Skin- und Proximity-Effekte ,

• Fertigungsbedingte Verluste an Stanz- oder Laserschnittkanten der Elektrobleche,

• Wirbelströme in weiteren Komponenten wie Gehäuse, Welle oder anderen metallischen Bauteilen

[PD13, Bau19].

2.3 Kühlung elektrischer Maschinen

Die durch den Betrieb von EM entstehenden Verluste führen zu einer Erwärmung der Maschine, die

ohne geeignete Kühlmaßnahmen die thermischen Grenzwerte der eingesetzten Materialien überschreiten

kann. Insbesondere in Anwendungen mit hohen Leistungsdichten, wie in mobilen Arbeitsmaschinen,

stellt die effiziente Wärmeabfuhr folglich eine wesentliche Herausforderung dar.

Die Wahl des Kühlsystems hat direkten Einfluss auf die Leistungsfähigkeit, Lebensdauer und Zuver-

lässigkeit der EM. Während in kleineren Maschinen oder Systemen mit niedriger Leistungsdichte eine

passive Luftkühlung ausreicht, sind bei höheren Leistungsanforderungen aktive Kühlsysteme notwendig.

Diese umfassen unter anderem erzwungene Luftkonvektion und Flüssigkühlung. Aufgrund der besse-

ren Wärmeübertragungseigenschaften und der kompakteren Bauweise wird in hochleistungsfähigen EM

häufig die Flüssigkühlung eingesetzt [Eps20].

In diesem Kapitel werdspen zunächst die Grundlagen der thermischen Modellierung von EM vorgestellt.

Anschließend werden verschiedene Kühlmethoden hinsichtlich ihrer Einsatzgebiete und technologischen

Umsetzung diskutiert. Besonderes Augenmerk liegt auf der Flüssigkühlung, die aufgrund der in mobilen

Anwendungen geforderten hohen Leistungsdichte bevorzugt eingesetzt wird.

2.3.1 Thermische Modellierung von elektrischen Maschinen

Die Temperatur in einer EM ergibt sich laut [FN22] aus der Bilanz der erzeugten, gespeicherten und

abgegebenen Wärme. Die erzeugte Wärme entspricht dem Wärmestrom Q̇, also den Verlusten PV der

EM aus Kapitel 2.2.3, in der Zeit ∆t.
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Die erzeugte Wärme wird teilweise gespeichert, wobei die thermische Masse durch die spezifische Wär-

mekapazität cp und die Masse m charakterisiert wird. Gleichzeitig wird Wärme an das Kühlmittel ab-

gegeben, was vom Wärmeübergangskoeffizienten α , der Oberfläche A und der bestehenden Temperatur-

differenz ∆T zur Wärmesenke abhängt. Dies kann mithilfe von

Q = PV ·∆t︸ ︷︷ ︸
Erzeugte Wärme

= α ·A ·∆T ·∆t︸ ︷︷ ︸
abgegebene Wärme

+ cp ·m ·∆T︸ ︷︷ ︸
gespeicherte Wärme

(2.12)

beschrieben werden. Für t → ∞ stellt sich eine stationäre Temperatur (Verharrungstemperatur) ein, die

durch

∆T =
PV

α ·A
(2.13)

beschrieben wird.

Vereinfacht stellt diese Gleichung die mittlere Endtemperatur T max für die EM dar. Diese ist jedoch

für Aussagen zum realistischen Betriebsverhalten nicht ausreichend, da sie keine lokalen Temperatur-

spitzen berücksichtigt, die insbesondere an thermisch kritischen Bauteilen wie Wickelköpfen oder Ma-

gneten auftreten können. Deshalb müssen einzelne Bereiche der EM gesondert betrachtet werden. Die

tatsächlich zulässige maximale Temperatur ist maßgeblich von den verwendeten Isolationsmaterialien

und Magnetmaterialien limitiert. Nach [KLR+19] gelten für Permanentmagnete unterschiedliche Tem-

peraturgrenzen: Magnete auf Neodym-Eisen-Bor-Basis (NdFeB) besitzen eine Temperaturgrenze von

150 ◦C, während Magnete aus Samarium-Cobalt (SmCo) Temperaturen von bis zu 300 ◦C standhalten

können.

Die eingesetzten Isolationsmaterialien werden i.d.R. gemäß DIN EN 60085 in Temperaturklassen von

Y bis R eingeteilt. Die für EM relevanten Isolationsklassen sind in Tabelle 2.2 aufgeführt. Die zulässi-

gen Temperaturbereiche liegen dabei zwischen 120 ◦C und 180 ◦C. Typischerweise wird für EM Klasse

F oder H genutzt. Ein Einsatz von Klasse N wird aufgrund der deutlich höheren Kosten meist nur in

Spezialanwendungen in Erwägung gezogen.

Tabelle 2.2: Isolationsklassen E-N nach DIN EN 60085

Klasse Temperatur in °C

E 120

B 130

F 155

H 180

N 200

Um diese Temperaturgrenzen einzuhalten, müssen die Temperaturen bereits in der Auslegungsphase

berücksichtigt werden. Hierzu können die Temperaturverteilungen innerhalb eines Systems auf unter-

schiedliche Weisen analysiert werden. Eine analytische Beschreibung liefert prinzipiell genaue Lösun-

gen, ist jedoch nur für einfache Strukturen (z. B. Platte-Platte-Anordnung, Wärmeleitung im Stab) mit

vertretbarem Aufwand umsetzbar. Für komplexe Strukturen wie EM ist eine rein analytische Berechnung
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hingegen nicht praktikabel, da Geometrie, Materialien und Randbedingungen zu viele Freiheitsgrade auf-

weisen. Nach BAUER [Bau19] gibt es zwei wesentliche Ansätze zur thermischen Modellierung von EM:

• Finite-Elemente-Simulation (FEM) und Computational-Fluid-Dynamics (CFD): Diese Me-

thoden bieten eine sehr detaillierte Simulationstiefe und ermöglichen die exakte Berechnung von

Temperaturverteilungen und Strömungsverhältnisse (Luft und Wasser) in EM-Gehäusen und de-

ren Kühlmäntel. Sie sind besonders nützlich für die thermische Simulation komplexer Geometrien.

Eine ausführliche Anwendung dieser Ansätze ist in [WN15, AWG+19], beschrieben.

• Thermische Lumped-Parameter-Modelle (LPTM, engl.: Lumped Parameter Thermal Model):

Thermische Netzwerkmodelle, zeichnen sich hingegen durch geringeren Rechenaufwand und eine

höhere Allgemeingültigkeit aus, weshalb sie für viele Anwendungen bevorzugt werden [BCS+09,

KS08]. Hierzu gibt es eine Vielzahl an Veröffentlichungen, die in unterschiedlicher Detailtiefe

verschiedene EM modellieren. Grundlagen oder einfache Modelle sind dabei in [MPD72, PK79,

MRT91, CB10, Kip08, Mot16, PG15] dargelegt. Weiterführend wird von der Arbeitsgruppe um

BOGLIETTI in [BCS04, BCPV06, BCS08a, BCS+08b, BCS+09] tiefgehende Untersuchungen zur

Parametrierung und Modellierung durchgeführt.

Zusätzlich zur Simulation stehen experimentelle Methoden zur Verfügung, um Temperaturen und Ver-

luste in EM zu bestimmen. Die Bestimmung von Verlusten sowie des Wirkungsgrades erfolgt nach der

Norm DIN EN 60034-2-1.

Aufgrund der Möglichkeit zur einfachen und analytischen Berechnung der Kühlelementverteilung ist es

sinnvoll LPTM zu nutzen um die angestrebte Methode zu untersuchen. Diese bieten die Möglichkeit

der kurzen Rechenzeiten und der Lösung auf handelsüblichen Workstations. Die CFD-Berechnung wird

lediglich zur Erstellung von Referenzfällen und Validierung der Methode genutzt.

Als zentrale LPTM wird in dieser Arbeit auf die Modelle nach HEMSEN [HE22] und KÜHBACHER

[Küh18] zurückgegriffen. Zunächst werden die Grundlagen zum Aufbau eines LPTM beschrieben und

anschließend die Modellierungsansätzte der genannten Arbeiten vorgestellt.

Thermische Lumped-Parameter-Modelle

LPTM basieren maßgeblich darauf, thermische Vorgänge zwischen zwei Knoten mit einem elektrischen

Ersatzschaltbild, wie in Abbildung 2.9 darzustellen. An den Knoten befinden sich thermische Kapazitä-

ten Cth,K , welche die Speicherfähigkeit des Knotens abbilden. Diese Kapazität kann dabei nach

Cth,K = ρMaterial ·VK · cp,Material = mK · cp,Material (2.14)

mit dem Volumen des Körpers VK , der Dichte ρMaterial und der spezifischen thermischen Kapazität des

Materials cp,Material berechnet werden. Verlustquellen mit den Verlusten PK werden in Form von Strom-

quellen implementiert und stellen einen eingebrachten Wärmestrom Q̇K dar. Die Verbindung zwischen

zwei Knoten erfolgt über einen thermischen Widerstand Rth. Zur besseren Darstellung besteht die Indi-

zierung der Komponenten aus den jeweiligen angrenzenden Knoten. Hier Knoten K1 und Knoten K2.

Jeder Knoten besitzt eine Temperatur, die mit T oder ϑ bezeichnet wird und sich aufgrund der Randbe-

dingungen einstellt. In Abbildung 2.9 ist mit Q̇1 eine Neumann-Randbedingung (aufgeprägter Wärme-
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strom) dargestellt, die zur Ausbildung einer Temperatur T1 führt. Um Temperaturrandbedingungen im

Weiteren besser sichtbar zu machen, werden diese mit ϑ bezeichnet. In der rechten Hälfte der Abbildung

ist ϑfix als Dirichlet-Randbedingung (feste Temperatur) dargestellt [MN12, S.24].

Abbildung 2.9: Einfaches LPTM mit thermischer Kapazität C1, Wärmequelle Q̇1 und thermischen Widerstand RK1−K2

Die Berechnung des thermischen Widerstandes Rth,K eines Materials mit der Fläche A, der Länge l und

der thermischen Leitfähigkeit λ erfolgt nach Gleichung 2.15a [MN12, S.26].

Soll der thermische Widerstand zwischen zwei Knoten in einem LPTM bestimmt werden, muss ein

Ersatzwiderstand nach Abbildung 2.10 ermittelt werden. Die Knoten werden – zumindest bei einfachen

Modellen – i.d.R. in der Mitte eines Körpers platziert. Zwischen dem Knoten K1 und K2 befinden sich

also die Teilwiderstände 0,5 ·Rth,1, ein Kontaktwiderstand Rth,Kontakt , sowie ein Teilwiderstand 0,5 ·Rth,2.

Der Faktor von 0,5 ergibt sich durch die jeweils mittige Positionierung der Knoten. Der sich ergebende

Widerstand RK1−K2 kann somit nach Gleichung 2.15b bestimmt werden.

Rth =
l

λ ·A
(2.15a)

RK1−K2 = 0.5 · (Rth,1 +Rth,2)+Rth,Kontakt (2.15b)

Abbildung 2.10: Bestimmung des thermischen Widerstandes zwischen Knoten K1 und K2 nach [Kyl95]

In der Literatur werden verschiedene LPTM zur thermischen Modellierung von EM beschrieben, die sich

hinsichtlich ihrer Modellierungstiefe und ihres Detaillierungsgrads unterscheiden. Eine Übersicht über

unterschiedliche Ansätze bietet Tabelle 2.3.

Das Modell von [Eps20] legt besonderen Fokus auf die detaillierte thermische Charakterisierung einer

EM und enthält umfangreiche Informationen zur Parametrierung. Allerdings wird die genaue Anzahl der

Knoten darin nicht spezifiziert. In [Küh18] wird neben einer umfassenden Parameterbestimmung ein Mo-

dell mit sieben axialen Segmenten vorgestellt, welches eine feinere Auflösung der Temperaturverteilung

im Stator ermöglicht.

Das Modell nach [HE22] stellt einen ausgewogenen Kompromiss zwischen Modellkomplexität und Be-

rechnungsgeschwindigkeit dar. Es berücksichtigt Parameter für eine EM, deren thermische Berechnung

in Kapitel 4.2 erfolgt, und bietet eine solide Grundlage für die vorliegende Untersuchung.
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Tabelle 2.3: Aufführung beispielhafter LPTM mit unterschiedlicher Tiefe und deren Fokus

Modell [HE22] [Küh18] [Eps20]

Axiale Segmente Kühlkanal 1 7 nicht benannt

Fokus Untersuchung
unterschiedlicher
Kühlmethoden

Parametrierung eines
LPTM auf Basis von

Messungen und Ermittlung
von Eisenverlusten

Erweiterte Modellierung
thermischer Kopplungen

Einfaches LPTM einer PSM nach [HE22]

Das LPTM basiert auf dem Modell nach [HE22] und wurde für die in Kapitel 4.2 betrachtete EM erstellt.

Es ist so ausgestaltet, dass eine Parametrierung für verschiedene Kühlmethoden möglich ist und dadurch

eine zuverlässige Bestimmung der Temperaturgrenzen ermöglicht wird.

Auf Basis der zuvor beschriebenen LPTM-Elemente lassen sich thermische Netzwerke aufbauen, die

eine detaillierte Analyse der Wärmeverteilung erlauben. Ein Beispiel zeigt Abbildung 2.11, in der ein

thermisches Mehrknotenmodell für eine Wassermantelkühlung dargestellt ist. Die Erläuterung des Mo-

dells erfolgt ausgehend vom Rotor.

Im Rotor des Modells entsteht Wärme durch die Eisenverluste Q̇R,Fe. Die thermische Kapazität CR,Fe

wird durch das Rotorblechpaket bestimmt. Der Wärmestrom vom Rotor kann durch den thermischen

Widerstand RR−G über den Stirnraum der EM entweder zum Gehäuse abfließen oder in Richtung der

Magnete über RR−Mag. In den Magneten kommt zusätzlich der Verlustanteil der Magnete Q̇R,Mag hinzu.

Der gebündelte Wärmestrom fließt dann über den Luftspalt, abgebildet durch den Widerstand RMag−S, in

das Statorblechpaket, in welchem die Eisenverluste Q̇S,Fe anfallen.

An das Statorblechpaket ist über den Widerstand RCu−S die Kupferwicklung mit den Kupferverlusten

Q̇S,Cu angebunden. Links und rechts der Kupferwicklung im Stator befinden sich der linke, sowie der

rechte Wickelkopf, welche über die Wärmeleitung in den Kupferdrähten angebunden sind, abgebildet

durch den Widerstand RWK−Cu . Die im Wickelkopf anteilig anfallenden Kupferverluste sind jeweils mit

Q̇WK gegeben.

Die Anbindung der EM an das Gehäuse erfolgt an den Wickelköpfen über den thermischen Widerstand

RWK−G. In Abbildung 2.11 ist dies auf der linken Seite ohne Vergussmasse und auf der rechten Seite mit

Vergussmasse dargestellt. Dies resultiert lediglich in unterschiedlichen Parametersätzen für RWK−G, ab-

hängig vom jeweiligen thermischen Kontakt. Die Anbindung des Stators an das Gehäuse erfolgt über den

Widerstand RS−G. Alle Verluste werden letztendlich über die Anbindung zum Kühlmedium abgeführt,

die über den Widerstand RG−K sowie die Temperaturrandbedingung ϑK modelliert ist.

Limitierungen bei der Modellierung von EM mit LPTM nach [Küh18]

Auch das Modell nach der Dissertation von KÜHBACHER [Küh18] ist für eine PSM mit Wassermantel-

kühlung ausgelegt und orientiert sich an realitätsnahen Betriebsbedingungen. Ein wichtiger Aspekt der

dort durchgeführten Untersuchungen ist der Diskretisierungsfehler, welcher bei der räumlichen Konzen-

tration von Temperaturen, Massen und Verlusten in LPTMs entsteht.

Dieser Fehler kann durch unterschiedliche Vorgehensweisen kompensiert oder reduziert werden. [Küh18]

nutzt hierzu eine Untergliederung der Elemente in zwei Unterelemente mit einer Verschiebung in den
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Abbildung 2.11: Mehrknotenmodell einer EM basierend auf [HE22]

Randbereich des modellierten Volumenelements. Diese Variante wird als k-shift bezeichnet [KKG13].

Eine weitere Möglichkeit zur Reduzierung des Fehlers ist eine feine Diskretisierung in räumlicher Di-

mension des Modells umzusetzen.

In der späteren Umsetzung im Modell, Kapitel 5.4 der vorliegenden Arbeit, wird eine hohe axiale Ge-

nauigkeit angestrebt, weshalb das Modell in z-Richtung fein untergliedert wird, im Gegensatz zu KÜH-

BACHER, bei welchem eine hohe radiale Genauigkeit angestrebt wird. Eine Untersuchung des Diskreti-

sierungsfehlers in axialer Richtung erfolgt in Kapitel 6.3.1.

Die Bestimmung der Parameter eines LPTM stellt einen weiteren wesentlichen Aspekt der Ausarbeitung

dar. Daher widmet sich [Küh18] ausführlich dieser Thematik und untersucht die einzelnen Bereiche der

Maschine. Im Folgenden wird hierzu ein Überblick gegeben.

Der Wärmeübergang von der Statoraußenfläche zum Kühlmedium wird durch einen Widerstand mo-

delliert. Aufgrund der komplexen Strömungsbedingungen im mäandrierenden Kühlmantel wird eine

CFD-Simulation durchgeführt, um einen gemittelten thermischen Widerstand zu ermitteln. In der CFD-

Berechnung treten an der Schnittstelle Temperaturunterschiede von bis zu 9,6 K
kW auf [Küh18, S.131].

Die Eigenschaften des Blechpaketes CS,Fe und Wärmeleitung werden unter Berücksichtigung der Schich-

tung abgebildet [BCS08a]. Für die Wicklung in der Nut wird auf Basis von Nutschnitten, mit Berück-

sichtigung der Drahtlage [CO08], eine Mischgröße für die thermische Leitfähigkeit λ und die Wärme-

kapazität Cth bestimmt, die Kupferfüllung, Isolation, Imprägnierung sowie Fehlstellen berücksichtigt.

Der thermische Widerstand RWK−G am Wickelkopf hingegen ist, aufgrund der nicht klar definierten

Geometrie nur schwierig über einfache analytische Berechnungen zu ermitteln. Hier erfolgt i.d.R. ei-

ne CFD-Rechnung. Selbiges ist auch für den Wärmeübergang zum Gehäuse am Stirnraum nötig [Mic06,

TBL06b, TBL06a], da auch dieser maschinenspezifisch ist, kann eine allgemeine Beschreibung nicht

umgesetzt werden [SBC05, SC06]. Auf Basis experimenteller Untersuchungen können diese ebenfalls

bestimmt werden [WAG17].
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Der thermische Widerstand RMag−S, welcher den Wärmeübergang von Rotor auf Stator definiert, kann

unter Berücksichtigung der Tylor-Couette-Strömung [HCH12, MRT91, Saa98, SBC05] und final nach

[BK62] modelliert werden. Dieser ist allgemein maschinenabhängig, da die Statornutöffnung einen

großen Einfluss hat.

Die Wärmeleitung über Welle und Lager in das Gehäuse ist nach [Mot16] vernachlässigbar, sofern keine

explizite Betrachtung der Lagertemperaturen erforderlich ist.

Die Bestimmung der Parameter eines LPTM ist mit erheblichem Aufwand verbunden. Durch die Wahl

einer bereits thermisch modellierten Maschine nach [HE22] kann dieser Parametrierungsaufwand in der

vorliegenden Arbeit reduziert werden.

2.3.2 Kühlung durch erzwungene Konvektion im Kühlmantel

Die in Kapitel 2.2.3 beschriebenen Verluste werden in den LPTM-Modellen als Wärmeströme modelliert

und überwiegend durch Wärmeleitung zum Kühlmantel übertragen, bevor sie durch erzwungene Kon-

vektion an das Kühlmedium abgeführt werden. Diese Betrachtung ist insofern relevant, als sie die Basis

für die Ableitung ortsabhängiger Wärmeströme bildet, die im Rahmen der Methode in Kapitel 5 zur

bedarfsgerechten Kühlstrukturplatzierung verwendet werden. Dieser Wärmeübergang wird durch den

thermischen Widerstand RG−K aus dem vorherigen Kapitel beschrieben. Die theoretischen Grundlagen

dieser Prozesse sind umfassend in [Bol18, S. 559 ff.], [FN22, S.480] sowie im VDI WÄRMEATLAS

[Ing13] dargelegt.

In Abbildung 2.12 ist anhand der Konfiguration des ebenen Spaltes die erzwungene Konvektion sche-

matisch dargestellt. Diese Konfiguration entspricht zugleich dem Aufbau des planaren Prüfstandes, der

in Kapitel 5.1 zur Untersuchung verteilter Wärmeströme und Kühlelemente verwendet wird. Die dort

durchgeführten experimentellen und CFD-basierten Analysen dienen als Voruntersuchung für die im

weiteren Verlauf vorgestellte Methode. Der Kanal hat dabei einen Plattenabstand s und eine Länge L.

Von der linken Seite tritt das Kühlmedium mit dem Volumenstrom V̇ in den Kühlkanal ein. Dabei bildet

sich abhängig vom Querschnitt des Kanals ein charakteristisches Geschwindigkeitsprofil ω⃗ aus, mit ei-

ner Geschwindigkeit ω⃗ = 0 an den Wänden sowie der höchsten Strömungsgeschwindigkeit in der Mitte.

Von unten werden Verluste in Form eines Wärmestromes Q̇ aufgeprägt.

Abbildung 2.12: Darstellung eines einseitig beheizten ebenen Spaltes

Die maximal abführbare Wärmemenge wird durch die Wärmeaufnahmefähigkeit des eingesetzten Kühl-

mediums begrenzt. Wird eine Wasserkühlung eingesetzt, kann die abgeführte Wärmemenge erheblich

gesteigert werden. Dies liegt an der im Vergleich zu Luft deutlich höheren Wärmeleitfähigkeit und Wär-

mekapazität von Wasser. Die Anpassung von Volumenstrom, Ein- und Austrittstemperaturen erlauben
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eine Adaption der Kühlleistung im begrenzten Maße. Nach Gleichung 2.16 ergibt sich der Wärmestrom

Q̇, welchen ein Fluid abführen kann, durch die spezifische Wärmekapazität cp, die Dichte ρ , dem Volu-

menstrom V̇ und der Temperaturdifferenz zwischen Ein- und Austritt des Fluids ∆TF . Diese Betrachtung

bezieht sich auf ein adiabates System, in dem parasitäre Wärmeströme, etwa über das Gehäuse, sowie

konvektive Wärmeübergänge an der Oberfläche zur Umgebung, wie sie in realen Systemen auftreten,

vernachlässigt werden.

Q̇ = cp ·ρ ·V̇ ·∆TF (2.16)

Neben der Wärmeaufnahmefähigkeit des Fluids ist auch der Wärmeübergang auf das Fluid selbst ein

weiterer begrenzender Faktor. Hier beeinflussen insbesondere die Strömungsbedingungen, das gewählte

Kühlkonzept und die Materialeigenschaften der Systemkomponenten die effektiv abgeführte Wärme-

menge maßgeblich. Dies ist mit dem newtonschen Kühlgesetz in Gleichung 2.17 durch den Wärme-

übergangskoeffizient α , die zum Wärmeaustausch zu Verfügung stehende Fläche A und die Tempera-

turdifferenz ∆T der Oberfläche zum Kühlmedium beschrieben [MN12, BL17, LL24, LKLT20]. Diese

Zusammenhänge beschreiben die Grundlage für die Bestimmung der lokal abgeführten Wärmemenge in

Abhängigkeit der Fläche A und des Wärmeübergangskoeffizienten α .

Q̇ = α ·A ·∆T (2.17)

Zur Berechnung des Wärmeübergangskoeffizienten α sind zunächst die Reynolds-Zahl Re und die

Prandtl-Zahl Pr zu bestimmen. Diese Größen ergeben sich mithilfe der kinematischen Viskosität ν ,

der Temperaturleitfähigkeit a des Kühlmediums, der mittleren Strömungsgeschwindigkeit ω sowie dem

hydraulischen Durchmesser dh gemäß Gleichung 2.18a und 2.18b. Der hydraulische Durchmesser dh

wird nach Gleichung 2.18c berechnet und entspricht bei der Konfiguration des ebenen Spaltes dem

doppelten Wandabstand s.

Re =
ω ·dh

ν
(2.18a)

Pr =
ν

a
(2.18b)

dh =
2 ·w · s
w+ s

(2.18c)

Unter Zuhilfenahme dieser beiden Größen lässt sich anschließend die Nusselt-Zahl nach Gleichung 2.19

für erzwungene Konvektion berechnen, Dabei ist λ die Wärmeleitfähigkeit des Fluids und L die charak-

teristische Länge des Systems.

α = Num(Re,Pr) · λ

L
(2.19)

Nach [Gni13b] kann für die Anordnung des ebenen Spaltes bei Re < 3 · 105 die Nusselt-Zahl mit Glei-

chung 2.20a bis 2.20d beschrieben werden. Weitere ausführlichere Beschreibungen des Ebenen Spaltes
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gibt es auch nach [LL24, S.369]. Die Gleichungen sind dabei aufgrund von experimentellen Untersu-

chungen entwickelt.

Nu1 = 4,861 (2.20a)

Nu2 = 1,841 · 3

√
RePr

dh

L
(2.20b)

Nu3 =

{
2

1+22 ·Pr

}1/6

·
(

Re ·Pr
dh

L

)1/2

(2.20c)

Num = (Nu3
1 +Nu3

2 +Nu33)1/3 (2.20d)

Des weiteren kann für einen Kanal der Druckverpust ∆p nach [LL24, S.367] mittels Gleichung 2.21

berechnet werden.

∆p = fR ·
L

Dh
· ρ ·ω2

2
(2.21)

Der Reibungskoeffizient fR für den ebenen Spalt kann dabei für laminaren Fluss nach Gleichung 2.22a

[VBS13, S.117] berechnet werden. Für turbulente Strömung wird die Blasius-Gleichung 2.22b nach

[SM24, S.329] herangezogen. Diese ist eigentlich für Rohre gedacht, aber für eine erste Schätzung im

Rahmen der Arbeit ausreichend.

fR = 1,5 · 64
Re

(2.22a)

fR =
0,079
Re0,25 (2.22b)

Ist der Kühlkanal nicht wie im ebenen Spalt planar, sondern wird durch bspw. eine Kühlspirale eine

Krümmung mit Radius R des Kanals eingebracht, kann dies über die Dean-Zahl [Dea27, Dea28] be-

rücksichtigt werden. Die Dean-Zahl De ergibt sich nach Gleichung 2.23. Dieses Konzept ist für die

strömungstechnische Bewertung spiralförmiger Kühlkanäle relevant, wie sie auch in der Referenzspi-

rale in Kapitel 4.3 umgesetzt ist. In der vorliegenden Arbeit wird die Dean-Zahl jedoch nicht explizit

verwendet.

De = Re ·
√

Dh

2 ·R
(2.23)

Je nach Größe der Dean-Zahl ergibt sich dann ein zusätlicher Reibungskoeffizient fDe, welche in [GM16]

für eine Vielzahl unterschiedlicher Szenarien gesammelt sind. Für den hier vorliegenden Fall eines spi-

ralierenden Kühlkanals kann Gleichung 2.24 herangezogen werden, die auf den Veröffentlichungen von

Prandtl basiert.

fDe = 0,29 ·De0,36 für: 40 < De < 2000 (2.24)
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Anhand des Druckverlustes ∆p und des Volumenstroms V̇ kann die hydraulische Leistung

Phyd = ∆p ·V̇ (2.25)

berechnet werden. Diese Größe wird im weiteren Verlauf als Nebenbedingung herangezogen, um un-

terschiedliche Kühlelementverteilungen bei gleicher hydraulischer Leistung in Kapitel 7 vergleichend

bewerten zu können.

2.3.3 Flüssigkühlung in Industrie und Forschung

Die Wahl der Kühlmethode hat einen entscheidenden Einfluss auf die thermische Leistungsfähigkeit und

das Betriebsverhalten einer EM. In diesem Abschnitt werden verschiedene Ansätze der Flüssigkühlung

betrachtet, die insbesondere in Hochleistungsanwendungen relevant sind. Zudem wird ein Überblick über

unterschiedliche Wasserkühlkonzepte gegeben.

Insbesondere in mobilen oder industriellen Anwendungen wird die Auswahl des Kühlsystems maßgeb-

lich von den Anforderungen an Temperaturmanagement und Bauraum bestimmt. Die Umsetzung solcher

Systeme erfolgt nach Normen wie DIN EN 60034-6, welche die sogenannten IC-Codes3 zur Klassifika-

tion verschiedener Kühlmethoden festlegt. Diese definieren sowohl die Art der Kühlung als auch deren

Ort und Medium.

Der Einsatz von Wasserkühlungen ist aufgrund der höheren Leistungsdichte im Vergleich zur Luftküh-

lung die bevorzugte Lösung in mobilen Anwendungen. Typische Parameter solcher Systeme umfassen

nach [Dop20, S.46] eine Vorlauftemperatur von maximal 60 bis 75 ◦C, einen Volumenstrom von 4 bis

8 l
min und eine Temperaturdifferenz von etwa ∆T = 10 K.

Wassermantelkühlung

Typische Ausführungen von Kühlmänteln für EM sind in Abbildung 2.13 dargestellt. Eine häufig um-

gesetzte Variante ist dabei die Wasserspirale (a). Das Kühlmedium tritt auf der linken Seite mit der

Temperatur TEin in den Mantel ein. Das Fluid umströmt den Stator radial in einer Spirale und nimmt

dabei den Wärmestrom Q̇ auf. Dabei erwärmt sich das Kühlmedium nach Gleichung 2.16 und tritt mit

der entsprechend erhöhten Temperatur TAus auf der rechten Seite aus. Diese Konfiguration begünstigt

daher einen axialen Temperaturgradienten, da auf der rechten Seite aufgrund der höheren Kühlmittel-

temperatur nach Gleichung 2.16 auch eine höhere Oberflächentemperatur vorherrschen muss, um die

Verluste abgeben zu können. Eine typische Umsetzungen ist dabei das EM-Gehäuse des BMW i3 mit

einer Spiral-Wasserkühlung [BMW14], welche von einer Seite durchströmt wird.

In Abbildung 2.13 b) ist eine weitere Variante dargestellt, in der das Kühlmedium entlang der z-Achse des

Kühlmantels mäandriert. Hier kann die Konfiguration unterschiedlich gestaltet sein, entweder ist der Mä-

ander komplett radial umlaufend, oder der Kühlmittelstrom wird auf zwei umlaufende Mäander aufge-

teilt. Beide Varianten sorgen dafür, dass ein radialer Temperaturunterschied begünstigt wird [HPNE13].

Um den Nachteil des axialen Temperaturgradienten der Spiralkühlung zu reduzieren ist in [AWG+19]

ein Kühlmantel vorgeschlagen, der auf den Stirnseiten des Kühlmantels Kühlmitteleinlässe hat (Abbil-
3 International Cooling Codes
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dung 2.13 c). Von dort fließt das Kühlmedium in einer Spirale zur Mitte des Kühlmantels, wo sich der

Austritt befindet. Vorteilhaft an dieser Konfiguration ist, dass im Bereich der Wickelköpfe ein größerer

Temperaturunterschied zur verbesserten Kühlung genutzt werden kann.

Abbildung 2.13: Typische Wasserkühlmäntel a) Kühlspirale b) Mäander
c) alternative Konfiguration mit zwei Einlässen und mittigem Auslass

Nach [SIO+11] besteht im Nissan Leaf der Kühlkreis aus drei parallel ausgeführten Kanälen, um einer

Erhöhung der Temperatur des Kühlmediums entgegenzuwirken .

Im Rahmen der Umsetzung der Kühlung im Volkswagen e-Up! zeigt sich, dass an Alternativen zur klas-

sischen Kühlspirale gearbeitet wird. In der ersten Version wurde eine Art Stift-Wassermantel realisiert

[FBGŁ20], der in der zweiten Version des e-Up! durch eine mäandrierende Variante ersetzt wurde, wie in

Abbildung 2.14 dargestellt. Die Umlenkung erfolgt hierbei in den Lagerschilden, wodurch die Fertigung

der Kühlkanäle, die somit nur als axiale Kanäle ausgeführt sind, vereinfacht wird.

Abbildung 2.14: Seitliche Sicht auf EM-Kühlmantel des VW eUp

Neben den klassischen Wasserkühlungen existieren zahlreiche Forschungsprojekte, die sich mit der Wei-

terentwicklung der Kühlung von EM befassen. Eine einfache Variante, die ebenfalls zu den Wasserkühl-

mänteln zählt, ist in Abbildung 2.15 a) dargestellt. Hier werden durch additive Fertigung gezielt Kühl-

elementen in einen radial umströmten Kühlmantel integriert.

Der Fokus aktueller Forschung liegt auf innovativen Technologien, welche neue Kühlmechanismen so-

wie optimierte Designs zur Effizienzsteigerung integrieren. In den folgenden Abschnitten werden zen-

trale Ansätze und Forschungsergebnisse näher erläutert. Eine detaillierte Analyse verschiedener Kühl-

konzepte findet sich in [GK21, KTE+23, LKW+20] und insbesondere bei WROBEL [Wro22].
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Leiterdirektkühlung

Eine besonders effektive Methode, die Kühlung direkt an der Verlustquelle anzuwenden, ist die Verwen-

dung von Hohlleitern. Diese Technologie kombiniert die Stromführung mit einer Kühlfunktion, indem

ein Kühlmedium (z. B. Wasser, Wasserstoffgas oder weitere Wärmeträger) durch hohle elektrische Wick-

lungen geführt wird.

Nach [FN22, S.418 ff.] wird eine direkte Kühlung mit Wasser erst ab einer Leistung von etwa 500 MW

wirtschaftlich sinnvoll, während Wasserstoffgas bereits ab etwa 100 MW effizient genutzt werden kann.

Dennoch beschäftigen sich Unternehmen und Forschungsgruppen intensiv mit der Entwicklung und Op-

timierung dieser Technologie. Zu den zentralen Ansätzen und Entwicklungen gehören:

• Additiv gefertigte Spulen mit integriertem Kühlkanal [Sil19]

• Kühlung von geformten Litzenleitern mit innenliegendem Rohr [LPP+19, PLN+20, DPP20], dar-

gestellt in Abbildung 2.15 b)

• Direktkühlung der Wicklung [EDAS13]

• Patent zu Formdrähten mit innenliegendem Kühlkanal und Kühlung mit CO2 oder N2O [Kli06]

• Durchströmung von Hohlleitern mit deionisiertem Wasser [NN17, Dre20]

• Anpassung der Slot-Geometrie zur Integration von Formdrähten mit integrierten Kühlkanälen mit

dem Ziel des Einsatzes in Flugzeugantrieben [BKP24, KNN+23]

• Einsatz von Hochtemperatursupraleitern, die bei Temperaturen unter −40 ◦C betrieben werden

und für Kraftwerke mit hohen Stromdichten geeignet sind [JGS06]

Abbildung 2.15: a) additiv gefertigter Aluminium-Wassermantel mit alternativer Kühlstruktur des TUfast-RacingTeam
b) Wasser-Direktkühlung in geformter Litzenwicklung c) Kühlung in der Nut nach [SD15]

Die Kombination aus Stromleitung und Kühlmedium in Hohlleitern zeigt ein hohes Potenzial für die

Verbesserung der Kühlsysteme von EM, insbesondere in Bereichen mit hohen Leistungsdichten und

begrenztem Bauraum. Problematisch hierbei ist, dass jede EM eine einzelne Berechnung benötigt, da

die Ausprägung der Kühlkanäle einen starken Einfluss auf die elektromagnetische Auslegung hat. Dies

spiegelt sich nicht nur in einer Reduzierung der aktiven Leiterfläche wieder und somit der Erhöhung des

elektrischen Widerstandes (Gleichung 2.8), sondern auch in der Beeinflussung des magnetischen Feldes.

Ein weiterer zu beachtender Faktor bei vielen dieser Umsetzungen sind die hohen benötigten Drücke,

um das Kühlmedium durch die Hohldrähte oder Kanäle mit geringen Durchmessern zu befördern. Diese

lassen sich über Gleichung 2.22b berechnen, wobei über die Reynoldszahl die Querschnittsfläche des

Hohldrahtes eingeht.
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Eine weitere vielversprechende Methode zur gezielten Kühlung von EM ist die Integration von Kühl-

elementen in den Nuten, wie in Abbildung 2.15 c) dargestellt. Dabei werden die thermischen Verluste

der Wicklungen direkt im Nutbereich abgeführt. [SD15] entwickelte hierzu eine Spritzgusstechnologie,

bei der Kühlkanäle mithilfe verlorener Formen in die Nuten integriert werden. Diese Technik wird un-

ter anderem in Antrieben der SciMo GmbH eingesetzt. Auch [Acq21] beschreibt und untersucht diese

Kühlmethode in der Dissertation. Eine ähnliche Technologie nutzt laut [Ros22] die DeepDrive GmbH,

die gezielte Kühlung in den Nuten auch für Radnabenantriebe anwendet, um Hotspots in der Wicklung

zu minimieren und die Effizienz zu steigern.

Die Kühlung in den Nuten bietet eine unmittelbare Wärmeabfuhr und reduziert thermische Belastungs-

spitzen. In Kombination mit anderen Kühlsystemen stellt sie eine effektive Lösung dar, die zur Verbes-

serung moderner EM beiträgt.

Einsatz von Heatpipes und Phasenwechselkühlung

Ein alternativer Ansatz zur Kühlung ist die Nutzung von Flüssigkeiten mit Phasenwechsel (Flüssig-Gas)

in Heatpipes. Studien wie [LJ20] und [HNM+19] zeigen, dass die Effizienz dieses Ansatzes durch die

Kombination mit Micro-Channels gesteigert werden kann. Allerdings sind Heatpipes insbesondere bei

hohen Verlusten oft nicht ausreichend, sodass sie in Kombination mit Kühlmänteln als hybride Systeme

eingesetzt werden müssen [LJ20].

Auch hier gibt es Veröffentlichungen rund um die Forschungsgruppe von WROBEL. In den Ausarbeitun-

gen beschäftigen sie sich unter anderem mit Heatpipes zur Wärmeabfuhr in EM [WM20] und additiver

Fertigung von Wärmekanälen (HeatGuides) zur gezielten Kühlung [WH20].

Optimierte Kühlkanaldesigns mithilfe generativer Software

Ein Beispiel für die iterative Generierung von Kühlstrukturen ist die Software Coldstream der Firma Dia-

batix. Diese Software kombiniert CFD-Simulationen mit Topologieoptimierung4, um optimierte Kühl-

designs zu erstellen. Die Berechnungen erfolgen cloudbasiert auf Hochleistungsrechnern.

In einem typischen Anwendungsfall wird ein Grundmodell des zu kühlenden Systems in die Benut-

zeroberfläche geladen. Es werden Design-Räume definiert, thermische Randbedingungen sowie Op-

timierungsziele festgelegt. Zusätzlich können Fertigungsmethoden vorgegeben werden, wodurch die

resultierenden Strukturen gezielt darauf abgestimmt werden. Die Software führt dann iterative CFD-

Simulationen durch, um die optimale Kühlstruktur zu generieren.

Nach [GHVP21] benötigt eine einzelne Design-Iteration in niedriger Auflösung für den Kühlmantel einer

EM etwa eine Woche Rechenzeit, während Iterationen in hoher Auflösung mehrere Wochen beanspru-

chen können. Die auf diesem Verfahren basierenden Designs ermöglichen signifikante Verbesserungen

der Wärmeabfuhr.

4 Iterative Anpassung einer Geometrie um eine Zielgröße – hier eine minimale Temperatur oder geringe Temperaturgradienten
– zu erreichen

31



2 Stand der Technik und Forschung

2.4 Diskrete Kühlelemente zur Nutzung in Kühlkanälen

Anstelle der Umsetzung komplexer Kühltechniken, wie sie im vorhergehenden Kapitel beschrieben wer-

den, kann die Wärmeübertragung durch gezielte Anpassung relevanter Parameter verbessert werden. Die

übertragbare Wärmestrom Q̇ hängt gemäß Gleichung 2.17 maßgeblich vom Wärmeübergangskoeffizien-

ten α und der zur Verfügung stehenden Oberfläche A ab. Eine Möglichkeit zur Erhöhung dieser Größen

besteht in der Integration von Kühlelementen innerhalb des Volumenstroms V̇ des Kühlmediums, um

den Wärmeübergang gezielt zu erhöhen.

Eine mögliche Umsetzung besteht in der Platzierung zylindrischer Strukturen (Pin-Fins) im Kanal, wie

dies in 2.16 a) dargestellt ist. Dies entspricht nach GNIELINSKI [Gni13a] dem Fall Querumströmte ein-

zelne Rohrreihen und Rohrbündel. Erste Anwendungen dieser Pin-Fins zur Kühlung werden um 1980

intensiver untersucht [Gni78, BV84].

Die Untersuchungen von [CLS94] zeigen, dass die Variation der Form der Pin-Fins einen signifikanten

Einfluss auf die Kühlleistung hat. Eine zylindrische Kühlstruktur führt demnach zu einer verbesserten

Wärmeabfuhr. Elliptische Strukturen, wie sie in Abbildung 2.16 b) dargestellt sind, erweisen sich als

vorteilhafter hinsichtlich des Druckverlusts ∆p sowie des Wärmeübergangskoeffizienten α .

[KOT13] betrachtet die Kühlleistung bei Änderung der zylindrischen Strukturen zu ovalen Formen mit

abgerundeten Kanten (Abbildung 2.16 c). Intensive Messungen zum Wärmeübergang zeigen den Vorteil

der Pins. Durch lokales turbulentes Strömungsverhalten, wird die thermische Grenzschicht reduziert und

der Wärmeübergang verbessert.

Abbildung 2.16: a) zylindrische Pin-Fins nach [BV84] b) Ovale Pin-Fins nach [CLS94] c) Längliche Pins nach [KOT13]

Im Rahmen verschiedener jüngerer Untersuchungen, welche im Folgenden vorgestellt werden, ergibt

sich als gemeinsamer Konsens, dass sich insbesondere tropfenförmige Strukturen hinsichtlich Druckab-

fall und Kühlleistung als vorteilhaft erweisen.

In [Kar17] erfolgt eine iterative Verbesserung unter Nutzung von CFD-Berechnungen von Kühlele-

menten, die zunächst als durchgehende Kanäle starten und zum Ende eine Nutzung der NACA-0024-

Flügelprofile darstellt. Die Strukturen sind dabei im Gehäuse gleich verteilt.

In den Untersuchungen von [Al-18] werden Pin-Fins im Kontext der Elektronikkühlung analysiert. Dabei

wird insbesondere der Einfluss der Pin-Fin-Verteilung auf den Druckverlust und die Wärmeübertragung

betrachtet. Es zeigt sich, dass eine versetzte Anordnung der Pin-Fins, wie in Abbildung 2.17 dargestellt,

im Vergleich zu einer ausgerichteten Anordnung zwar eine marginale Verbesserung der Wärmeübertra-

gung bewirken kann, dies jedoch mit einem signifikant höheren Druckverlust einhergeht.

In den Untersuchungen von [Coh16] werden ausgiebige Simulationen und Prüfstandsuntersuchungen

aufgeführt, welche parametrisch ausgehend von runden Pin-Fins über tropfenförmige zu nahezu flügel-
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Abbildung 2.17: Anordnung von Pin-Fins in einem Kühlkanal a) ausgerichtet b) versetzt

förmigen Pin-Fins übergehen (Abbildung 2.18). Hierbei schneidet die rechte Variante mit einem Verhält-

nis des Radius R zu Länge l von 0,2 am besten ab.

Diese Aussagen ergänzen sich mit den Ergebnissen nach STRUVE [Str21], von welchem die Grundstruk-

tur der Pin-Fins im weiteren übernommen wird.

Abbildung 2.18: Anpassungen zylindrischer Kühlelemente zur Pin-Fin Geometrie nach [Coh16, Str21]

Kühlstruktur nach [Str21]

Zur Berücksichtigung der Fertigbarkeit von Pin-Fins erfolgt die Implementierung der Elemente gemäß

der Dissertation von STRUVE [Str21]. Diese Arbeit baut auf den zuvor genannten Untersuchungen auf

und umfasst detaillierte Analysen zur Herstellung sowie zur Positionierung der Pin-Fins. Dadurch wird

sichergestellt, dass die entwickelten Strukturen sowohl fertigungstechnisch umsetzbar als auch strö-

mungstechnisch optimiert sind und eine effektive Wärmeübertragung ermöglichen.

Die Draufsicht der verwendeten Pin-Fin-Geometrie ist in Abbildung 2.19 dargestellt. Die Struktur be-

steht aus einem großen Teilkreis mit Radius R auf der linken Seite und einem kleineren Teilkreis mit

Radius r auf der rechten Seite. Die Öffnung dieser Teilkreise wird durch den Winkel α beschrieben.

Beide Teilkreise sind durch eine tangential anliegende Gerade der Länge b verbunden. Die Mittelpunkte

der Teilkreise haben einen Abstand von a.

Alternativ kann die Geometrie auch mithilfe der Hilfsgröße ϕ gemäß [Str21] und Gleichung 2.26a be-

schrieben werden. Eine ausführliche Berechnung findet sich in [ERKG23].

Eine für diese Arbeit wichtige Größe eines Pin-Fins ist der Flächenzugewinn AZugewinn, der durch das

Platzieren eines Elementes im Kühlkanal zustande kommt. Dazu muss zunächst nach Gleichung 2.26b

die Grundfläche eines Pin-Fins berechnet werden. Wird nun ein Pin-Fin platziert, ist die Grundflä-

che ABasis nicht mehr für die Wärmeübertragung ins Fluid verfügbar, sondern nur die Mantelflächen

des Pin-Fins. Somit ergibt sich der Flächenzugewinn AZugewinn gemäß Gleichung 2.26c aus der Differenz

zwischen der Mantelfläche des Pin-Fins, die als Produkt aus dem Umfang UPin-Fin und der Kühlkanalhöhe

hKanal berechnet wird, und der Basisfläche ABasis. Hierbei ist zu beachten, dass bei einer zu gering ge-

wählten Kanalhöhe h eine Reduzierung der wärmeübertragenden Fläche nach Gleichung 2.26c auftreten

kann.
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ϕ =
R+ r+a

2 ·R
(2.26a)

ABasis = R2 · (π −α)+(R+ r) ·a · sin(α)+ r2 ·α (2.26b)

AZugewinn = hKanal ·UPin-Fin −ABasis (2.26c)

Abbildung 2.19: Darstellung der Grundfläche eines Pin-Fins und Hauptabmessungen nach [Str21]

Auf Grundlage dieser Struktur führt STRUVE in [Str21, S.67 ff.] umfassende Untersuchungen durch.

Dabei werden verschiedene Einflussfaktoren analysiert, darunter die Profilhöhe, der Anstellwinkel der

Strukturen sowie weitere geometrische Variationen. Dabei stellen sich folgende als die drei Hauptein-

flussfaktoren heraus:

1. Querschnittsgröße

2. der Abstand der Pin-Fins in Strömungsrichtung az, sowie parallel zur Strömungsrichtung aθ . Die

Abstände sind in Abbildung 2.20 skizziert. Hierbei ist darauf zu achten, dass die Abstände nicht

zu klein werden. Es wird bei r = 0,35mm ein az von 2 bis 5 mm angegeben. Des Weiteren ist ein

Verhältnis aθ

az
von 1 bis 2,5 als optimal angegeben.

3. Für die Hilfsgröße ϕ ist ebenfalls ein Wertebereich von 1 bis 2,5 gegeben, wobei der kleinere

Radius r so klein, wie mit dem gewählten Fertigungsverfahren möglich, zu wählen ist.

Abbildung 2.20: Abstandsparameter der Pin-Fin-Verteilung

Als weitere Randbedingung ist aufgeführt, dass ein versetztes Muster der Pin-Fins wenig Vorteile in

Bezug auf die Wärmeübertragung bringt, aber den Druckverlust stark erhöht.
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Anhand der vorhergehenden Kapitel wurden die Herausforderungen bei der Auslegung der Kühlung von

EM für Mobima deutlich. Eine zentrale Randbedingung stellt das Anwendungsprofil dar, welches durch

die jeweiligen Lastzyklen definiert ist. Diese Lastzyklen führen zu einem breit gefächerten Betriebsspek-

trum aus Drehzahlen und Drehmomenten, wie in Kapitel 2.1.3 dargestellt.

Auf Basis dieser Betriebspunkte lassen sich Verlustprofile anhand der Verlustkennfelder der EM erzeu-

gen. Dabei zeigt sich, dass die auftretenden Verluste stark vom jeweiligen Betriebspunkt abhängen und

in unterschiedlichen Bereichen wie Wickelkopf, Wicklung, Statoreisen, Rotoreisen oder Magneten loka-

lisiert sind. Die Betriebspunktabhängigkeit dieser Verluste folgt den Zusammenhängen M ∼ I und n ∼ f ,

wie in Kapitel 2.2.3 erläutert.

Zur Berechnung der Temperaturen können die Verluste entweder durch rechenintensive CFD-Berech-

nungen oder, mit gewissen Abstrichen in Genauigkeit und Auflösung, in ein LPTM eingespeist werden.

In Bezug auf LPTM wird in Kapitel 2.3.1 sowie in den Arbeiten von KÜHBACHER [Küh18] gezeigt,

dass eine höhere Diskretisierung zu einer erheblichen Verbesserung der Modellgenauigkeit im Vergleich

zu einfachen LPTM führt.

Ausgehend von der thermischen Modellierung von EM wurde in Kapitel 2.3.3 auf den Stand der Technik

bzgl. Kühlungen von EM mit hoher Leistungsdichte eingegangen. Erkennbar ist ein Trend zu hochin-

tegrierten und spezialisierten Kühlsystemen, wie Leiterkühlungen, Kühlkanäle in den Nuten oder auch

Nutzung von HeatPipes. Einzelne Arbeiten untersuchen des Weiteren alternative Kühlelementen in Küh-

kanälen, wie das TUfast-Rennteam (Abbildung 2.15 a), die Implementierung von NACA-Profilen oder

die Variation von Pin-Fins, wie in Kapitel 2.4 vorgestellt.

These

Komplexe Kühlmethoden wie die Leiterdirektkühlung sind in Mobima derzeit nicht praxisgerecht um-

setzbar, da ihnen die Marktreife fehlt und die Entwicklungskosten hoch sind. Dies führt dazu, dass EM in

mobilen Anwendungen überwiegend mit Wassermantelkühlung betrieben werden. Diese weisen jedoch

nach [HPNE13] und [Küh18, S.131] ausgeprägte Hotspots auf.

Gängige Wasserkühlmäntel sind meist unabhängig von der lokalen Verlustverteilung gestaltet, sodass

Hotspots nicht gezielt reduziert werden können. Die CFD-gestützte Gestaltung durch Unternehmen wie

diabatix ermöglicht zwar eine Optimierung, ist jedoch mit erheblichem Rechenaufwand verbunden. In

den Veröffentlichungen zu diskreten Kühlelementen aus Kapitel 2.4 werden verschiedene Anordnungen

untersucht, jedoch erfolgt deren Platzierung unabhängig von den lokal auftretenden Wärmeströmen.

Eine analytische Methode zur gezielten Verteilung von Kühlelementen im Kühlkanal eines EM-Kühlman-

tels könnte Temperaturgradienten verringern und Hotspots minimieren. Diese Methode würde es ermög-
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lichen, den Wärmeübergang lokal bedarfsgerecht anzupassen und die thermische Belastbarkeit der EM

zu steigern. Falls erforderlich, kann die Auslegung durch CFD-Analysen weiter verfeinert werden.

Derzeit erlauben gängige Simulationstools keine effiziente Verteilung von Kühlelementen auf Basis ört-

lich aufgelöster Verlustprofile. Dies führt zu einem ungleichmäßigen Temperaturprofil, welches die ther-

mische Ausnutzung der EM einschränkt und damit die erreichbare Leistungsdichte begrenzt.

Forschungsthese

Eine analytische Methode zur gezielten Verteilung von Kühlelementen in Wassermantelkühlungen

kann dazu beitragen, lokal auftretende Hotspots in elektrischen Maschinen zu reduzieren, die

thermische Belastbarkeit zu verbessern und dadurch die erreichbare Leistungsdichte zu erhöhen,

ohne auf kostenintensive und rechenaufwendige Optimierungen angewiesen zu sein.

Forschungsfragen

Aus der vorhergehend formulierten These ergeben sich folgende Forschungsfragen:

• In welchem Maße kann die Verteilung von Kühlelementen in Kühlkanälen zur Reduzierung von

Hotspots beitragen, und welche Anforderungen ergeben sich an deren analytische Beschreibung?

• Wie kann die Nutzung ortsaufgelöster Verlustprofile PV (r,θ ,z) dazu beitragen, Kühlelemente im

Kühlkanal gezielt zu platzieren, um axiale und radiale Temperaturgradienten zu reduzieren?

• Welchen Einfluss hat die zeitliche Auflösung der Verlustprofile PV (r,θ ,z, t) bei unterschiedlichen

Betriebsprofilen, wie realen oder synthetischen Fahrzyklen, auf die Verteilung der Kühlelemente?
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Für die Beantwortung der Forschungsfragen müssen zunächst Modelle umgesetzt werden, welche es er-

möglichen zeit- und ortsaufgelöste Verlustprofile zu erzeugen. Daher wird im folgenden Kapitel 4.1 zu-

nächst die Elektrifizierung in mobilen Arbeitsmaschinen anhand eines Baggers und eines landwirtschaft-

lichen Nutzfahrzeugs mithilfe von Fahrzeugmodellen analysiert. Diese Modelle dienen zur Generierung

realitätsnaher Betriebszyklen für EM, welche als Grundlage für die Bestimmung von Verlustprofilen

mittels der EM-Modellierung genutzt werden.

Das anschließende Kapitel 4.2 beschreibt die Berechnung einer EM mit dem Programm Ansys Motor-

CAD zur Erzeugung von Verlustkennfeldern. Diese Kennfelder bilden zusammen mit den Betriebspunk-

ten der Fahrzeugmodelle eine wesentliche Grundlage für die thermische Analyse.

In Kapitel 4.3 folgt eine CFD Analyse einer Wassermantelkühlung für die modellierte EM. Dabei wird

insbesondere die Ausbildung von Hotspots an der Schnittstelle zwischen Kühlmantel und EM unter-

sucht. Die Erkenntnisse aus diesem Kapitel legen die Grundlage für die Entwicklung einer Methode zur

gezielten Verteilung von Kühlelementen, um Temperaturgradienten zu reduzieren.

4.1 Fahrzeugmodelle elektrifizierter Arbeitsmaschinen

In Kapitel 2.1 wird die Vielfalt an Konzepten, Prototypen und Serienlösungen zur Elektrifizierung

und Hybridisierung mobiler Arbeitsmaschinen aufgezeigt. Unterschiedliche Systemarchitekturen, Span-

nungsniveaus, Leistungsklassen und Energiequellen (Batterie, Wasserstoff, Hybridsysteme) werden er-

probt, um Emissionen, Energieverbrauch und Kosten zu reduzieren und gleichzeitig eine hohe Leistungs-

dichte und lange Einsatzdauer zu gewährleisten.

Die betrachteten Mobima-Beispiele verdeutlichen die verschiedenen Ansätze der Elektrifizierung. Wäh-

rend in einigen Fällen nur die Fahrantriebe elektrifiziert sind, umfasst die Elektrifizierung in anderen auch

die Arbeitsantriebe oder eine Kombination beider Systeme. Diese unterschiedlichen Konzepte führen zu

variierenden Lastszenarien, welche die jeweiligen Antriebssysteme bewältigen müssen.

[GS15] betont in diesem Zusammenhang, wie wichtig realistisch gewählte und häufig auftretende Ein-

satzfälle sind, um aussagekräftige Daten zu erhalten. Darüber hinaus wird in [Stu15] dargelegt, dass für

die Erstellung eines repräsentativen Referenzzyklus zunächst die relevanten Arbeitsaufgaben, wie etwa

quasi-stationäre oder zyklische Zustände, definiert werden müssen.

Um diese Vielfalt in der vorliegenden Arbeit ansatzweise abzubilden, werden zwei unterschiedliche

Anwendungsszenarien elektrifizierter Mobima untersucht. Die Fahrzeugmodelle dienen dazu, Betrieb-

spunkte der EM für exemplarische Anwendungen zu berechnen. Die Betriebspunkte bilden die Grundla-

ge für die weitere Analyse. Sie werden in Kombination mit den Verlustkennfeldern eingesetzt, welche in

Kapitel 4.2 vorgestellt werden, um in Kapitel 5 Verlustprofile im Kühlmantel der EM abzubilden.
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Das erste Szenario umfasst eine landwirtschaftliche Mobima mit einem elektrifizierten CVT-Getriebe.

Grundlage hierfür ist ein eigens entwickeltes Fahrzeugmodell des Aebi VT470 Mehrzwecktransporters.

Das zweite Szenario betrachtet einen hybridisierten Bagger, basierend auf einem existierenden Modell

aus dem Forschungsprojekt von [GBS22]. Beide Modellierungen werden im Folgenden vorgestellt.

4.1.1 Mehrzwecktransporter mit ECVT

Zur Generierung von Lastprofilen für EM im Einsatzgebiet der Mobima, wird ein Antriebstrangmodell

einer landwirtschaftlichen und kommunal genutzten mobilen Maschine des Typs TP470 der Aebi Schmidt

Gruppe aufgebaut. Dieses Fahrzeug wird vom Hersteller aufgrund der möglichen Anwendungen und

Arbeitsfunktionen als Mehrzwecktransporter bezeichnet.

Als Grundlage für die Entwicklung dienen einerseits der von STIRNIMANN [Sti13, Sti20a] vorgestellte

Systemaufbau sowie die entsprechende Regel- und Schaltstrategie, andererseits vom Hersteller bereit-

gestellte Daten. Diese umfassen sowohl aktuelle Änderungen im Antriebsstrang sowie Daten von Mess-

fahrten mit dem Mehrzwecktransporter TP470.

Auf Basis der vorliegenden Informationen wird in MATLAB Simulink und Simscape das in Abbildung 4.1

dargestellte Modell umgesetzt. Das Modell ist in drei Segmente geteilt. Der VM stellt die Primärenergie

für die weiteren Funktionen zur Verfügung, das Continuously Variable Transmission (CVT) überträgt

die Leistungen für Arbeits- und Fahrfunktionen, welche im Fahrzeugmodell umgesetzt werden.

Die Primärenergieversorgung erfolgt durch einen VM in Form eines Dieselmotors, welcher durch hinter-

legte Kennlinien, sowie Kennfelder für den spezifischen Verbrauch unterlegt ist. Die Übersetzung ist für

eine zugkraftunterbrechungsfreie Kraftübertragung durch das CVT umgesetzt, welches mittels hydrauli-

scher Variatoren realisiert ist.

Das Fahrzeugmodell ist als Mehrkörpermodell mit Chassis, Achsen sowie Massen und Schwerpunkt

ausgeführt. Aufgrund der Randbedingungen der durchgeführten Messungen, die ausschließlich auf der

Straße erfolgten, wird der Rad-Boden-Kontakt durch ein einfaches Reifenmodell abgebildet, das für den

Geländeeinsatz nicht geeignet ist. Für solche Anwendungen ist eine detailliertere Modellierung, bspw.

nach dem Hohenheimer Reifenmodell [Fer09, Uni25] erforderlich, welche die spezifischen Anforderun-

gen und Eigenschaften des jeweiligen Untergrunds berücksichtigt.

Zur Parametrierung des Fahrzeugs sowie des VM werden die Werte aus Tabelle 4.1 herangezogen.

Abbildung 4.1: Modellaufbau zur Antriebsstrangsimulation des Mehrzwecktransporters

Die Umsetzung des CVT-Getriebes in konventioneller und elektrifizierter Variante sowie deren Parame-

trierung wird im Folgenden näher beschrieben. Eine auf den ersten Fahrbereich reduzierte Darstellung

des Getriebes ist in Abbildung 4.2 gegeben.

Im ersten Schritt wird das konventionelle hydraulische System gemäß Schema a) im Modell abgebildet.

Die Leistungsverzweigung erfolgt auf der Seite des VM. Dabei wird die Leistung in einen Variatorzweig

und einen mechanisch gekoppelten Zweig aufgeteilt. Zusätzlich erfolgt ein Leistungsabgriff für die PTO-

Schnittstelle sowie die Hydraulikpumpe der hydraulischen Schnittstelle, jeweils direkt vom VM.
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Tabelle 4.1: Parameter für das umgesetzte Fahrzeugmodell des Aebi TP470 Mehrzwecktransporters

Fahrzeugparameter

Kategorie Symbol Wert

Fahrzeugmasse inkl. Aufbau mFzg 4.500 kg

Achsabstand dAchs 2,2 m

Höhe Schwerpunkt hCOG 0,3 m

Stirnfläche AStirn 3 m2

Reifendurchmesser rdyn 0,437 m

Dieselmotorparameter

Kategorie Symbol Wert

Max. Leistung Pmax 100 kW

Spitzenmoment Tmax 367 Nm

Max. Drehzahl nmax 3.500 1
min

Durch den Einsatz eines hydraulischen Variators im oberen Leistungszweig ist in diesem System ei-

ne nahezu kontinuierliche Anpassung der Getriebeübersetzung möglich, was den Vorteil einer konstant

hohen Zugkraft bietet. Im mechanischen Zweig befinden sich drei Stirnradstufen, die eine Realisierung

verschiedener Fahrbereiche ermöglichen. Details zur Ausführung und Schaltstrategie sind den Veröffent-

lichungen von STIRNIMANN [Sti13, Sti20a] zu entnehmen.

Im zweiten Schritt erfolgt die Elektrifizierung des CVT-Getriebes nach Schema b) in Abbildung 4.2.

Hierbei wird der hydraulische Variator durch einen elektrischen Variator ersetzt, der aus EM1 und

EM2 besteht. Zudem wird ein Energiespeicher in Form einer Batterie integriert. Diese Konfiguration

erlaubt sowohl die Rückgewinnung von Energie (Rekuperation) als auch ein zusätzliches zur Verfü-

gung stellen von Leistung (Boosten) bei erhöhtem Leistungsbedarf. Ein weiterer Vorteil, den ein elek-

trifiziertes System bietet, ist die Verfügbarkeit einer elektrischen Schnittstelle, wie bspw. einer AEF-

Hochvoltschnittstelle (bis zu 150 kWAC 700 VAC oder 480 VAC [Agr25]).

mech. Leistung hyd. Leistung el. Leistung

Abbildung 4.2: Darstellung des auf Fahrbereich 1 reduzierten ECVT nach Reick-Schema [Rei18]
a) Umsetzung mit hydraulischen Variatoren b) Umsetzung mit elektrischen Variatoren und Energiespeicher

Zur Validierung dieser Modelle und der Generierung relevanter Arbeitspunkte werden zum einen das in

Kapitel 2.1.3 vorgestellte DLG-Profil und zum anderen aufgezeichnete Messdaten genutzt.

Das Anwendungsspektrum des untersuchten Fahrzeugs ist vielseitig und reicht von einfachen Transport-

aufgaben über landwirtschaftliche Tätigkeiten (z.B. Heuproduktion) bis hin zu kommunalen Dienstleis-

tungen wie Schneeräumarbeiten. Schwere Aufgaben wie das Pflügen gehören nicht dazu, weshalb der

vollständige DLG-Zyklus für das Fahrzeug nur ein bedingt geeignetes Einsatzprofil darstellt. Aus diesem

Grund wird lediglich ein reduzierter Teil des Zyklus mit geringerer Leistungsanforderung genutzt. Der
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Schwerpunkt liegt dabei auf leichten Zapfwellenarbeiten und Transportaufgaben. Die in den weiteren

Simulationen genutzten Zyklen sind in Tabelle 4.2 aufgeführt.

Zusätzlich zu den Referenzzyklen wurden zwei Messfahrten mit dem Mehrzwecktransporter durchge-

führt: eine Leerfahrt zu einem Steinbruch und eine Fahrt mit 3 t Ladung. Diese Fahrten dienen für den

Abgleich des Modells in konventioneller Ausführung. Dabei werden Kupplungsstellungen, Drehzahlen

und weitere Größen zur Implementierung der Regelstrategie genutzt. Eine ausführliche Beschreibung

der implementierten Regelstrategie findet sich in [STPB04].

Tabelle 4.2: Verwendete Zyklen für die Betriebspunktbestimmung aus Messungen und dem DLG-Zyklus [DLG24]

Bezeichner Arbeit Mittlere Geschwindigkeit Last Dauer

TP470 - 0 t Leerfahrt 38,33 km
h - 797 s

TP470 - 3 t Fahrt mit 3 t Ladung 28,8 km
h - 935 s

Z10 - M40 leichte Mäharbeit 5,5 km
h 40 % 319 s

Z13 - TUH schwere Transportarbeit 30,5 km
h 100 % 498 s

Z14 - TCR leichte Transportarbeit 42,5 km
h 25 % 131 s

Für die Messfahrt TP470 - 3 t sind in Abbildung 4.3 in blau die gemessenen Referenzgeschwindigkeits-

daten dargestellt und in rot die mit dem aufgebauten Modell erreichten Geschwindigkeiten. In einzelnen

Bereichen treten Abweichungen auf, insgesamt besteht eine gute Übereinstimmung. Die auftretenden

Abweichungen sind gering und deuten deshalb darauf hin, dass das entwickelte Fahrzeugmodell das reale

Fahrverhalten qualitativ angemessen nachbilden kann. Die Abweichungen zwischen 20 bis 25 km
h treten

aufgrund der Regelung in der asynchronen Umschaltung des CVT, sowie der Kupplungsmodellierung

auf. Aufgrund der geringen Abweichungen wird von einer weiteren Anpassung der Regelung abgesehen.

Das entwickelte Modell erfasst das übergeordnete Geschwindigkeitsprofil ausreichend genau, um die für

weitere Untersuchungen nötige Betriebspunkte der EM zu bestimmen.
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Abbildung 4.3: Gemessene Referenzgeschwindigkeit und Trajektorie des Fahrzeugmodells mit CVT - Beladung 0 t

In Abbildung 4.4 sind die Drehzahlbereiche der EM1 (a) und EM2 (b) für die in Tabelle 4.2 aufgeführten

Zyklen dargestellt. Die vertikale Achse zeigt die Drehzahl n in 1
min , die horizontale Achse ordnet die

jeweiligen Zyklen zu. Die zeitlichen Verläufe n(t) und M(t) sind Anhang C zu entnehmen.

Die Drehzahlspreizungen verdeutlichen die unterschiedlichen Betriebsverhältnisse von EM1 und EM2,

die durch den zusätzlichen Energiespeicher im CVT-System beeinflusst werden. Auffällig ist, dass EM2

über alle Zyklen hinweg eine deutlich größere Spreizung aufweist, was auf eine höhere betriebliche
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Variabilität hindeutet. EM1 hingegen arbeitet mit durchweg höheren mittleren Drehzahlen und zeigt eine

geringere Spreizung.
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Abbildung 4.4: Drehzahlbereiche der EM1 (a) und EM2 (b) für die Zyklen aus Tabelle 4.2 (ohne Ausreißer)

Das gleiche Prinzip wird in Abbildung 4.5 für das Drehmoment dargestellt, wiederum getrennt nach

EM1 (a) und EM2 (b). Auf den vertikalen Achsen ist das Drehmoment angegeben, während die horizon-

talen Achsen die untersuchten Zyklen kennzeichnen.

Auch hier wird deutlich, dass sich EM1 (a) innerhalb engerer Betriebsbereiche bewegt und eine geringere

Streuung des Drehmoments aufweist. Dies steht im Einklang mit dem höheren Drehzahlniveau von EM1,

welches im Median zu niedrigeren Drehmomenten und absoluten Änderungen des Drehmoments führt.

EM2 (b) hingegen zeigt eine größere Streuung der Drehmomente, was die höhere Variabilität und Fle-

xibilität dieser EM im Betrieb unterstreicht. Dieses Verhalten verdeutlicht die unterschiedlichen Rollen

und Betriebspunkte der beiden Maschinen innerhalb eines ECVT mit Energiespeicher, was die zeitliche

Entkopplung von Leistungsflüssen ermöglicht.
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Abbildung 4.5: Drehmomentbereiche der EM1 (a) und EM2 (b) für die Zyklen aus Tabelle 4.2 (ohne Ausreißer)

Die Auswertung zeigt die Hauptbetriebsbereiche der EM und bietet eine anschauliche Darstellung ihrer

Variabilität. Dabei wird deutlich, dass einige Zyklen, wie beispielsweise Z10 - M40, sehr eingeschränkte

Betriebsbereiche aufweisen. Dies äußert sich in einer geringen Streuung und engen Interquartilbereichen

der Drehzahl, während in EM1 eine breite Streuung des Moments auftritt. Dieses Verhalten ist auf die

Konstantgeschwindigkeit in diesem Zyklus zurückzuführen.
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Insgesamt wird sichtbar, dass die verschiedenen Zyklen signifikante Unterschiede in den Betriebspunkten

der EM mit sich bringen. Diese Variabilität verdeutlicht, wie unterschiedlich die Leistungs-, Drehzahl-

und Drehmomentanforderungen (P(t),n(t),M(t)) an die EM je nach Zyklus ausfallen.

4.1.2 Hybridisiertes Baggermodell

Im Rahmen dieser Arbeit kommen verschiedene Varianten eines validierten Baggermodells als weiteres

Beispiel einer mobilen Arbeitsmaschine zum Einsatz. Das Modell wurde am Institut für Mobile Arbeits-

maschinen in Zusammenarbeit mit der Firma stoba eSystems GmbH im Zuge eines Forschungsprojekts

entwickelt und verifiziert [GBS22]. Zentrales Ziel des Projekts ist die Bewertung des Return on Invest

(ROI) für unterschiedliche elektrische Hybridisierungskonzepte bei Baggern.

Hierzu wurde ein Hydraulikbagger des Typs A914 Compact der Firma Liebherr mit Messtechnik aus-

gestattet, um in verschiedenen realen Einsatzszenarien – etwa im Baustellenbetrieb oder auf Deponien –

Betriebsdaten zu erfassen. Aus den dabei durchgeführten Messfahrten wurden Referenzzyklen abgeleitet,

die anschließend als Eingangsgrößen in Simulationsrechnungen dienen. Auf dieser Basis lassen sich für

die elektrifizierten Modellvarianten mit Struktur A und B Energieverbräuche sowie potenzielle Einspa-

rungen bei den jeweiligen Hybridisierungskonzepten bestimmen.

Das hybride Antriebssystem nach Struktur A, wie in Abbildung 4.6 dargestellt, kombiniert mechani-

sche, hydraulische und elektrische Komponenten, um eine effiziente Energie- und Leistungsübertragung

zu gewährleisten. Diese Struktur, wie sie nach [GBS22] im Komatsu PC200-8 umgesetzt ist, elektrifi-

ziert das Schwenkwerk. Der Verbrennungsmotor dient als primärer Energiewandler und treibt sowohl

das Hydrauliksystem (nicht beschriftete Energiewandler) zur Steuerung von Arbeitszylindern als auch

einen Generator (EM1) an, der elektrische Energie erzeugt. Die elektrische Energie kann entweder di-

rekt für den Drehwerksantrieb (EM2) genutzt oder zur Abdeckung von weiteren Spitzenlasten in einem

Speicher gepuffert werden. Während das Hydrauliksystem die Hauptbewegungen der Arbeitszylinder er-

möglicht, übernimmt der elektrische Drehwerksantrieb die Schwenkbewegungen und kann zudem beim

Bremsen der Schwenkbewegung Energie rekuperieren. Die Kombination dieser Systeme ermöglicht eine

flexiblere und effizientere Nutzung der verfügbaren Leistung und führt im untersuchten Zyklus zu Kraft-

stoffeinsparungen von bis zu 8,3 %. Je nach Anwendungsfall können für diese Struktur nach [LWHG10]

Einsparungen zwischen 25 % und 40 % erreicht werden.

mech. Leistung hyd. Leistung el. Leistung

Abbildung 4.6: Modellaufbau des Baggermodels mit Hybrid-Strkutur A nach [GBS22] im Reick-Schema [Rei18]

Struktur B erweitert das Konzept durch die Rückgewinnung von Energie aus der Arbeitsausrüstung,

wie in Abbildung 4.7 dargestellt. Im Vergleich zu Struktur A wird zusätzlich ein Hydraulikmotor im

Rücklauf integriert, welcher EM3 antreibt und es ermöglicht Energie Rückzugewinnen. Dies erhöht die

Energieeffizienz und führt laut [GBS22] zu einer Gesamtkraftstoffeinsparung von bis zu 9,3 %. Aller-
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dings erfordert diese Lösung die Integration weiterer Komponenten, darunter eines Hydraulikmotors,

eines elektrischen Generators mit Leistungselektronik sowie der entsprechenden Verkabelung.

mech. Leistung hyd. Leistung el. Leistung

Abbildung 4.7: Modellaufbau des Baggermodels mit Hybrid-Strkutur B nach [GBS22] im Reick-Schema [Rei18]

Zur Bestimmung der Betriebspunkte, der EM dieser Strukturen, wird der in Kapitel 2.1.3 vorgestellte

90°-Zyklus genutzt. Im Detail umfasst dieser folgende Schritte:

1. Befüllen des Löffels (0 bis 4,5 s): In diesem ersten Schritt wird der Baggerarm gezielt positioniert,

um Material aufzunehmen. Der Löffel wird in das Material eingeführt und befüllt. Während dieser

Phase dominiert die Hydraulikarbeit, die durch den VM und das Hydrauliksystem bereitgestellt

wird.

2. Anheben des Löffels und Drehen des Oberwagens (4,5 bis 10 s): Der gefüllte Löffel wird an-

gehoben, und der Schwenkantrieb (EM2) sorgt für die Drehbewegung des Oberwagens, um den

Löffel über den LKW zu bewegen. Hierbei ist sowohl das Hydrauliksystem für das Heben als

auch die elektrische Maschine für das Schwenken im Einsatz. Zum Start der Drehbbewegung wird

der Oberwagen durch EM2 beschleunigt. Zum Ende der Bewegung wird ein bremsendes Moment

aufgeprägt und somit Energie rekuperiert. Die Pufferung der Energie erfolgt durch den Energie-

speicher, was zu einer Verbesserung des Gesamtenergieverbrauchs führt.

3. Entleeren des Schaufelinhalts in den LKW (10 bis 12,5 s): Während dieses Schritts wird der

Inhalt des Löffels entladen. Diese Phase ist relativ energiearm, da lediglich das Öffnen und Kippen

des Löffels erforderlich ist.

4. Rückschwenken (12,5 bis 14,8 s): Nach dem Entleeren wird der Oberwagen zurückgeschwenkt,

um in die Ausgangsposition zu gelangen. EM2 beschleunigt den Oberwagen, und der Arm wird

angehoben, wobei die Randbedingung gilt, dass die Schaufel entleert ist und dadurch eine gerin-

gere Masse sowie reduzierte Trägheit aufweist. Dadurch verringert sich der Leistungsbedarf beim

Beschleunigen, und die rekuperierte Energie beim Bremsen reduziert sich.

Das übergeordnete Ergebnis dieses Zyklus für diese Arbeit sind die Betriebspunkte n(t) und M(t) der

EM, wie sie sich aus der Nutzung des in [GBS22] vorgestellten Modells (Abbildung 4.6 und 4.7) ergeben.

Diese Profile zeigen die zeitliche Entwicklung der Leistungsaufnahme und -abgabe der EM und bilden

damit die spezifischen Anforderungen an die elektrischen Maschinen sowie die Anforderungen an die

Kühlung bei kurzzeitigen Spitzenlasten ab.

Die aus den Referenzzyklen gewonnenen Betriebspunkte werden gezielt analysiert. Dabei sind die drei

Maschinen wie folgt einzuordnen:
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• EM1: Diese Maschine ist im Modell als Generator ausgelegt, der mit einer konstanten Drehzahl

von 17.500 1
min betrieben wird. Das Drehmoment bleibt aufgrund der Nachladefunktion der elek-

trischen Speicher ebenfalls konstant bei −2 Nm, wie es durch die Regelung vorgegeben ist. Da

hier keine nennenswerte Dynamik vorliegt, sind die Arbeitspunkte von EM1 für die vorliegende

Analyse der thermischen Lasten und Kühlanforderungen nur von untergeordneter Bedeutung.

• EM2: EM2 übernimmt im Modell die Funktion des Schwenkantriebs und bestimmt maßgeblich

die dynamischen Energieflüsse und Leistungsanforderungen im Gesamtsystem. Aufgrund der ho-

hen Variabilität von Drehzahl und Drehmoment, wie in Abbildung 4.8 dargestellt, liegt hier der

Fokus der Analyse.

• EM3: Diese Maschine ist nur in Struktur B enthalten und setzt in dem betrachteten Zyklus ledig-

lich geringe Energiemengen um. Aufgrund der niedrigen Leistungsanforderungen fällt sie aus dem

für diese Arbeit relevanten Betrachtungsrahmen.

Für die weiteren Analysen werden daher die Betriebspunkte von EM2 aus Struktur A herangezogen, da

EM1 lediglich einen stationären Konstantlastpunkt abbildet und EM3 aufgrund ihrer geringen Leistungs-

klasse nicht vergleichbar ist. Die vollständigen Zeitverläufe aller EM sind in Anhang D dargestellt.

Die in Abbildung 4.8 dargestellten Betriebspunkte von EM2 liefern wichtige Erkenntnisse über die An-

forderungen an die EM während des Ladespiels, insbesondere im Hinblick auf kurzzeitige Spitzenlasten.

Der Zyklus ist in der Darstellung mit einer Pause von 4 s initialisiert; darauf folgen drei Durchführungen

des 90°-Zyklus.
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Abbildung 4.8: Betriebspunkte der EM2 im Schwenkwerk für drei 90°-Zyklen mit 4 s Pause zu Beginn.

4.2 Elektromotormodellierung

Im vorherigen Kapitel wird die Bestimmung von Betriebspunkten (n(t),M(t)) mittels Fahrzeugmodellen

beschrieben. Auf dieser Grundlage ist für die Analyse des thermischen Verhaltens einer EM ein geeig-

netes Verlustmodell erforderlich.
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Daher wird in diesem Kapitel die Modellierung der EM erläutert, mit dem Ziel, Verlustkennfelder für die

in Kapitel 2.2.3 vorgestellten Einzelverluste zu erstellen. Hierzu dient die in der Literatur gut dokumen-

tierte EM-Auslegung des Nissan Leaf, wodurch geometrische Auslegungsparameter verfügbar und die

Berechnungsergebnisse verifizierbar sind. Die resultierenden Verlustkennfelder bilden die Grundlage für

das segmentierte thermische Mehrknotenmodell in Kapitel 5.4.

Die Berechnung der EM erfolgt mit der Berechnungssoftware MotorCAD der Firma Ansys. Die Software

ermöglicht es, das Verhalten elektrischer Maschinen basierend auf einer Kombination aus analytischen

Berechnungen und einer zweidimensionalen Finite-Elemente-Analyse (2D-FEA) zu modellieren. Da-

durch können nach [Mot16] verschiedene Kennfelder erzeugt werden, die das Verhalten der Maschine in

unterschiedlichen Betriebsbereichen beschreiben.

Parameter für die Auslegung der EM

Als wesentliche Randbedingung für die EM ist die Erfüllung der dynamischen sowie der Dauerleistungs-

anforderungen. Die Daten der Basismaschine sind in Tabelle 4.3 gegeben.

Tabelle 4.3: Ziel-Eckdaten der E-Maschine

Kategorie Symbol Wert

Nenndrehzahl nnenn 4.350 1
min

max. Drehzahl nmax 20.000 1
min

max. Drehmoment Mmax 340 Nm

max. Leistung Pmax 154 kW

Zunächst werden für die Berechnung der EM die geometrischen Parameter eingegeben. Diese basieren

auf den Angaben in [HE22, Nat13, CB22] in Verbindung mit [Gru16, S.100 ff.]. Die wichtigsten geo-

metrischen Randbedingungen wie Innen- und Außendurchmesser für Stator und Rotor, sowie Nutanzahl,

Polzahl und Magnetanordnung sind in Tabelle 4.4 gegeben. Die weiteren Größen zur Ausführung des

Blechschnittes sind aus den genannten Quellen übernommen und werden in Anhang B aufgeführt.

Tabelle 4.4: Geometrische Daten der berechneten EM nach [HE22, Gru16]

Stator

Kategorie Symbol Wert

Nutanzahl zN 48

Außendurchmesser dS,a 182 mm

Innendurchmesser dS,i 122,9 mm

Eisenlänge lFe 150 mm

Wickelkopfausladung lWK 30 mm

Rotor

Kategorie Symbol Wert

Polzahl p 4

Magnetanordnung - 2-lagig

Durchmesser dR,a 121 mm

Die aufgeführten Daten führen zu dem in Abbildung 4.9 dargestellten Blechschnitt. Hierbei lässt sich die

zweilagige Magnetanordnung, mit einer v-förmigen Ausrichtung der zweiten Lage gut erkennen. Des

Weiteren ist im Rotor ein Ausschnitt zu erkenn, in dem die Welle platziert werden kann.

Als Material für Rotor und Stator wird im Gegensatz zu [HE22] ein Blech des Typs 30DH verwendet.

Ausschlaggebend ist die bessere Auflösung der Frequenzabhängigkeit in MotorCAD; die Verluste über

den Frequenzgang sind vergleichbar.
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Abbildung 4.9: Blechschnitt der berechneten EM

Als Permanentmagnete kommen NdFeB-Magnete des Typs N35UH zum Einsatz, da für die in [HE22]

verwendeten Magnete keine Datenblätter mit den erforderlichen BH-Kurven verfügbar sind, sondern nur

allgemeine Angaben zur Remanenz Br. Die gewählten Magnete entsprechen in ihrer Remanenz Br =

1,125T sowie der Entmagnetisierungstemperatur von 180 ◦C den in [HE22] verwendeten und besitzen

damit ebenfalls eine maximale Einsatztemperatur von 150 ◦C.

Die Wicklung wird so angepasst, dass sich ein Nutfüllfaktor von rund 73 % ergibt. Dieser Wert ist für eine

klassische Einziehwicklung typisch [HSF16, S.147]. Daraus resultiert ein Kupferfüllfaktor von 49 %.

Elektromagnetische Berechnung der EM

Als Versorgungsrandbedingung wird eine DC-Quelle mit UDC = 375 V und IDC = 502 A vorgegeben,

wobei der hohe Strom nur die magnetischen, nicht jedoch die thermischen Grenzen bestimmt.

Für die Berechnung der Eisenverluste PV,Fe nutzt MotorCAD standardmäßig die STEINMETZ-Formel

(Gleichung 2.11a); alternativ können die Verluste nach BERTOTTI berechnet werden. In Kombination

mit der thermischen Modellierung bietet MotorCAD außerdem die Möglichkeit, den Wicklungswider-

stand und die Remanenz der Magnete temperaturabhängig zu berücksichtigen – basierend auf hinterleg-

ten Datenblattwerten.

Für den gegebenen Blechschnitt und die definierte Wicklungsgeometrie wird ein sogenanntes Lab-

Model erzeugt. Dabei kommt für die Erstellung der EM-Kennfelder der Maximum Torque per Ampe-

re-Algorithmus (MTPA1) zum Einsatz. Dabei werden Lastwinkel und Ströme so eingestellt, dass das

maximale Drehmoment erzielt wird.

MotorCAD erstellt auf dieser Basis Kennfelder für ein definiertes Gitter aus Drehzahl und Drehmoment,

einschließlich magnetischer Sättigung, Eisenverlusten, Oberschwingungsverlusten und Magnetverlusten.

In dieser Arbeit wird ein Modell mit 30 Punkten je Dimension verwendet, entsprechend einer feinen

Simulationsauflösung. Daraus lassen sich anschließend Betriebspunkte und Kennfelder berechnen.

Für die weiteren thermischen Simulationen in Kapitel 5 wird auf den Kennfeld-Ansatz zurückgegriffen.

Die dauerhafte Einbindung von MotorCAD entfällt somit, sobald die Kennfelder vorliegen. Der Strom

ist dabei in 30 Inkremente unterteilt, die Drehzahl wird in Schritten von 250 1
min im Bereich 500 bis

20.000 1
min aufgelöst. Eine Drehzahl <500 1

min liefert nur begrenzt sinnvolle Ergebnisse, da dort sehr

geringe Leistungen auftreten und numerische sowie Modellfehler überproportional ins Gewicht fallen.

1 Beim MTPA-Algorithmus werden die Ströme in der EM so gestellt, dass diese ein maximales Drehmoment erzeugen. Eine
Alternative hierzu ist der Maximum-Efficiency-Ansatz, welcher die Verluste minimiert [Dop20, S.282 ff.].
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4.2 Elektromotormodellierung

Verlustkennfelder der berechneten EM

In Abbildung 4.10 ist das Kennfeld der Kupferverluste PV,Cu(n,M) der berechneten EM dargestellt. Hier-

bei kann man zunächst erkennen, dass die Maschine das in Tabelle 4.3 geforderte Moment Mmax von

340 Nm erreichen kann. Dies ergibt bei einer Eckdrehzahl nnenn von 4.350 1
min eine Leistung Pmax von

154 kW. Bei der Betrachtung des Kennfelds für die Kupferverluste sieht man bei niedrigen Drehmomen-

ten geringe Verluste. Mit steigendem Drehmoment steigen die Kupferverluste ebenfalls. Die höchsten

Verluste treten im Grunddrehzahlbereich und maximalen Drehmomenten auf und betragen ca. 10 kW.
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Abbildung 4.10: Kupferverluste der Basismaschine

Betrachtet man die Eisenverluste im Stator PVS,Fe(n,M) in Abbildung 4.11, so zeigt sich, dass gemäß den

Gleichungen 2.11a bis c eine starke Abhängigkeit von der Frequenz f beziehungsweise der Drehzahl n

besteht. Die höchsten Verluste treten bei maximaler Drehzahl nmax auf und betragen etwa 1 kW.
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Abbildung 4.11: Eisenverluste im Stator der Basismaschine

Wie in Abbildung 4.12 ersichtlich, zeigen die Eisenverluste im Rotor PVR,Fe(n,M) das gleiche quadrati-

sche Verhalten (∼ n2) wie im Stator. Das Maximum beträgt nur 50 W, was etwa 1
20 der Eisenverluste des

Stators entspricht. Die in den Magneten berechneten Verluste weisen ein ähnliches Verhalten auf, sind

jedoch um mehrere Größenordnungen geringer.
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Abbildung 4.12: Eisenverluste im Rotor der Basismaschine

In Abbildung 4.13 ist der berechnete Wirkungsgrad dargestellt, der sich aus der mechanischen Wellen-

leistung, sowie der zugeführten elektrischen Leistung ergibt. Das Kennfeld folgt in Ausprägung, sowie in

den maximalen Werten den typischerweise auftretenden Kennfeldern für rPSM und stimmt mit [HE22]

und [Gru16] überein.
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Abbildung 4.13: Wirkungsgradkennfeld der Basismaschine

4.3 CFD-Berechnung des Referenzwassermantels

In diesem Kapitel wird eine CFD-Analyse einer Kühlspirale für die in Kapitel 4.2 berechnete EM durch-

geführt. Ziel ist die Untersuchung der Temperatur an der Schnittstelle zwischen Stator und Kühlmantel.

Diese Temperatur dient als sinnvolle Referenzgröße, da dies eine typisch genutzte Variante in der Küh-

lung von EM darstellt (vgl. Kapitel 2.3). Die Untersuchung dient in erster Linie dazu, die konventionelle

Kühlspirale zu bewerten und die Temperaturunterschiede zu quantifizieren. Die ermittelten Verluste wer-

den auf den Kühlmantel übertragen, um die Temperaturverteilung sowie die resultierenden Unterschiede

an der Schnittstelle zwischen EM und Kühlmantel zu analysieren.

Im ersten Schritt werden die Verluste des EM-Modells für einen Betriebspunkt ermittelt, welcher nach

[HE22] im Bereich der Dauerleistung liegt. Der Betriebspunkt liegt bei einem Drehmoment M = 166Nm

und einer Drehzahl n = 4.250 1
min . Die Verluste sind in Abbildung 4.14 entsprechend der in Kapitel 2.2.3

beschriebenen Einzelverluste aufgeteilt. Für die ersten Betrachtungen werden diese Verluste summiert

und auf die Kontaktfläche zwischen Stator und Kühlmantel aufgeprägt. Daraus ergibt sich an dieser

Fläche ein Wärmestrom Q̇int = 3.450W. Eine Betrachtung des Spitzenleistungspunkt (30 s) ist an dieser

Stelle nicht sinnvol, da sich damit keine zulässigen stationären Temperaturen in der EM einstellen.
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Abbildung 4.14: Verlustaufteilung der Basismaschine für den Dauerbetrieb (Kont.) und Kurzzeitbetrieb (30 s)

Für die Umsetzung des Kühlkanals im Kühlmantel wird eine spiralförmige Ausführung gewählt. Der

Kühlkanal ist dabei nach den Parametern in Tabelle 4.5 ausgelegt. Der Kanal hat eine einfache recht-

eckige Ausführung mit einer Breite b und Kanalhöhe s. Die Steigung der Spirale ist so gewählt, dass

zwischen zwei Windungen der Spirale eine Wandstärke dWand von 2 mm besteht. Die Anzahl der Win-

dungen k ist so gewählt, dass die komplette Länge der EM, also Eisenlänge lFe und Wickelköpfe lWK

überdeckt sind. Als Material für den Kühlmantel werden zwei Varianten berechnet, eine mit der gängi-

gen Aluminiumlegierung 7075 und eine weitere mit einem korrosionsbeständigem Edelstahl des Typs

EOS CX, welcher für die additive Fertigung ausgelegt ist.

Als Randbedingungen für das Kühlmedium dienen die in Tabelle 4.5 angegebenen Werte. Die in der

Tabelle aufgeführten Werte, wie der Volumenstrom V̇ und die Einlasstemperatur TEin, wurden entspre-

chend dem Stand der Technik nach Kapitel 2.3.3 gewählt. Für die Reynolds-Zahl Re ergeben sich nach

Gleichung 2.18a Werte im Bereich von 3.025 bis 6.050, welche im turbulenten Strömungsbereich lie-

gen. Der Ein- und Auslass für das Kühlmittel sind in diesem Modell nicht detailliert ausgearbeitet, da

dies zusätzlichen Aufwand in der Konstruktion sowie der Berechnung erzeugt, ohne die Temperaturen

zu beeinflussen.

Tabelle 4.5: Randbedingungen zur Betrachtung CFD-Berechnung der Kühlspirale

Kühlkanal

Material AL7075 / EOS CX

Wandstärke dWand 2 mm

Höhe Kanal s 5 mm

Breite Kanal b 50 mm

Windungen k 5

Querschnittsfläche AKanal 250 mm2

Kühlmedium

Kühlmittel Wasser

Einlasstemperatur TEin 60 ◦C

Volumenstrom V̇ 5 bis 10 l
min

Reynolds-Zahl (für Wasser) Re 3.025 bis 6.050

Das Ergebnis der Berechnung für den Fall mit einem Kühlmittelstrom V̇ von 5 l
min und dem Werkstoff

Aluminium ist in den Abbildungen 4.15 und 4.16 dargestellt. Links ist die Geschwindigkeit des Kühlme-

diums in einer Schnittdarstellung der Kühlspirale zu sehen. Das Kühlmedium tritt auf der linken Seite ein

und umströmt in einer Spirale den Zylinder und tritt auf der rechten Seite aus. Dabei besteht die höchste

Geschwindigkeit typischerweise in der Kanalmitte, während die Geschwindigkeit zu den Wänden hin

niedriger ausfällt.

In der rechten Darstellung (Abbildung 4.16) ist die Temperatur an der Kontaktfläche von EM und Kühl-

mantel dargestellt. Hier sind zusätzlich die Wickelkopfbereiche lWK, sowie der Bereich des Stators lFe

gekennzeichnet. Dabei ist zu erkennen, dass auf der Eintrittsseite des Kühlmediums die Temperaturen
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mit 60 ◦C am geringsten ausfallen. Entlang der Kühlspirale steigen die Temperaturen auf bis zu 80 ◦C.

Das Temperaturmaximum tritt auf der rechten Seite am Übergang von Stator zum Wickelkopfbereich

auf. Im Bereich des rechten Wickelkopfbereich liegt die Temperatur bei 70 ◦C.

Abbildung 4.15: Geschwindigkeit des Kühlmediums für
einen Volumenstrom von V̇ = 5 l

min

Abbildung 4.16: Temperatur der Schnittstelle
zwischen Stator und Kühlmantel,

Material: AL7075

Die Ergebnisse der CFD-Berechnung für die in Tabelle 4.5 aufgeführten Fälle sind in Abbildung 4.17

dargestellt. Dabei zeigt sich, dass der Kühlmantel aus Aluminium bei beiden Volumenströmen V̇ ei-

ne geringere Temperaturdifferenz ∆T aufweist als der Mantel aus Edelstahl. Dies liegt an der höheren

Wärmeleitfähigkeit von Aluminium λAL7075 = 145 W
mK im Vergleich zu Edelstahl λCX = 24 W

mK (weitere

Stoffwerte: siehe Anhang A).

• Aluminium: Bei 5 l
min beträgt die Temperaturdifferenz ∆T = 20 K. Eine Erhöhung des Volumen-

stroms auf 10 l
min reduziert ∆T auf 11 K.

• EOS CX: Bei 5 l
min ergibt sich eine Temperaturdifferenz von 28 K. Mit einem Volumenstrom von

10 l
min sinkt diese auf 19 K.
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Abbildung 4.17: Ergebnisse der CFD-Simulation: Temperaturunterschiede ∆T an der Schnittstelle zwischen Gehäuse und
Kühlmantel in Abhängigkeit von Volumenstrom V̇ und verwendetem Gehäusematerial (EOS CX, AL7075)

Die CFD-Ergebnisse zeigen, dass sich aufgrund des unidirektionalen Kühlmittelstroms in einem gleich-

förmig ausgeprägten Kühlkanal deutliche axiale Temperaturunterschiede entlang der Strömungsrichtung

ausbilden. Da die Verluste gemäß Gleichung 2.12 entweder gespeichert oder nur bei Übertemperatur ab-

geführt werden können, kommt es in den wärmeren Zonen der EM zu lokalen Temperaturüberhöhungen,

insbesondere am Wickelkopf und nahe dem Kühlmittelauslass. Da die thermische Belastung einer EM

stets durch die jeweils höchste auftretende Temperatur begrenzt wird, kann eine Leistungsreduzierung

erforderlich sein, um die Isolationsmaterialien zu schützen oder eine Entmagnetisierung der Permanent-

magnete zu vermeiden. Diese Ergebnisse stimmen mit den Untersuchungen von [FBGŁ20] überein, der
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sowohl für Kühlspiralen als auch für mäandrierende Kühlkanäle nachweist, dass die Erwärmung des

Kühlmediums entlang des Kanals signifikante Temperaturanstiege und Hotspots verursacht.

Die Ergebnisse zeigen zudem, dass eine höhere Wärmeleitfähigkeit des Kühlmantelmaterials (z. B. Alu-

minium gegenüber Edelstahl) sowie ein erhöhter Volumenstrom die Temperaturunterschiede reduzieren,

aber keine gleichmäßige Temperaturverteilung gewährleisten. Ist die Wärmeleitfähigkeit des Gehäuses

gering (z. B. Edelstahl), muss entweder ein höherer Volumenstrom oder eine andere Kühlstruktur gewählt

werden, um Hotspots zu vermeiden. Andernfalls bleibt die Temperaturdifferenz an der Schnittstelle zwi-

schen Stator und Kühlmantel signifikant und begrenzt langfristig die thermische Auslastung sowie die

Leistungsfähigkeit der EM.

Diese Erkenntnisse verdeutlichen die Notwendigkeit einer angepassten Kühlelementverteilung. In Kapi-

tel 5 wird daher eine Methode entwickelt, die anhand der ortsaufgelösten Verlustprofile eine bedarfsge-

rechte Kühlleistung sicherstellt. Dadurch sollen lokale Temperaturspitzen reduziert und die thermische

Belastbarkeit sowie Leistungsdichte der EM erhöht werden. Die gewonnenen CFD-Ergebnisse dienen

als Referenz, um die Effektivität dieser Methode später mit bestehenden Kühlkonzepten zu vergleichen –

hierzu werden maßgeblich die Werte in Tabelle 4.6 herangezogen.

Tabelle 4.6: Referenzwerte der Kühlspirale für die weitere Betrachtung

Größe Symbol Kühlspirale

Volumenstrom V̇ 5 l
min 10 l

min

Maximale Temperatur Tmax 80,2 ◦C 71 ◦C

Temperaturdifferenz ∆T 20,2 K 11 K

Druckabfall ∆p 650 Pa 2.270 Pa
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5 Methode zur Verteilung von Kühlelementen in
Kühlkanälen

In diesem Kapitel wird eine Methode zur Verteilung von Kühlelementen vorgestellt, die auf den in Ka-

pitel 2 beschriebenen Grundlagen sowie den Voruntersuchungen in Kapitel 5.1 basiert. Dabei wird zu-

nächst der Einfluss verteilter Verluste auf die Ausbildung von Hotspots analysiert. Anschließend werden

erste Maßnahmen zur Reduzierung dieser Hotspots durch den gezielten Einsatz von Kühlelementen in

Kühlkanälen vorgestellt.

Aufbauend auf diesen Erkenntnissen wird in Kapitel 5.2 ein methodisches Vorgehen vorgeschlagen, mit

dem Kühlelemente innerhalb eines Kühlkanals gezielt verteilt werden können.

Auf Basis der Anforderungen der Methode, sowie Randbedingungen durch die Modellierung wird in Ka-

pitel 5.3 eine spezifische Gehäuse- und Kühlkanalgeometrie definiert, in welche mittels des generativen

Design-Modells die Kühlelemente integriert werden.

Für die quantitative Bestimmung der Wärmeströme Q̇int in den Kühlkanal wird ein modulares, axial

segmentiertes LPTM entwickelt, das in Kapitel 5.4 beschrieben wird. Dieses Modell ermöglicht eine

verbesserte axiale Auflösung und erlaubt die Berechnung der Wärmeströme Q̇int unter der Annahme

einer konstanten Schnittstellentemperatur ϑint .

Schließlich werden die berechneten Wärmeströme Q̇int in Kapitel 5.2 genutzt, um eine optimierte Ver-

teilung der Kühlelemente innerhalb des definierten Kühlkanals zu bestimmen.

5.1 Voruntersuchungen anhand eines planaren Prüfstandes

Das vorhergehende Kapitel 2.3 zur Kühlung von EM zeigt, dass Kühlkanäle typischerweise über ihre

gesamte Länge gleichmäßig ausgestaltet sind. Gleichzeitig wird in Kapitel 2.2.3 dargelegt, dass die in

EM auftretenden Verluste sowohl räumlich unterschiedlich verteilt sind als auch von den jeweiligen Be-

triebspunkten abhängen. Die CFD-Berechnung der Kühlspirale bestätigt zudem, dass die unidirektionale

Kühlmittelführung zu einem signifikanten Temperaturgradienten entlang des Kühlkanals führt.

Aufbau des Prüfstandes

Auf Basis dieser Überlegungen wird ein Prüfstand umgesetzt, der es ermöglicht, den Einfluss verteil-

ter Verluste zu untersuchen. Zudem können Strategien zur Reduzierung von Hotspots bewertet werden,

welche durch die Erwärmung des Kühlmittels entlang des Kühlkanalverlaufs entstehen. Detaillierte Un-

tersuchungen hierzu sind in [ERKG22] und [ERKG23] zu finden. Im Folgenden wird ein Überblick

sowie eine kurze Erläuterung des Aufbaus und der Ergebnisse gegeben.

Der Prüfstand ist planar aufgebaut, da dies die Untersuchung verteilter Verluste und den Einfluss von

zusätzlichen Kühlelementen zur Reduzierung des Temperaturgradienten ermöglicht. Zusätzlich können
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Temperatursensoren besser positioniert werden. Durch den ebenen Kanal werden des Weiteren Verwir-

belungen reduziert, die bspw. durch den Drall einer radialen Umströmung eines Stators entstehen, wie

dies in Kapitel 2.3.2 mit der DEAN-Strömung beschrieben ist.

Der Prüfstand ist in Abbildung 5.1 in einer Schnittansicht dargestellt. Er besteht aus einer segmentierten

Heizplatte mit sieben individuell ansteuerbaren Heizpatronen, die jeweils eine maximale Heizleistung

von 310 W besitzen. Auf dieser Heizplatte ist ein Prüfling (DUT) mit einem rechteckigen Kühlkanal

montiert, der dem in [Gni13b] beschriebenen ebenen Spalt entspricht und in Kapitel 2.3.2 erläutert ist.

Die modulare Bauweise erlaubt den Einsatz verschiedener Prüflinge mit unterschiedlichen Kanalgeome-

trien zur Untersuchung ihres thermischen Verhaltens.

Der Kühlmitteleinlass ist auf der linken Seite platziert und besitzt Sensoren zur Erfassung der Einlass-

temperatur TEin des Kühlmittels, sowie einen Drucksensor. Am Auslass befindet sich ein symmetrischer

Anschluss für den Kühlmittelauslass, mit Erfassung der Auslasstemperatur TAus. Des Weiteren befin-

det sich am Auslass ein Sensor zur Erfassung der Durchflussmenge V̇ des Kühlmediums. Der gesamte

Prüfaufbau befindet sich in einer Umhausung mit Isolationsmaterial.

Weitere Temperatursensorik ist zwischen der Heizplatte und dem Kühlkanal in der Bodenplatte des DUT

untergebracht. Dies ist in der Detailansicht rechts dargestellt. Oberhalb jeder Heizpatrone sind jeweils

drei PT100-Temperatursensoren mit einem Durchmesser von 1 mm in drei Tiefen ( 1
2 · b, 1

3 · b, 1
4 · b) ein-

geschoben. Dies erlaubt eine Bestimmung der Temperatur nahe der Kontaktfläche.

Als Kühlmedium besteht die Möglichkeit der Nutzung von Wasser oder unterschiedlicher Wasser-

Glykol-Gemische. Das Kühlmedium befindet sich in einem geschlossenen Kreislauf, welches durch

eine regelbare Pumpe mit einem Volumenstrom V̇ von 5 bis 20 l
min gefördert wird. In diesem Kreislauf

befindet sich zudem ein Wasser-Wasser-Wärmetauscher, welcher es ermöglicht den geschlossenen Kreis-

lauf auf einem stabilen Temperaturniveau zu halten. Als Wärmesenke dient der Hauswasseranschluss,

da kein geeignetes Kühlaggregat zur Verfügung steht.

Abbildung 5.1: Schnittansicht des planaren Prüfstands mit Sensorpositionen

Aufbau der Prüflinge

Die Maße der Prüflinge sind so gewählt, dass die Parameter der EM in Tabelle 5.1 abgebildet werden.

Diese Parameter stammen aus einem vorgelagerten Industrieforschungsprojekt und weichen von denen

in Kapitel 4.2 ab, da zum Zeitpunkt der Untersuchungen weder das finale Maschinenmodell noch die

Fahrzeugmodelle vorlagen.
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5.1 Voruntersuchungen anhand eines planaren Prüfstandes

Dabei entspricht die Breite des Kanals b der aktiven Eisenlänge lFe des Stators, und die Kontaktflä-

che AKontakt der Mantelfläche des Stators. Die mit den sieben Heizpatronen aufprägbare Leistung von

2.170 W ist so gewählt, dass sie die Verluste der EM repräsentieren.

Die Parameter des Referenzprüflings in Form eines leeren Kühlkanals sind in Tabelle 5.2 aufgeführt.

Aufgrund der Randbedingungen, wie Querschnittsfläche AKanal , sowie Volumenstrom V̇ ergibt sich nach

Gleichung 2.18a eine Reynolds-Zahl Re von 1.760 bis 7.330 Es können mit dem Prüfstand also Prüflinge

im laminaren, als auch im turbulenten Bereich untersucht werden.

Tabelle 5.1: Verluste und geometrische Parameter der betrachteten EM nach [ERKG23]

Betriebspunkt Wert

Gesamtverluste (Kont.) PV,kont 620 W

Gesamtverluste (Peak) PV,peak 1.400 W

Geometrische Parameter Wert

Stator-Außendurchmesser dStator 85 mm

Stator-Oberfläche AStator 257,6 mm2

Blechpaketlänge lFe 70 mm

Wickelkopflänge lWK 9 mm

Tabelle 5.2: Randbedingungen zur Betrachtung des ebenen Spalts

Kühlkanal

Wandstärke dWand 5 mm

Höhe Kanal s 4,5 mm

Breite Kanal b 90 mm

Länge Kanal l 287,6 mm

Querschnittsfläche AKanal 405 mm2

Kontaktfläche AKontakt 257,6 mm2

Kühlmedium

Stoff Wasser / Wasser-Glykol

Volumenstrom V̇ 5 bis 20 l
min

Reynolds-Zahl (für Wasser) Re 1.760 bis 7.330

Experimentelle Analyse des Einflusses verteilter Verluste auf die Temperaturverteilung

Im Rahmen der Untersuchungen werden Prüflinge aus unterschiedlichen Materialien gefertigt. Diese

umfassen leere Kanäle aus Aluminium 7075 sowie 3D-gedrucktem Edelstahl des Typs EOS CX. Der

Prüfstand wird an dieser Stelle genutzt, um beide Materialien zu vergleichen und deren Einfluss auf die

Ausprägung von Hotspots zu analysieren.

Zur Analyse des Einflusses verteilter Verluste wird die Gesamtverlustleistung in zwei Szenarien unter-

sucht: mit gleichmäßiger Verteilung und mit positionsabhängiger Verteilung. Die resultierenden Tempe-

raturverteilungen beider Fälle sind in Abbildung 5.2 dargestellt, wobei gleichverteilte Verluste in blau

und verteilte Verluste in rot gekennzeichnet sind. Auf den Prüfling aus Edelstahl werden die Verluste

des Spitzenleistungspunktes PV,peak = 1.400W aufgeprägt. Bei gleichverteilten Verlusten zeigt sich ein

kontinuierlicher Temperaturanstieg entlang der Kühlkanallänge, wie zu erwarten ist. Der Temperaturun-

terschied beträgt 17,2 K. Bei einer Betrachtung der Temperaturverteilung unter identischen kumulierten

Verlusten und erhöhter Verlustleistung in den Randsegmenten zeigt sich eine Überhöhung der Tempera-

tur in diesen Bereichen. Im ersten Segment beträgt die Temperatursteigerung 11,8 K, im letzten Segment

9,4 K. Der maximale Temperaturunterschied innerhalb des Systems beträgt 23,4 K.

Anhand dieses Beispiels ist zu sehen, dass bei der Betrachtung von Kühlungen die Verlustauflösung eine

relevante Rolle spielt. Dies unterstreicht auch die Aussage aus Kapitel 2.3.1 bzgl. der Diskretisierungs-

55



5 Methode zur Verteilung von Kühlelementen in Kühlkanälen
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Abbildung 5.2: Messung zum Einfluss gleichmäßiger Verlustverteilung (blau) im Vergleich zu verteilten Verlusten (rot)
DUT-Material: EOS CX, V̇ = 5 l

min , TEin = 20◦C

fehler – werden alle Verluste in einem Knoten abgebildet oder die Verluste gleichverteilt sorgt dies für

eine Verfälschung von Hotspots.

Abgleich der Messungen mit CFD-Berechnungen

In diesem Abschnitt wird der Vergleich zwischen den experimentell ermittelten Temperaturen und den

CFD-Berechnungen des Prüfstandes dargestellt. Ziel ist es, die Übereinstimmung der Temperaturverläufe

entlang des Kühlkanals möglichst präzise zu bewerten und mögliche Abweichungen zu identifizieren.

Dabei werden insbesondere die Unterschiede zwischen dem realen Prüfaufbau und den Modellannahmen

der Simulation betrachtet.

In Abbildung 5.3 ist ein Vergleich der Temperaturen der Messung mit verteilten Verlusten (rot) zu den

Ergebnissen einer CFD-Berechnung (blau) dargestellt. Vergleicht man die Kurven, so sieht man, dass die

Ergebnisse der CFD mit der ersten, als auch zweiten Messposition gut übereinstimmen. Ab dem dritten

Segment tritt eine Abweichung zwischen Messung und Berechnung auf, wobei die Berechnung jeweils

ein höheres Niveau einnimmt. Im letzten Segment beträgt die Differenz 9,5 K.

Anhand der CFD-Berechnung ist zu sehen, dass die Berechnungen zumindest für den Kühlmittelein-

lass quantitativ übereinstimmen, während entlang des Kühlkanalverlaufs Abweichungen zu Ungunsten

der Berechnung auftreten. Erklärungen hierfür sind zum einen die adiabate Konfiguration des CFD-

Modells, was bedeutet, dass Verluste nur über das Kühlmedium abgeführt werden. Der Prüfaufbau hin-

gegen stellt trotz thermischer Isolation kein adiabates System dar. Ein weiterer Faktor, welcher in der

Realität für niedrigere Temperaturen am Auslass sorgt ist, dass die Ein- und Auslassgeometrie in der

CFD-Berechnung nicht abgebildet ist, diese besteht aber ebenfalls aus dem selben Werkstoff, wie der

Kanal und trägt damit auch zur Wärmeübertragung bei. Dieser Effekt wirkt sich vor allem im Bereich

des Auslass aus, da der Temperaturunterschied zwischen Fluid und Oberfläche dort größer ist.

Definition der Pin-Fins

Um die Pin-Fins im weiteren Verlauf platzieren zu können, müssen zunächst die Parameter auf Basis des

Standes der Technik zur Kühlstruktur aus Kapitel 2.4 ausgewählt werden. Basierend auf den Untersu-

chungen in [Str21, Hei22] werden in dieser Arbeit die in Tabelle 5.3 aufgeführten Parameter verwendet.
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5.1 Voruntersuchungen anhand eines planaren Prüfstandes
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Abbildung 5.3: Vergleich der Messwerte mit CFD-Berechnung für verteilte Verluste nach Abb. 5.2, V̇ = 5 l
min , TEin = 20◦C

Der Radius r wird auf 0,500 mm festgelegt. Bei einem Verhältnis ϕ = 1,75 ergibt sich ein Abstand der

Pin-Fins parallel zur Strömungsrichtung von 3,75 mm. In Umfangsrichtung ergibt sich daraus entspre-

chend dem Verhältnis aθ

az
von 1,5 Kapitel 2.4 ein Abstand von 6,563 mm.

Tabelle 5.3: Pin-Fin Parameter

Kategorie Symbol Wert

Linker Radius R 1,25 mm

Rechter Radius r 0,5 mm

Phi ϕ 1,75−

Abstand zwischen Pin-Fin-Positionen az = 1,5 · l 6,563 mm

Abstand zwischen Pin-Fins az = 1,5 · l aθ = 1,5 ·2 ·R 3,75 mm

Untersuchung verteilter Pin-Fins im Prüfling

Nach der Berechnung des Kühlkanals ohne zusätzliche Strukturen erfolgt im nächsten Schritt die Un-

tersuchung der Wirkung integrierter Kühlelemente. Abbildung 5.4 zeigt die Pin-Fin-Verteilung gemäß

[ERKG23] im Querschnitt des Kanals. Das Kühlmedium strömt von links nach rechts, wobei die Pin-Fins

mit dem Abstandsparameter az angeordnet sind. In den ersten vier Abschnitten ist die maximale Anzahl

an Elementen platziert, im mittleren Bereich sind lediglich einzelne Pin-Fins vorhanden, während in den

letzten fünf Abschnitten erneut die maximale Bestückung erfolgt.

Abbildung 5.4: Prüfling mit verteilten Pin-Fins nach [ERKG23]
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Die resultierende Schnittstellentemperatur für diese Anordnung sowie für den leeren Kühlkanal ist in

Abbildung 5.5 dargestellt. Sie ergibt sich aus der CFD-Berechnung mit verteilten Verlusten (vgl. Abbil-

dung 5.2) unter Verwendung von Wasser als Kühlmedium mit einem Volumenstrom V̇ = 5 l
min und einer

Einlasstemperatur TEin = 20 ◦C.

In Abbildung 5.5 a) ist das Ergebnis eines gleichmäßig und somit ohne zusätzliche Strukturen ausgestat-

teten Kühlkanals dargestellt. Bei der Betrachtung der Temperaturen sind die gleichen Effekte erkennbar

wie in Abbildung 5.2. Am Eintritt liegt die Temperatur um 14 K über der minimalen Temperatur, wäh-

rend sie im letzten Segment, nahe dem Austritt, eine Überhöhung von 48 K erreicht.

In Abbildung 5.5 b) mit verteilten Pin-Fins zeigt sich, dass das Gesamttemperaturniveau um 22 K gesenkt

wird und die Hotspots im ersten sowie im letzten Segment deutlich reduziert sind.

Im ersten Segment beträgt die maximale Temperaturüberhöhung lediglich 4 K im Vergleich zur minima-

len Temperatur. Im letzten Segment beträgt die Überhöhung 12 K. Die höchste Temperatur tritt mit 75 ◦C

kurz vor dem letzten Segment auf.

In dieser Berechnung kann der Temperaturgradient bei einem Prüfling aus Edelstahl von 48 K auf 22 K

gesenkt und gleichzeitig die maximale Temperatur um 48 K reduziert werden. Aufgrund des Vergleichs

der CFD-Simulation mit den Messdaten in Abbildung 5.3 ist diese Reduktion als zu hoch einzuschätzen.

Die qualitative Aussage bleibt dennoch gültig.

Abbildung 5.5: CFD-Simulation der Schnittstellentemperatur bei verteilten Verlusten mit Wasser-Glykol nach [ERKG23]
a) Kanal als Ausführung des ebenen Spaltes b) Prüfling mit verteilten Pin-Fins

V̇ = 5 l
min , TEin = 20◦C

5.2 Methodisches Vorgehen zur Kühlelementverteilung

Basierend auf den erzielten Ergebnissen ist eine gezielte Platzierung der Kühlelemente entlang der mo-

dellierten Wärmeströme möglich, um lokale Temperaturgradienten zu reduzieren und eine gleichmäßige

Wärmeabfuhr zu gewährleisten. In Kapitel 2.4 wurden Untersuchungen dargestellt, welche die Auswir-

kungen unterschiedlicher Ausrichtungen und Geometrien von Pin-Fins analysieren. Allerdings berück-

sichtigt keine dieser Untersuchungen eine gezielte Platzierung der Kühlelemente in Abhängigkeit der

lokalen Wärmeströme.

Zwar werden in [Str21] Ansätze zur variablen Positionierung von Kühlelementen betrachtet, der Fo-

kus dieser Arbeit liegt jedoch auf der Bewertung der Effizienz einzelner Kühlelemente, sowie deren

Verteilung. Eine methodisch fundierte Herangehensweise zur gezielten Anordnung in Abhängigkeit der

ortsabhängigen Wärmeströme Q̇ wird dabei nicht verfolgt.
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5.2 Methodisches Vorgehen zur Kühlelementverteilung

In diesem Kapitel wird anhand von Abbildung 5.6 ein methodisches Vorgehen zur Entwicklung eines

auf eine Anwendung angepassten Kühlmantels mit verteilten Kühlelementen für eine mobile Arbeitsma-

schine mit definierten Arbeitsaufgaben und Fahrzyklen vorgestellt. Die Methode umfasst sämtliche im

grauen Bereich dargestellten Modelle. Grün markierte Modelle entsprechen bestehenden Implementie-

rungen gemäß der Modellierungen in Kapitel 4. Die in Weiß dargestellten Modelle erfordern hingegen

signifikante Anpassungen oder müssen im Rahmen dieser Arbeit noch implementiert werden. Das in

hellblau dargestellte generative Design-Modell wird nicht näher erläutert, da es ausschließlich der auto-

matisierten Konstruktion der Geometrie in CAD dient.

Abbildung 5.6: Methodische Vorgehensweise zur anwendungsspezifischen Verteilung von Kühlelementen im Kühlmantel
elektrischer Maschinen

Zunächst werden Fahr- und Arbeitszyklen als Eingangsdaten in die Methode eingespeist. Diese wer-

den durch ein Fahrzeugmodell abgebildet, welche in Kapitel 4.1.1 und 4.1.2 entsprechend vorgestellt

wurden. Hieraus ergibt sich für die in diesen Modellen implementierten EM zeit- und zyklusabhängige

Betriebspunkte n(t),M(t).

Diese Betriebspunkte werden anschließend genutzt, um mittels des in Kapitel 4.2 berechneten EM-

Modells die Verluste in unterschiedlichen Bereichen zu bestimmen. Hierdurch werden die betriebspunk-

tabhängigen und somit zeit- und ortsabhängigen Verluste PV (r,θ ,z, t) abgebildet.

Die Verluste können anschließend als Wärmequellen Q̇ in ein thermisches Modell eingeprägt werden.

Dieses LPTM ermöglicht es, die Wärmeströme Q̇ innerhalb der EM so aufzulösen, dass ein Wärme-

stromprofil Q̇int(r,θ ,z, t) an der Schnittstelle zwischen Stator und Kühlmantel dargestellt werden kann.

Als Randbedingung wird eine feste Temperatur ϑint für die Schnittstelle festgelegt, sodass die Wärme-

ströme Q̇int sich so einstellen, dass sie dem Fall ohne Temperaturgradienten entsprechen.

Unter Nutzung dieses Wärmestromprofils erfolgt eine gezielte Verteilung von Kühlelementen im Kühl-

kanal, mit dem Ziel, die in Kapitel 4.3 anhand der Kühlspirale dargestellten Temperaturdifferenzen an

der Schnittstelle zwischen Stator und Kühlmantel auszugleichen und Hotspots zu reduzieren. In Anleh-

nung an das in [ERKG23] eingeführte Konzept der Density Distribution DD(r,θ ,z, t), welche die Anzahl

der Kühlelemente pro Fläche beschreibt, kann damit eine kontinuierliche Verteilung beschrieben werden.

Für die konkrete Umsetzung der Methode genügt es jedoch, die resultierende Anzahl der Kühlelemente

je Segment AKE(z j) aus dem normierten Wärmeübergangskoeffizienten, der lokal verfügbaren Oberflä-
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che zur Wärmeübertragung sowie einer festgelegten maximalen Anzahl an Kühlelementen pro Segment

zu berechnen.

Aus dem beschriebenen Vorgehen ergeben sich Anforderungen an das LPTM, die von den in Kapi-

tel 2.3.1 vorgestellten Modellen nicht erfüllt werden. Das Modell nach [HE22] erlaubt keine Auflösung

der Wärmeströme entlang des Kühlkanals, da der Kontakt zum Kühlmedium lediglich durch einen ein-

zelnen Knoten dargestellt wird. Das Modell nach [Küh18, S.76] bietet eine bessere axiale Auflösung mit

7 Segmenten, legt den Fokus aber auf eine hohe Auflösung in radialer Richtung.

Auf Basis dieser Betrachtung ist es erforderlich, ein Modell zu entwickeln, das eine feinere axiale Seg-

mentierung ermöglicht. Dadurch wird eine detaillierte Abbildung der Wärmeströme Q̇int an der Schnitt-

stelle zwischen Stator und Gehäuse mit Kühlkanal realisiert, um die Kühlelemente bedarfsgerecht plat-

zieren zu können. Die Vorstellung dieses Modells erfolgt in Kapitel 5.4. Die Einflüsse der axialen Auf-

lösung auf die Ergebnisse werden in Kapitel 6.3.1 untersucht.

Auf Basis der Überlegungen und ersten Untersuchungen in Kapitel 5.1 am planaren Prüfling erfolgt im

nächsten Kapitel die Konzeptionierung eines Gehäuses, welches eine einfache Beschreibung des Verlust-

profils in der axialer Richtung (z-Achse) ermöglicht, sowie die einfache Integration von Kühlelementen

mittels generativen Methoden ermöglicht.

5.3 Definition der Gehäuse- und Kühlkanalgeometrie

In diesem Kapitel wird die geometrische Definition des Gehäuses sowie der Kühlkanäle vorgenommen,

welche die Grundlage für die Berechnung der Verteilung der Kühlelemente AKE(z j) bildet. Diese Defi-

nition stellt die Verknüpfung zwischen dem thermischen LPTM und dem Modell zur Kühlelementver-

teilung dar.

Abbildung 5.7 veranschaulicht das zugrunde liegende Koordinatensystem der EM und des Gehäuses in

zylindrischen Koordinaten (grün). Das LPTM nutzt die Rotationssymmetrie der EM und wird daher als

2D-Modell in den Koordinaten r und z (rot) implementiert, wodurch die Winkelkomponente θ entfällt.

Dies reduziert die Modellkomplexität, ohne wesentliche thermische Effekte zu vernachlässigen. Die Dis-

kretisierung entlang der z-Achse ist in der Abbildung anhand der Positionen zi dargestellt. Jedes Segment

repräsentiert einen spezifischen axialen Abschnitt der Maschine und ermöglicht eine detaillierte Analyse

des thermischen Verhaltens entlang der z-Achse. Die Orientierung der Achsen entspricht dem Zylinder-

koordinatensystem, wobei die z-Achse entlang der Maschinenachse verläuft und der Koordinatenachse r,

die radial nach außen zeigt. Durch diese Modellierung können temperaturabhängige Wärmeübergangs-

mechanismen in axialer und radialer Richtung abgebildet werden.

Abbildung 5.7: Lage eines LPTM mit Konfiguration WK1S5 im zylindrischen Koordinatensystem
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5.3 Definition der Gehäuse- und Kühlkanalgeometrie

In Abbildung 5.8 sind die Projektionen der gängigsten Kühlkanalführungen aus Kapitel 2.3.3 in das zwei-

dimensionale Koordinatensystem des LPTM dargestellt. Es werden zwei unterschiedliche Kühlstrategien

gezeigt: a) eine axiale Mäanderstruktur, b) eine Kühlspirale mit Winkel ψ , und c) eine Detailansicht der

von ψ abhängigen Problematik der Kühlspirale aus b). Als Randbedingung für die Platzierung ergibt sich

aus den Betrachtungen in Kapitel 2.4 eine Anordnung der Kühlelemente entlang der Strömungsrichtung.

In Abbildung 5.8 a) verläuft das Kühlmedium in einem axialen Mäander entlang der z-Achse. Das Fluid

strömt dabei zunächst von links nach rechts, wird an den Enden des Kanals umgelenkt (Umlenkung

nicht dargestellt) und fließt anschließend in entgegengesetzter Richtung zurück. Aufgrund der gerichteten

Strömungsführung ist eine eindeutige Ausrichtung der Kühlelemente entlang der Strömungsrichtung

möglich. Dies erleichtert sowohl Verknüpfung mit den Wärmeströmen des LPTM als auch die praktische

Gestaltung der Kühlkanäle.

In Abbildung 5.8 b) zeigt sich ein abweichendes Verhalten bei der Kühlspirale: Das Kühlmedium strömt

mit einem Winkel ψ durch die einzelnen Segmente des LPTM. Diese angestellte Strömungsführung

erschwert die gezielte Platzierung der Kühlelemente, da die Strömungsrichtung nicht mehr parallel zu

den Modellkoordinaten des LPTM verläuft. Zudem führt die spiralförmige Führung zu einer unsymme-

trischen Wärmeabfuhr Q̇ über den Umfang jedes Segments zi. Diese Asymmetrie kann mit einem rein

zweidimensionalen LPTM nicht adäquat erfasst werden, da hierfür eine zusätzliche Diskretisierung in

der Umfangsrichtung θ erforderlich wäre.

Die Detailansicht in Abbildung 5.8 c) veranschaulicht die geometrische Problematik, die sich aus dem

Winkel ψ zwischen Kühlkanal und Segmentierung des LPTM ergibt. Jedes Segment des LPTM weist ei-

ne definierte Breite entlang der z-Achse auf, während die schräg verlaufenden Segmente des Kühlkanals

zu versetzten Eintritts- und Austrittspunkten pro Segment führen. Dies bedingt eine anteilige Flächen-

berechnung für jedes Segment, da der Wärmestrom Q̇ j nicht mehr direkt einem Teilabschnitt des Kühl-

kanals zugeordnet werden kann. Die dadurch entstehende Überlappung der Segmentflächen erschwert

somit die Abbildung der Wärmeströme auf die Teilabschnitte des Kühlkanals.

Abbildung 5.8: Darstellung unterschiedlicher Kühlkanäle im 2D-Koordinatensystem des LPTM
a) axialer Mäander b) Kühlspirale c) Detailansicht der Kühlspirale

Eine gezielte Ausrichtung der Strömungsführung in z-Richtung, wie in Abbildung 5.9 dargestellt, er-

möglicht eine effizientere Kühlstrukturplatzierung und erleichtert die Verknüpfung der Wärmeströme Q̇i

des LPTM mit den Wärmeströmen Q̇ j der Kühlkanalsegmente. Diese Konfiguration weist die folgenden

Eigenschaften für die Modellierung auf:
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5 Methode zur Verteilung von Kühlelementen in Kühlkanälen

• Die Kühlelemente sind entlang der z-Achse ausgerichtet und somit stets parallel zur Strömungs-

richtung positioniert. Dies gewährleistet eine gleichmäßige Kühlmittelverteilung und minimiert

Umlenkverluste sowie lokale Strömungsstagnationen.

• Der Kühlkanal kann in z-Richtung in diskrete Segmente zi unterteilt werden, die mit den Segmen-

ten des LPTM übereinstimmen. Eine zusätzliche Unterteilung des Kühlkanals in kleinere Segmen-

te z j, in welche die Kühlelemente integriert werden, ist dadurch mit deutlich geringerem Aufwand

realisierbar als beispielsweise bei einer spiralförmigen Kühlführung.

• Aufgrund der radialen Symmetrie der Kühlkanalsegmente z j können diese effizient im generativen

Design-Modell erzeugt werden.

• Die axiale Modellierung des thermischen Netzwerks nutzt die Rotationssymmetrie der EM, wo-

durch der numerische Rechenaufwand durch die Reduktion der Knotenzahl im Vergleich zu einem

volldimensionalen Modell verringert wird.

Abbildung 5.9: Axiale Kühlkanalkonfiguration

Basierend auf diesen Vorteilen und der Ähnlichkeiten zum Versuchsaufbau der Voruntersuchungen in

Kapitel 5.1 fällt daher die Wahl auf eine axiale Kühlkanalkonfiguration, wie sie in Abbildung 5.10 dar-

gestellt ist. Das Kühlmedium tritt in diesem Konzept auf der linken Seite ein, durchströmt den Zylinder

axial, wird auf der rechten Seite umgelenkt und strömt im äußeren Kanal axial zurück. Die Rückfüh-

rungsanordnung ist nicht zwingend erforderlich für die Durchführung der Methode, sondern stellt eine

anwendungsspezifische Anpassung dar, um Kühlmittelein- und -auslass auf derselben Seite anzuordnen.

Dieses Design ermöglicht es, in radialen Ebenen diskrete Kühlelemente, wie die in Kapitel 2.4 vorge-

stellten Pin-Fins, gezielt zu positionieren und so die Wärmeabfuhr lokal an das Verlustprofil anzupassen.

Hierzu wird die Kühlkanallänge lgesamt durch den Abstandsparameter az geteilt, durch die Platzierung

des ersten und letzten Pin-Fin ergibt sich ein zusätzliches Element, somit erhält man

m =
lKanal

az
+1 =

210mm
3,75mm

+1 = 33 (5.1)

Segmente in z-Richtung.

Die Querschnittsfläche des Kühlkanals AKanal stellt ein charakteristisches Merkmal dieses Designs dar.

Bei einem konstanten Volumenstrom V̇ von 5 l
min , analog zur konventionellen Spirale, ergeben sich mo-

derate Strömungsgeschwindigkeiten. Dies begünstigt die Ausbildung einer laminaren Strömung, welche

die Durchmischung des Kühlmediums deutlich nachteilig beeinflusst. Infolgedessen fällt der Druckabfall

zwischen Ein- und Auslass geringer aus, wie in Kapitel 7.1.1 anhand der Berechnung gezeigt wird. Um

eine vergleichbare Grundlage für die Validierung in Kapitel 7 zu schaffen, wird der Volumenstrom so
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5.4 Axial segmentiertes thermisches Lumped-Parameter Modell

Abbildung 5.10: Konzept eines Kühlgehäuses mit axialer Kühlmittelführung

angepasst, dass gemäß Gleichung 2.25 für alle betrachteten Varianten die gleiche hydraulische Leistung

Phyd resultiert.

Allerdings zeigt die Analyse in Kapitel 7.1.1, dass dies zunächst zu einer erhöhten maximalen Tem-

peratur im Zweischichtkanal ohne Pin-Fins führt. Gleichzeitig ermöglicht die Kanalfläche eine flexible

Integration zusätzlicher Kühlelemente zur lokalen Anpassung des Wärmeübergangs und bietet darüber

hinaus die zuvor beschriebenen Vorteile.

Eine Randbedingung, welche sich aufgrund der Konstruktion ergibt, umfasst die Implementierung von

Stegen zwischen Innen- und Außenwand. Diese sind so ausgestaltet, dass sie auch das Drehmoment der

EM mit abstützen können. Die Stege werden ebenfalls entlang der z-Achse ausgeführt und teilen das

Gehäuse in nU Segmente. In diesem Fall werden vier Segmente genutzt, daher ist nU = 4. Aufgrund der

Rotationssymmetrie stellt dies keinen Nachteil dar, sondern ermöglicht eine deutlich effizientere Evalua-

tion mittels CFD-Berechnung. Aufgrund der symmetrischen Geometrie reicht es aus, lediglich ein Viertel

des Gehäuses zu simulieren. Dadurch kann entweder die Anzahl der erforderlichen Gitterelemente re-

duziert oder der betrachtete Bereich mit den gleichen Rechenressourcen um den Faktor nU detaillierter

aufgelöst werden.

5.4 Axial segmentiertes thermisches Lumped-Parameter Modell

Um die Anforderungen an die axiale Auflösung der Wärmeströme zu bestimmen, wird in diesem Kapitel

ein axial segmentiertes thermisches Mehrknotenmodell entwickelt, welches auf dem Grundmodell von

HEMSEN [HE22] basiert und in Kapitel 2.3.1 vorgestellt wurde. Dadurch können Parameter wie die

thermischen Widerstände Rth übernommen und das Modell abgeglichen werden.

Eine direkte Verwendung des Grundmodells ist nicht möglich, da es insbesondere in z-Richtung eine zu

geringe Knotenzahl aufweist, um den Wärmefluss Q̇int an der Kontaktfläche zwischen Stator und Ge-

häuse detailliert abzubilden. Das ursprüngliche Modell umfasst lediglich einen Knoten für das Gehäuse,

den Stator und das Kühlmedium sowie jeweils nur einen einzelnen thermischen Widerstand Rth, wie in

Abbildung 2.11 dargestellt.

Da in dieser Arbeit eine örtlich aufgelöste Analyse der Verluste an der Schnittstelle zwischen Kühlmantel

und Stator angestrebt wird, erfolgt eine gezielte Verfeinerung der axialen Segmentierung des bestehenden

Modells, wie in Abbildung 5.11 dargestellt. Dies ermöglicht eine höhere Diskretisierung in z-Richtung

und erlaubt eine detailliertere Unterteilung des Stators sowie der Wickelköpfe in Teilmodelle. Diese Vor-

gehensweise unterscheidet sich grundlegend von dem Modellierungskonzept in [Küh18, HE22, Mot16]
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5 Methode zur Verteilung von Kühlelementen in Kühlkanälen

und führt zu einer verbesserten Modellierung der Verlustverteilung an der Schnittstelle zwischen Küh-

lung und EM.

Die Unterteilung der EM erfolgt innerhalb einer Bibliothek, um die Parametrierung des Gesamtmodells

zu vereinfachen. Dazu wird das Modell in mehrere modular kombinierbare Untermodelle gegliedert,

welche den Wickelkopf, den Stator inklusive Wicklung sowie die Kühlung abbilden. Die EM wird axial

in Segmente unterteilt, die durch diese Teilmodelle abgebildet und parametriert werden. Der Rotor wird

stets als einzelner Knoten modelliert, dessen thermische Anbindung an den Stator in den entsprechenden

Teilmodellen des Wickelkopfes und des Stators berücksichtigt wird.

Die Anzahl der Segmente n wird jeweils separat für den Wickelkopf nWK und den Stator nS festgelegt.

Das Gesamtmodell ist so konzipiert, dass sich daraus gemäß Gleichung 5.2 die Anzahl der Kühlsegmente

ergibt. Der Wickelkopf wird beidseitig durch nWK-fache Wiederholung seines Teilmodells abgebildet,

der Stator durch Unterteilung in nS Teilmodelle. Da beide Bereiche identisch aufgebaute Kühlmodelle

verwenden, entspricht deren Anzahl nKühlung der Gesamtsegmentzahl nG.

nG = nKühlung = 2 ·nWK +nS (5.2)

Im Folgenden wird die Segmentierung der Modelle in der Form WKnWKSnS angegeben. Dabei beschreibt

die Bezeichnung WK1S5 eine Konfiguration mit einem Segment im Wickelkopf und fünf Segmenten im

Stator. Diese Konfiguration entspricht bspw. der Modellierung in axialer Richtung nach [Küh18].

Abbildung 5.11: Modellaufteilung des thermischen Mehrknotenmodells mit variabler Segmentanzahl

Das in Kapitel 2.3.1 und in Abbildung 2.11 vorgestellte Modell von HEMSEN, mit der Konfiguration

WK1S1, wird nach der beschriebenen Methode weiter axial segmentiert. Dabei erfolgt die Untertei-

lung nach [SHK24, S.596], indem thermische Widerstände nach Abbildung 5.12 a-c) in Teilwiderstände

aufgespalten werden. Wird der Widerstand entlang des Wärmestroms Q̇ segmentiert, ergibt sich der Ge-

samtwiderstand RK1−K2 gemäß Gleichung 5.3a als Quotient aus RK1−K2 und der Anzahl der Segmente n.

Bei einer Segmentierung quer zum Wärmestrom muss hingegen der thermische Teilwiderstand RK1−K2,i

den n-fachen Wert von RK1−K2 aufweisen, damit die resultierende Parallelschaltung den ursprünglichen

Widerstand beibehält, wie in Gleichung 5.3b gegeben.
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5.4 Axial segmentiertes thermisches Lumped-Parameter Modell

Abbildung 5.12: Reihen- und Parallelschaltung von thermischen Widerständen und Wärmeflüssen

RK1−K2,i =
RK1−K2

n
für Reihenschaltung (5.3a)

RK1−K2,i = RK1−K2 ·n für Parallelschaltung (5.3b)

Gleiches gilt für die thermische Kapazität CK1,i, die sich gemäß Gleichung 5.4a umgekehrt proportional

verhält, da die Baugruppen in Teilmassen mi unterteilt werden. Analog dazu werden die Verluste Q̇K1,i,

die in den Teilsegmenten anfallen, entsprechend Gleichung 5.4b aufgeteilt.

CK1,i =
CK1

n
(5.4a)

Q̇K1,i =
Q̇K1

n
(5.4b)

Zur strukturierten Modellierung der EM wird das thermische Netzwerk aus modularen Teilmodellen

aufgebaut, welche die Segmente von Wickelkopf, Stator und Kühlung entlang der axialen Richtung z ab-

bilden. Die Kombination dieser Teilmodelle erlaubt eine flexible und fein aufgelöste Beschreibung des

Temperaturverlaufs entlang der Maschine. Abbildung 5.13 zeigt das resultierende thermische Mehrkno-

tennetzwerk für ein Beispiel mit der Konfiguration WK2S3 als Übersicht.

Abbildung 5.13: Aufbau des thermischen Netzwerks für eine EM vom Typ WK2S3 mit detaillierter Anbindung der
Teilmodelle

Im Folgenden werden die Teilmodelle vorgestellt, einschließlich der darin auftretenden Verluste sowie

der thermischen Massen und Übergangswiderstände, welche die Schnittstellen zwischen den Modellen
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5 Methode zur Verteilung von Kühlelementen in Kühlkanälen

definieren. Diese Darstellung bildet die Grundlage für die Parametrierung des Gesamtmodells und er-

möglicht eine detaillierte Analyse der Wärmeströme innerhalb des Systems.

Rotormodell

Das Rotormodell ist entsprechend Abbildung 5.14 aufgebaut. Im Rotormodell ist keine Segmentierung

vorgesehen. Das Rotormodell besteht aus einer Verlustquelle für die Eisenverluste PVR,Fe, parallel zu der

Verlustquelle befindet sich die thermische Kapazität CFe. Der Wärmestrom Q̇VR,Fe fließt vom Eisen über

den thermischen Widerstand RFe−Mag in die Magnete. Diese Modellierung berücksichtigt, dass sich der

Großteil der Eisenmasse zentraler als die Magnete befindet. Aufgrund des radialen Wärmeflusses werden

die Eisenverluste größtenteils in bzw. durch die Magnete übertragen. Eine Erweiterung auf zwei separate

Knoten für die zwei Ebenen der Magnete ist möglich, sofern der Fokus auf deren Temperaturverlauf

liegt. Da der Schwerpunkt dieser Untersuchung auf den Wärmeströmen im Kühlmantel liegt, wird diese

Detaillierung an dieser Stelle vernachlässigt. Die Magnete sind ebenfalls mit deren thermischen Masse

CMag, als auch den Verlusten PVR,Mag abgebildet.

Als Schnittstelle zum weiteren Modell wird der obere Knoten genutzt und stellt die Verbindung zu den

Teilmodellen des Stators dar, in welchem die Teilwiderstände RR−S,i enthalten sind. Die genutzten Para-

meter für das Modell sind in Tabelle 5.4 für die Basismaschine aus Kapitel 4.2 gegeben.

Tabelle 5.4: Parameter für das Rotormodell der Basismaschine

Bezeichnung Symbol Wert

Thermische Kapazität des Eisens CFe 2.577 J
K

Thermischer Widerstand Eisen - Magnete RFe−Mag 0,177 K
W

Thermische Kapazität der Magnete CMag 1.113 J
K

Abbildung 5.14: Thermisches Modell des Rotors

Teilmodell Wickelkopf

Der Wickelkopf wird in nWK Segmente aufgeteilt. Die im Wickelkopf anfallenden Verluste ergeben sich

aus der anteiligen Kupfermasse mCu,WK in Bezug auf die gesamtheitlich im Stator anfallenden Kup-

ferverluste PVS,Cu. Die Verluste eines Wickelkopfteilmodells ergibt folglich nach Gleichung 5.5 unter

Berücksichtigung der Anzahl der Wickelkopfsegmente nWK.

PWK,i =
mCu,WK

mCu,Ges
·PS,Cu ·

1
2 ·nWK

(5.5)

Der Wickelkopf ist über thermische Widerstände nach rechts über RCu−Cu,i zur Wicklung im Stator an-

gebunden. Über einen weiteren Widerstand RWK−G,i ist der Wickelkopf an das Gehäuse angebunden.
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5.4 Axial segmentiertes thermisches Lumped-Parameter Modell

Dieser Widerstand ist i.d.R. um ein vielfaches Größer als RCu−Cu,i. Durch Verwendung von thermisch

leitfähigen Vergussmassen kann dieser reduziert werden. Der Widerstand RG−G,i stellt die Wärmeleitung

im Gehäuse des Motors dar. Der Widerstand RG−K,i bildet den Wärmeübergang vom Gehäuse in das

Kühlmedium ab.

Die spezifischen Parameter, sowie deren Skalierungsfaktor sind in Tabelle 5.5 gegeben.

Abbildung 5.15: Thermisches Teilmodell des Wickelkopfes

Tabelle 5.5: Parameter für das Teilmodelle der Wickelköpfe der Basismaschine

Bezeichnung Symbol Wert Skalierung

Thermische Kapazität des WK CWK 259 J
K 1/nWK

Thermischer Widerstand in Wicklung RCu−Cu 0,09 K
W 1/nWK

Thermischer Widerstand zwischen WK und Gehäuse RWK−G 3,793 K
W nWK

Thermischer Widerstand in Gehäuse RG−G 2,72 K
W nG

Thermischer Widerstand zwischen Gehäuse und Kühlung RG−K 0,003 K
W 1/nG

Teilmodell Stator

Der Aufbau der Teilmodelle des Stators ist in Abbildung 5.16 dargestellt. Die zugehörigen Parameter für

den Stator, sowie die Skalierungsfaktoren sind in Tabelle 5.6 aufgeführt.

Das Statormodell ist im unteren Bereich über den thermischen Widerstand RS−R,i mit dem Rotor gekop-

pelt. Bei einer Segmentierung des Stators in nS Teile wird der Wärmestrom des Rotors zu Beginn eines

Zyklus – bei gleichen Temperaturen in allen Segmenten – gleichmäßig auf diese aufgeteilt. Im stationären

Zustand erfolgt die Verteilung der Verluste entsprechend der sich einstellenden Temperaturverhältnisse

im Teilmodell.

Das Blechpaket des Statorteilmodells wird als einzelner Knoten modelliert, in den die Eisenverluste PFe,i

eingeprägt werden. Die thermische Kapazität des Stators wird durch CFe,i beschrieben. Die Wicklung ist

im Stator integriert und über den thermischen Widerstand RCu−S,i thermisch angebunden. In der Wick-

lung entstehen die Kupferverluste PCu,i, während die thermische Kapazität durch CCu,i erfasst wird.

Die Verluste im Stator werden über den Widerstand RS−G,i zum Gehäuse weitergeleitet. Im Gehäuse

erfolgt die Wärmeleitung entweder in axialer Richtung über RG−G,i oder in radialer Richtung zum Kühl-

mantel über RG−K,i.

Auf der rechten Seite des Modells befinden sich die Widerstände RG−G,i sowie RCu−Cu,i, welche die

Schnittstelle zu einem angrenzenden Stator- oder Wickelkopfsegment abbilden. Auf der linken Seite
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werden diese bewusst weggelassen, da sich der Widerstand bei Aneinanderreihung identischer Segmente

sonst aufsummieren.

Die Parameter und die Skalierungsfaktoren für das Stator-Teilmodell sind in Tabelle 5.6 aufgeführt.

Abbildung 5.16: Thermisches Teilmodell des Stators

Tabelle 5.6: Parameter für die Teilmodelle des Stators der Basismaschine

Bezeichnung Symbol Wert Skalierung

Thermische Kapazität der Wicklung CCU 927 J
K 1/nS

Thermische Kapazität des Blechpakets CFe 5.084 J
K 1/nS

Thermischer Widerstand in Wicklung RCu−Cu 0,09 K
W 1/nS

Thermischer Widerstand zwischen Wicklung und Stator RCu−S 0,0064 K
W ns

Thermischer Widerstand zwischen Rotor und Stator RR−S 0,4 K
W nS

Thermischer Widerstand zwischen Stator und Gehäuse RS−G 0,006 K
W nS

Thermischer Widerstand in Gehäuse RG−G 2,72 K
W nG

Thermischer Widerstand zwischen Gehäuse und Kühlung RG−K 0,003 K
W 1/nG

Teilmodell Kühlung

Zur Modellierung der Abführung der Wärmeströme Q̇i durch den Kühlmantel werden zwei alternative

Ansätze betrachtet. In der ersten Variante wird die Temperatur TF,i des Kühlmediums abschnittsweise

nach Gleichung 5.6 berechnet, wobei für das erste Kühlsegment die Vorlauftemperatur TF,0 = TEin des

Kühlmittels als Randbedingung genutzt wird. Diese Variante dient zur Identifikation des Potenzials der

Kühlelementverteilung. Es können Aussagen über Temperaturunterschiede in der EM sowie am Kühl-

mantel für den Fall eines gleichmäßig ausgestalteten Kühlkanals getroffen werden.

Die zweite Variante ermöglicht die Aufprägung einer Temperatur-Randbedingung ϑint (Dirichlet-RB

[MN12, S.24]), wodurch die sich ergebenden Wärmeströme bei ausgeglichenen Schnittstellentempera-

turen abgebildet werden. Diese Wärmeströme Q̇i werden im Weiteren zur Berechnung der Kühlelement-

verteilung in Kapitel 5.5 genutzt.

Beide Varianten unterscheiden sich somit darin, ob die Temperaturverteilung des Kühlmediums explizit

berechnet (Variante 1) oder eine feste Temperatur-Randbedingung vorgegeben wird (Variante 2), wo-

durch sie unterschiedliche Anwendungsbereiche und Interpretationsmöglichkeiten bieten.
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5.5 Kühlelementverteilungsmodell

TF,i(t) = TF,i−1 +
Q̇i−1(t)

cp,Fluid · ṁFluid
(5.6)

5.5 Kühlelementverteilungsmodell

Das Kühlelementverteilungsmodell basiert auf den Ergebnissen von [ERKG23]. Die dort vorgestellte

Variante ermöglicht die Analyse zeitinvarianter Verlustprofile anhand der Wärmeströme Q̇(z) einer be-

kannten EM unter gegebenen Randbedingungen. Durch die Kopplung der in [ERKG23] vorgestellten

Modellierung (siehe Abbildung 5.6) mit einem Fahrzeug-, Elektromotormodell und LPTM wird eine

Untersuchung zeitabhängiger Wärmeströme Q̇(r,θ ,z, t) ermöglicht. Darüber hinaus wird die Modellie-

rung verfeinert und die Berechnung der Anzahl der Kühlstrukturelemente weiter präzisiert.

Randbedingungen für die Anwendung der Methode und die Verteilung der Kühlelemente sind die Geo-

metrie der Kühlelemente, wie bspw. Pin-Fins, die in Kapitel 2.4 beschrieben sind. In der Methode werden

der Flächenzugewinn AZugewinn in Abhängigkeit von der Kanalhöhe hKanal sowie die Abstandsparameter

az und aθ berücksichtigt. Wird durch die Kühlelemente eine Erhöhung des Wärmeübergangskoeffizien-

ten α erreicht, kann dieser ebenfalls in die Berechnung einbezogen werden.

Im ersten Schritt sind die Parameter der Kühlelemente erforderlich, um eine Segmentierung des Kühl-

kanals entlang der Strömungsrichtung vorzunehmen, welche in axialer Richtung (z-Achse), aufgrund

der in Kapitel 5.3 definierten Gehäuse- und Kühlkanalkonfiguration, definiert ist. Diese Segmentierung

legt gleichzeitig die Anzahl der diskreten Reihen von Kühlelementen fest, die innerhalb des Kühlkanals

platzierbar sind. Die Anzahl m der Segmente in z-Richtung ergibt sich gemäß Gleichung 5.7a aus dem

Quotienten der Gesamtlänge des Kühlkanals lKanal und dem Abstandsparameter az.

Eine Diskretisierung in Umfangsrichtung ist nicht erforderlich, da der Wärmestrom aufgrund der Ro-

tationssymmetrie der EM und des Gehäuses als gleichmäßig über den Umfang verteilt angenommen

werden kann. Dennoch kann die maximale Unterteilung des Kühlkanals in Umfangsrichtung gemäß

Gleichung 5.7b bestimmt werden. Im Rahmen des Zweischichtkonzepts erfolgt diese Unterteilung durch

den Abstandsparameter aθ sowie die Breite und damit den Umfang des Kühlkanals. Das resultierende

mθ ist entscheidend für die spätere Normierung, da es die Berechnung des maximal möglichen Flächen-

zugewinns pro Segment ermöglicht.

m =
lKanal

az
+1 (5.7a)

mθ =
π ·di,Kanal

aθ

(5.7b)

Die Segmentierung in z-Richtung ist in Abbildung 5.17 dargestellt. Die Wärmeströme Q̇int,i aus dem

LPTM (vgl. Kapitel 5.4) für den Fall ϑint(z j) = konstant sind in der oberen Abbildungshälfte dargestellt.

Die Segmentierung erfolgt in Abschnitte i = 1 bis n, wobei n gemäß Gleichung 5.2 die Gesamtanzahl

der LPTM-Segmente definiert.

Im unteren Bereich der Abbildung befindet sich der Kühlkanal mit den Segmenten j = 1 bis m, in wel-

chen die Kühlelemente platziert werden, hier als Pin-Fin skizziert. Die Segmente j bestehen dabei aus
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einem Kühlkanalabschnitt der Länge az. Die Indizierung ist mit j bezeichnet, um eine Verwechslung mit

der Segmentierung im LPTM zu vermeiden. Idealerweise ist die Anzahl der Segmente m und n gleich,

hierfür muss jedoch für jede Kühlstruktur und EM-Variante mit Längenänderung ein eigenes LPTM ge-

neriert werden. Der Einfluss ungleicher Segmentierung m ̸= n von LPTM und Kühlelementverteilungs-

modell wird in Kapitel 6.3.1 untersucht. Es ist prinzipiell vorteilhaft, aber nicht zwingend erforderlich,

dass m = n gilt.

Abbildung 5.17: Zusammenhang zwischen der Segmentierung des LPTM und des Kühlelementverteilungsmodell

Die Bestimmung der Überschneidung der LPTM-Segmente mit den Abschnitten des Kühlkanals stellt

einen wesentlichen Schritt dar, da die Auflösung des LPTM im Wickelkopfbereich nicht zwangsläufig

mit der des Stators übereinstimmen muss. Um die Diskretisierung von Q̇int in die Diskretisierung von

Q̇KS zu überführen, wird zunächst einmal für die einzelnen Abschnitte i die Wärmestromdichte q̇int,i

gemäß Gleichung 5.8 berechnet.

q̇int,i(t) =
Q̇int , i(t)

Ai
(5.8)

Im nächsten Schritt erfolgt eine Diskretisierung von q̇int mit ∆z, wobei ∆z → 0. Hierdurch erhält man

eine quasikontinuierliche Beschreibung der Wärmestromdichte q̇int(z, t). Anhand dieser kann folglich

mit Gleichung 5.9 der Wärmestrom Q̇KS, j in die einzelnen Kühlkanalsegmente bestimmt werden.

Q̇KS, j(t) =
∫ j·az

( j−1)·az

q̇int(z, t)dz (5.9)

Mithilfe des Wärmestroms Q̇KS, j lässt sich die Fluidtemperatur am Ausgang des jeweiligen Segments

TF, j+1, gemäß Gleichung 5.10a berechnen. Dazu sind der Kühlmittelvolumenstrom V̇ , die spezifische

Wärmekapazität des Fluids cp,F sowie dessen Dichte ρF erforderlich. Anschließend erfolgt die Berech-

nung der mittleren Fluidtemperatur T F, j im Kühlsegment j mithilfe von Gleichung 5.10b.

TF, j+1(t) = TF, j(t)+
Q̇KS, j(t)

V̇F ·ρF · cp,F
(5.10a)

T F, j(t) =
TF, j(t)+TF, j+1(t)

2
(5.10b)

Um die Methode unabhängig von der Kühlstruktur zu gestalten, wird im nächsten Schritt die Kombina-

tion von Wärmeübergangskoeffizient α und der Fläche A, die für eine ausgeglichene Schnittstellentem-

peratur nötig ist als kombinierte Größe αA genutzt. Die Größe αA ergibt sich dabei nach Gleichung 5.11

und ist abhängig von der vorher berechneten mittleren Fluidtemperatur T F, j und dem Wärmestrom Q̇ j
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5.5 Kühlelementverteilungsmodell

in diesem Segment. Die Schnittstellentemperatur ϑint zwischen Kühlmantel und Stator stellt eine feste

Temperaturrandbedingung dar.

αA j(t) =
Q̇ j(t)

ϑint −T F, j(t)
(5.11)

Die Schnittstellentemperatur ϑint muss dabei physikalisch sinnvollerweise nach Gleichung 5.12 oberhalb

der maximalen Fluidtemperatur am Kühlmittelauslass TF,m liegen, da sonst in den hinteren Kühlkanal-

segmenten die EM erwärmt und nicht gekühlt wird. ϑint ergibt sich aus dem Integral über alle Wärme-

ströme im Kühlkanal und damit aus der Erwärmung des Kühlmediums um ∆T und der Temperatur am

Kühlmitteleinlass TF,1.

ϑint > TF,m(z) = TF,1 +

∫
Q̇(z)dz

V̇F ·ρF · cp,F
(5.12)

Aufgrund der Tatsache, dass die Fläche A und der Wärmeübergangskoeffizient α nicht beliebig erhöht

werden können, sondern durch die Anzahl der möglichen Kühlelemente mθ je Segment nach Glei-

chung 5.7b begrenzt sind, muss das berechnete αA auf dessen Maximum normiert werden.

Hierzu wird das globale Maximum bestimmt und αA gemäß Gleichung 5.13 normiert. Dadurch liegt der

Fokus auf dem maximalen Ungleichgewicht der Wärmeströme Q̇(r,θ ,z, t) im Zyklus.

α̃A(z j, t) =
αA j(t)

max(αA(t))
(5.13)

Die normierten Werte können anschließend zur Berechnung der Pin-Fin-Anzahl AKE(z j, t) herangezo-

gen werden. Ein Wert von 0 in α̃A j(t) zeigt an, dass keine Pin-Fins im jeweiligen Segment platziert

werden, während ein Wert von 1 das Maximum der möglichen Pin-Fins mθ kennzeichnet. Die Vertei-

lung AKE(z j, t) wird gemäß Gleichung 5.14 bestimmt.

AKE(z j, t) = mθ · α̃A j(t) (5.14)

Obwohl eine zeitliche Darstellung zur Variation der Pin-Fin-Verteilung grundsätzlich möglich ist, lässt

sich eine zeitlich variierende Anzahl der Pin-Fins technisch nicht realisieren. Daher wird die maximale

Anforderung an α̃A(z j, t) über die Zeit herangezogen, um die im CAD-Modell zu implementierenden

Elemente AKE(z j) festzulegen:

AKE(z j) =
⌊

mθ ·max
[
α̃A j(z j, t)

]⌋
Da AKE(z j) die absolute Anzahl der Pin-Fins pro Kühlkanalabschnitt definiert, ist eine zusätzliche An-

gabe von r oder θ im Weiteren nicht erforderlich. Die berechneten Werte werden abschließend auf die

nächstkleinere ganze Zahl abgerundet, um eine realisierbare Pin-Fin-Verteilung zu gewährleisten. Ein

Aufrunden könnte an dieser Stelle problematisch sein, da dadurch Pin-Fins ungünstig innerhalb der

Trennwände durch das generative Design-Modell platziert werden.
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5 Methode zur Verteilung von Kühlelementen in Kühlkanälen

Aufgrund des in Kapitel 5.3 definierten Kühlmanteldesigns ist eine zusätzliche Anpassung der Pin-Fin-

Verteilung erforderlich, da der Kühlmantel in nU Segmente unterteilt ist. Um eine gleichmäßige Vertei-

lung der Kühlelemente im Umfang sicherzustellen, wird AKE(z j) gemäß Gleichung 5.15 modifiziert. Ist

AKE(z j) < nU , wird der Wert auf 0 gesetzt. Andernfalls wird AKE(z j) so angepasst, dass es ein Vielfa-

ches von nU ist, indem der Rest der Modulo-Operation entfernt und nU addiert wird.

AKE(z j) =

0, wenn AKE(z j)< nU ,

AKE(z j)−mod(AKE(z j),nU)+nU , wenn AKE(z j)≥ nU

(5.15)

Aufgrund der implementierten Methode zur Generierung der Kühlelemente muss die Anzahl der Küh-

lelementen AKE(z j)/nU eine ungerade Zahl ergeben. Dies ist erforderlich, da das erste Element mittig

im Kühlkanal positioniert wird und die weiteren Strukturen symmetrisch über die Breite verteilt werden.

Dies ist beschrieben durch:

AKE(z j)

nU
mod 2 = 1. (5.16)
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6 Anwendung und Untersuchung der Methode

In diesem Kapitel wird die in den vorherigen Kapiteln entwickelte Methode zur gezielten Verteilung von

Kühlelementen in Kühlkanälen auf verschiedene Anwendungsfälle übertragen und untersucht.

Zunächst erfolgt in Kapitel 6.1 die Plausibilisierung des thermischen LPTM. Hierbei wird geprüft, inwie-

weit das Modell die thermischen Verhältnisse realitätsnah abbildet und die axiale Segmentierung der EM

die lokalen Temperaturverteilungen korrekt erfasst. Dies stellt sicher, dass die berechneten Wärmeströme

als Grundlage für die Kühlelementverteilung geeignet sind.

Anschließend wird in Kapitel 6.2 die entwickelte Methode auf verschiedene Anwendungsszenarien über-

tragen. Dazu erfolgt zunächst eine Analyse der Kühlelementverteilung für statische Lastfälle mit zeitin-

varianten Verlusten. Danach wird die Methode auf simulierte zeitabhängige Betriebsbedingungen des

Mehrzwecktransporter- und Baggermodells angewendet, um die Auswirkungen auf die Kühlelementver-

teilung praxisnah zu bewerten.

In Kapitel 6.3 wird der Einfluss der Modellsegmentierung, der Gehäusemodellierung und der Variation

des Kühlmittelvolumenstroms auf die Methode untersucht. Diese Analysen dienen dazu, die Robustheit

und Anpassungsfähigkeit der Methode zu bewerten.

Die Ergebnisse dieses Kapitels bilden die Grundlage für die abschließende Bewertung der entwickelten

Methode in Kapitel 7, in dem eine Validierung anhand von CFD-Berechnungen sowie eine umfassende

Bewertung der Kühlelementverteilung hinsichtlich der Kühlleistung und Anwendbarkeit erfolgt.

6.1 Verifikation des LPTM

Die Verifikation des LPTM stellt einen wesentlichen Schritt zur Sicherstellung der Modellgüte für die

Analyse der thermischen Bedingungen der EM dar. In diesem Kapitel werden die Ergebnisse des ent-

wickelten Modells aus Kapitel 5.4 den Simulationsergebnissen aus [HE22] gegenübergestellt, um die

Fähigkeit zur realitätsnahen Abbildung der dort beschriebenen Temperaturverhältnisse zu überprüfen

und bei Bedarf gezielte Anpassungen vorzunehmen.

Hierfür werden als Betriebspunkte zum einen der Dauerleistungsfall und zum anderen ein Spitzenleis-

tungspunkt abgeglichen, um die Temperaturverläufe in relevanten Bereichen, wie Wickelkopf, Stator

und Rotor, mit Grenzwerten der verwendeten Materialien abzugleichen. Die Parameter des Drehmo-

ments M sind in [HE22] gegeben, allerdings ist keine Drehzahl aufgeführt. Daher wird an dieser Stelle

die Nenndrehzahl nnenn genutzt. Die verwendeten Werte und limitierenden Größen werden in Tabelle 6.1

zusammengefasst. Die Eintrittstemperatur des Kühlmittels TF,0 beträgt in beiden Fällen 60 ◦C. Es sind

Grenztemperaturen von 180 ◦C für die Wicklung und 150 ◦C für die Magneten vorgegeben, die in diesen

Betriebspunkten erreicht werden dürfen. Daher wird der Abgleich anhand dieser Grenzen vorgenommen.
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6 Anwendung und Untersuchung der Methode

Tabelle 6.1: Randbedingungen für Dauer- und Spitzenleistung nach [HE22]

Dauer Drehzahl Drehmoment Starttemperatur Limitierende Größe

1.800 s 4.250 1
min 154 Nm 20 ◦C Magnettemperatur (TMag < 150 ◦C)

30 s 4.250 1
min 256 Nm 100 ◦C Wickelkopftemperatur (TWK < 180 ◦C)

Für die Verluste der Dauerleistung (1.800 s) und Kurzzeitleistung (30 s) wird die gleiche Verlustver-

teilung verwendet, wie sie in der CFD-Berechnung der Kühlspirale in Kapitel 4.3 definiert ist. Diese

Verluste sind in Abbildung 4.14 aufgeführt. Sie werden statisch anteilig auf die entsprechenden Knoten

in den Teilmodellen des LPTM aufgeprägt. Der größte Anteil entfällt, wie in Kapitel 2.2.3 beschrieben,

auf die Wicklungen, wobei die Verluste in den Nuten als PVS,Cu und im Wickelkopf als PVS,WK berück-

sichtigt werden. Zusätzlich treten Eisenverluste im Stator PVS,Fe und Rotor PVR,Fe auf, während im Rotor

ergänzend Magnetverluste PVR,Mag entstehen.

Für den Abgleich des Dauerleistungspunktes werden die Starttemperaturen TStart aller Elemente auf

20 ◦C gesetzt. Nach 1.800 s stellen sich im Modell stationäre Temperaturen ein, die mit den Simulati-

onsergebnissen aus [HE22] verglichen werden. Dabei stellt die Magnettemperatur von 150 ◦C in [HE22]

den limitierenden Faktor dar. In Abbildung 6.1 beträgt die Magnettemperatur 143 ◦C und liegt damit 7 K

unter diesem Wert, bleibt jedoch nahe an der Grenze. Die Wickelkopftemperaturen links (WK,l) und

rechts (WK,r) erreichen 165 ◦C bzw. 168 ◦C und liegen damit innerhalb der durch Isolationsklasse H

vorgegebenen 180 ◦C-Grenze (vgl. Tabelle 2.2).

Die in Abbildung 6.1 dargestellten Endtemperaturen hängen maßgeblich von den parametrierten ther-

mischen Widerständen Rth und den aufgeprägten Verlusten PV ab. Es sind Temperaturen im Wickelkopf

links und rechts (WK,l; WK,r), sowie in der Wicklung im Stator links, mittig und rechts (S,l;S,m;S,r),

sowie die Temperatur im Rotorblechpaket (R,Fe) und in den Magneten (Mag) dargestellt.

Der Abgleich zeigt, dass das Modell plausible Ergebnisse liefert, die mit den Grenzwerten (rot) von

[HE22] übereinstimmen. Auch die Zeitkonstanten passen zu den getroffenen Aussagen der stationären

Temperaturen nach 1.800 s. Zu sehen ist zudem, dass die größten thermischen Zeitkonstanten im Bereich

des Rotorblechpakets und der Magnete liegen. Die Temperatur in der Wicklung im Stator liegt unter der

jeweiligen Wickelkopftemperatur.
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Abbildung 6.1: Temperaturen des WK1S5-LPTM im Dauerleistungspunkt n = 4.250 1
min , M = 154Nm
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6.1 Verifikation des LPTM

Beim Abgleich des Spitzenleistungspunkts wird, entsprechend [HE22], zu Beginn eine Temperatur von

TStart = 100 ◦C angesetzt, um eine vorkonditionierte EM zu repräsentieren. Die Spitzenleistung muss aus-

gehend von dieser Starttemperatur über 30 s beaufschlagt werden können, ohne die Temperaturgrenzen

der Einzelkomponenten zu überschreiten.

In Abbildung 6.2 zeigt sich ein erwartungsgemäß steiler Anstieg der Wickelkopftemperaturen im Ver-

gleich zu den übrigen Komponenten. Allerdings erreichen die Temperaturen nach 30 s etwa 200 ◦C und

liegen damit deutlich über dem zulässigen Bereich von 180 ◦C. Hauptparameter, die diesen Anstieg defi-

nieren sind die thermischen Kapazitäten Cth sowie die in den Wickelköpfen auftretenden Verluste PVS,WK.
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Abbildung 6.2: Temperaturen des WK1S5-LPTM im Spitzenleistungspunkt n = 4.250 1
min ,M = 256Nm

Daher ist ein Vergleich der Massen, wie in Tabelle 6.2 aufgeführt sinnvoll. Es zeigt sich ein deutli-

cher Unterschied bei der Magnetmasse und der Masse der Wickelköpfe. Dies wirkt sich direkt auf die

thermischen Kapazitäten aus. Diese Abweichungen können durch die Verwendung unterschiedlicher Be-

rechnungsprogramme entstehen, insbesondere im Bereich der Wickelkopfberechnung [HSF16]. Die Ver-

dopplung der Magnetmasse hingegen stellt einen maßgeblichen Unterschied zu [HE22] dar.

Tabelle 6.2: Vergleich der Gewichte zwischen HEMSEN [HE22] und der Basismaschine dieser Arbeit

Komponente [HE22] in kg Basismaschine in kg Differenz in kg

Eisen Stator 10,92 11,05 +0,13

aktive Wicklung 2,44 2,41 -0,03

Wickelkopf 1,78 1,34 -0,44

Eisen Rotor 6,83 5,6 -1,23

Magnete 1,21 2,42 +1,21

Summe 23,18 22,84 -0,34

Für den Modellabgleich wird in Abbildung 6.3 die thermische Simulation durch eine Anpassung der

thermischen Massen von Magneten und Wickelkopf an die ermittelten Differenzen modifiziert, um die

dynamischen Eigenschaften des Modells an die Referenzdaten anzupassen. Die erhöhte thermische Ka-

pazität des Wickelkopfes führt zu einer reduzierten Temperatur, sodass nach 30 s eine Temperatur von

185 ◦C erreicht wird. Trotz dieser Anpassung liegt die Temperatur weiterhin oberhalb des angestrebten

Grenzwerts von 180 ◦C.
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6 Anwendung und Untersuchung der Methode

Eine Erklärung für diese weiterhin bestehende Abweichung ist, dass zwar die thermische Masse kor-

rigiert, jedoch die Kupferverluste PV,WK im Wickelkopf nicht entsprechend angepasst sind. Durch die

zusätzliche Kupfermasse sinkt der elektrische Widerstand, wodurch die Verluste gemäß Gleichung 2.7

quadratisch um die Masseanteile reduziert werden.

Diese Analyse bestätigt die Plausibilität des Modells und ermöglicht einen gezielten Abgleich der Mo-

dellparameter. Die dabei festgestellten Abweichungen zu [HE22] sind nachvollziehbar und können durch

geeignete Anpassungen kompensiert werden. Im weiteren Verlauf der Arbeit werden die tatsächlichen

Massen aus der EM-Berechnung verwendet, ohne zusätzliche Anpassungen zur Angleichung an das Re-

ferenzmodell vorzunehmen.
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Abbildung 6.3: Temperaturen aus dem Mehrknotenmodell im Spitzenleistungspunkt
n = 4.250 1

min , M = 256Nm mit angepasster Kupfermasse im Wickelkopf

6.2 Anwendung der Methode

In diesem Kapitel wird die entwickelte Methode zur gezielten Verteilung von Kühlelementen unter rea-

litätsnahen Lastbedingungen angewendet. Zunächst erfolgt eine Analyse unter statischen Lastbedingun-

gen, um die Wirksamkeit der Methode bei konstanten Betriebszuständen zu bewerten. Anschließend

wird die Methode auf dynamische Betriebsszenarien eines Mehrzwecktransporters und eines Baggers

angewendet. Ziel ist es, thermisch kritische Bereiche gezielt zu adressieren und eine anwendungsbe-

zogene Kühlelementverteilung zu gewährleisten. Die Ergebnisse liefern eine Grundlage für die spätere

Bewertung der Methode hinsichtlich ihrer praktischen Einsatzfähigkeit.

6.2.1 Kühlelementverteilung für statische Lastfälle

In diesem Kapitel wird die Methode zunächst anhand eines statischen Lastfalls für den Dauerleistungs-

punkt untersucht. Dabei wird das in Abbildung 5.6 dargestellte Vorgehen umgesetzt, mit der Anpassung,

dass in das Elektromotormodell die Betriebspunkte für die Dauerleistung eingespeist werden. Höhere

Lasten, wie beispielsweise die Spitzenleistung, führen zu Temperaturen, welche die zulässigen Grenz-

werte überschreiten, sodass kein thermisch stabiler Betrieb mehr gewährleistet werden kann.

Für diese Untersuchung werden die in Tabelle 6.3 aufgeführten Randbedingungen verwendet. Im Gegen-

satz zur Validierung des LPTM in Kapitel 6.1 wird die Starttemperatur auf TStart = 60 ◦C gesetzt. Dies
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stellt eine konsistente Betrachtung sicher, da sie der Kühlmitteleinlasstemperatur TEin entspricht und eine

realistischere thermische Ausgangssituation im Vergleich zu 20 ◦C oder 100 ◦C bietet.

Tabelle 6.3: Randbedingungen für die Pin-Fin-Verteilung bei Dauerbetrieb

Kategorie Symbol Wert

Betrachtete EM Basis-EM

Drehzahl n 4.250 1
min

Drehmoment M 166 Nm

Simulationszeit t 1.800 s

LPTM-Parameter Symbol Wert

LPTM-Konfiguration WK5S23

Starttemperatur TStart 60 ◦C

Kühlmitteltemperatur TEin 60 ◦C

Volumenstrom V̇ 17 l
min

Kühlmedium Wasser-Glykol (50:50)

Berechnung der Verlustverteilung mittels EM-Modell

Ziel ist die Analyse und Darstellung der Kühlelementverteilung auf Basis der zeitinvarianten Verluste

PV (r,θ ,z). Dazu wird der Dauerleistungspunkt der EM in das EM-Verlustmodell eingespeist. Die re-

sultierende Verlustaufteilung ist in Abbildung 4.14 dargestellt und wurde bereits in Kapitel 4.3 für die

CFD-Berechnung der Kühlspirale verwendet.

Berechnung der Wärmeströme mittels LPTM

Die in Abbildung 4.14 dargestellten Verluste werden anschließend in das LPTM eingespeist, um die Wär-

meströme Q̇int an der Schnittstelle bei einer konstanten Temperatur ϑint zu bestimmen. In Abbildung 6.4

sind diese Wärmeströme in Abhängigkeit von der Zeit t und der Kühlkanalposition z für die einzelnen

Segmente dargestellt.

Zu Beginn der Simulation (t = 0s) tritt keine Wärme in den Kühlkanal über, da sich das thermische

System noch im Ausgangszustand befindet. Mit zunehmender Zeit steigen die Wärmeströme in den

einzelnen Segmenten j sukzessive an. Nach etwa 600 s stellt sich ein quasistationärer Zustand ein, in

dem die Wärmeströme nur noch geringfügigen Änderungen unterliegen.

Abbildung 6.4: Wärmestrom Q̇int(z j, t) für den Dauerleistungspunkt
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6 Anwendung und Untersuchung der Methode

In Abbildung 6.5 ist der Wärmestrom Q̇ für den stationären Zustand (t → ∞) dargestellt. Aufgrund der

vorgegebenen Temperaturrandbedingung ϑint weist die Kurve einen symmetrischen Verlauf auf.

Die Maxima der Wärmeströme treten links an den Positionen z8 (45,9 mm) und z9 (52,5 mm) sowie

rechts an den Positionen z25 (157,5 mm) und z26 (164,1 mm) mit 173 W auf. Zur Mitte hin nimmt der

Wärmestrom ab, wobei das lokale Minimum mit 161 W bei z17 (105,0 mm) liegt. Die Differenz zwischen

dem Wärmestrom in der Mitte und den Maxima beträgt 12 W. In den Segmenten z6 (32,8 mm) und

z19 (118,2 mm) ist der Wärmestrom Q̇ trotz direktem Kontakt zum Stator um 30 W geringer als in den

Maxima. Zum Rand hin fällt der Wärmestrom weiter ab. In den äußeren Segmenten z1 (0 mm) und

z33 (210 mm) beträgt der Wärmestrom nur noch 7,5 W. Über die Segmente im Wickelkopfbereich (z <

30mm und z > 180mm) werden in Summe jeweils 119 W, also etwa 3 % der Gesamtverluste, abgeführt.
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Abbildung 6.5: Wärmestrom Q̇int(z j) für den Dauerleistungspunkt, t → ∞

Berechnet man gemäß Gleichung 5.13 das normierte α̃A, so ergibt sich die in Abbildung 6.6 dargestellte

Kurve. Die stufenförmigen Übergänge resultieren aus der diskreten räumlichen Auflösung ∆z, wodurch

die einzelnen Segmente des LPTM hervortreten. Während im Bereich des Stators eine weitgehend kon-

stante Verteilung erkennbar ist, treten an den Übergängen Sprünge auf. Durch die Berücksichtigung der

Erwärmung des Kühlmediums nach Gleichung 5.10a und 5.10b ist der Verlauf von α̃A nicht mehr exakt

symmetrisch zur Mitte, wobei die Abweichungen gering bleiben.

In den Maxima der Wärmeströme Q̇(z j) an den Segmenten z8 (45,9 mm) bzw. z9 (52,5 mm) erreicht α̃A

einen Wert von 0,993, während dieser in z25 (157,5 mm) bzw. z26 (164,1 mm) bei 1 liegt. Ein Vergleich

weiterer Bereiche, beispielsweise z5 (26,3 mm) und z26 (164,1 mm), zeigt Werte von 0,347 bzw. 0,351 für

α̃A. Durch die Normierung auf das Maximum und Minimum ergibt sich für z1(0 mm) bzw. z33(210 mm)

ein Wert von 0 für α̃A.

Berechnet man anschließend gemäß Gleichung 5.14 aus dem normierten Wert α̃A(z j) die Kühlelement-

verteilung AKE(z j), so ergibt sich unter Berücksichtigung der maximal möglichen Anzahl an Kühlele-

menten mθ = 92 die in Abbildung 6.7 dargestellte Verteilung.

Die Abweichung zwischen den Segmenten z8 (45,9 mm) bzw. z9 (52,5 mm) und z25 (157,5 mm) bzw.

z26 (164,1 mm) führt zu einem Unterschied von einem Kühlelement (91 gegenüber 92). Die geringe

Asymmetrie in α̃A bewirkt, dass sich über die gesamte Verteilung hinweg maximal ein Element Differenz

zwischen linker und rechter Seite ergibt.

Um die Verteilung im generativen Designmodell nutzen zu können, stellt die Berechnungsvorschrift

sicher, dass bei einer Anzahl von weniger als 4 keine Pin-Fins gesetzt werden. Zudem gleicht sie geringe

78



6.2 Anwendung der Methode

0 20 40 60 80 100 120 140 160 180 200
z in mm

0

0.5

1

f ,A

Abbildung 6.6: α̃A(z) für den Dauerleistungspunkt, bezogen auf das globale Maximum von αA(z, t)
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Abbildung 6.7: Pin-Fin Anzahl AKE(z j) für den Dauerleistungspunkt

Abweichungen aus: So wird die Anzahl von 91 Pin-Fins auf der linken Seite auf 92 aufgerundet, sodass

sie durch nU teilbar ist.

In Abbildung 6.8 ist die resultierende Kühlelementverteilung AKE(z j) dargestellt. Die blaue Kurve mit

Kreismarkern zeigt die optimal berechnete Verteilung, während die roten Kreuze die im CAD-Modell

automatisch umgesetzte Struktur darstellen. Über weite Bereiche stimmen beide Verteilungen überein,

insbesondere im Plateau zwischen z = 40mm und z = 170mm.

Generatives Design-Modell

In den Übergangsbereichen bei niedrigen und hohen z-Werten sind Abweichungen sichtbar. Hier treten

durch die Diskretisierung im CAD-Modell Unterschiede auf, insbesondere bei großen Verteilungsgradi-

enten im Randbereich. Diese resultieren aus der Notwendigkeit, die Pin-Fin-Anzahl ganzzahlig und auf

die Kanalsegmente nU abgestimmt zu wählen.

Nutzt man die Verteilung im generativen Designmodell, so entsteht aus dem leeren Zweischichtkanal ein

Gehäuse mit integrierter verteilter Kühlstruktur. Dieses ist in Abbildung 6.9 a) in einer isometrischen

Schnittansicht dargestellt.

Zur besseren Verknüpfung mit den vorhergehenden Darstellungen ist das CAD-Modell in Ansicht b) um

90◦ gedreht, sodass die z-Achse mit der Orientierung der vorherigen Abbildungen übereinstimmt.
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Abbildung 6.8: Konstruktionsgerecht angepasste AKE(z j) für den Dauerleistungspunkt

Abbildung 6.9: Gehäuseschnitt mit Pin-Fin-Verteilung für Dauerleistungsanforderung
a) Isometrische Ansicht b) Seitenansicht

6.2.2 Untersuchung der Kühlelementverteilung am hybridisierten
Mehrzwecktransporter

Während im vorhergehenden Kapitel die Kühlelementverteilung für einen statischen anwendungsunab-

hängigen Lastfall untersucht wird, steht in diesem Abschnitt der Einfluss zeitabhängiger Verluste PV (t)

im Fokus. Dazu wird die in Abbildung 5.6 dargestellte Methode vollständig angewendet, sodass auch die

zeitvarianten Betriebspunkte n(t) und M(t) berücksichtigt werden.

Die Untersuchung basiert auf den in Kapitel 4.1.1 beschriebenen Arbeitszyklen sowie dem dort be-

schriebenen Modell des Mehrzwecktransporters. Ziel ist es, zu bewerten, ob eine anwendungs- bzw.

aufgabenspezifische Kühlelementverteilung Vorteile bietet. Exemplarisch wird dies anhand des Zyklus

TP 470 - 0 t untersucht. Die gewählten Randbedingungen sind in Tabelle 6.4 aufgeführt.

Tabelle 6.4: Randbedingungen der Pin-Fin-Verteilung für den Mehrzwecktransporter

Kategorie Wert

Fahrzeugmodell VT470 mit eCVT

Betrachtete EM EM2

Zyklus TP470 - 0 t

Simulationsdauer 796 s

LPTM-Parameter Symbol Wert

LPTM-Konfiguration WK5S23

Starttemperatur TStart 70 ◦C

Kühlmitteltemperatur TEin 60 ◦C

Volumenstrom V̇ 17 l
min

Kühlmedium Wasser-Glykol (50:50)
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6.2 Anwendung der Methode

Simulation der Betriebspunkte mittels Fahrzeugmodell

Zunächst werden die in Kapitel 2.1.3 beschriebenen sowie die gemessenen Zyklen mit dem Modell der

elektrifizierten Mobima aus Kapitel 4.1.1 simuliert. Dabei ergeben sich die Drehzahlverläufe n(t) und

Drehmomentverläufe M(t), die für EM1 und EM2 in Abbildung 6.10 dargestellt sind. Diese zeigen je

nach EM unterschiedliche Dynamiken.

EM1 arbeitet in diesem Zyklus durchgehend auf einem hohen Drehzahlniveau bei vergleichsweise nied-

rigen Drehmomenten. Der sprunghafte Drehmomentverlauf der EM1 ergibt sich aus der Nachladestrate-

gie, die auf eine Erhaltung des Ladezustands abzielt. Im Gegensatz dazu weist EM2 sowohl positive als

auch negative Drehzahlen auf und muss deutlich höhere Momente liefern. Bereiche in denen beide Ma-

schinen generatorisch arbeiten nennt man hierbei generatorische Leistungsteilung. Eine nähere Analyse

der unterschiedlichen Betriebsmodi von eCVTs ist unter anderem [Rei18] zu entnehmen.
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Abbildung 6.10: Betriebspunkte der EM1 und EM2 im Zyklus TP470 - 0 t - Mehrzwecktransporter mit Randbedingungen aus
Tabelle 6.4

Berechnung der Verlustverteilung mittels EM-Modell

Ausgehend von den Betriebspunkten lassen sich mithilfe des EM-Modells aus Kapitel 4.2 die Verluste

in den unterschiedlichen Bereichen der EM PV (r,θ ,z, t) bestimmen. Diese sind für den betrachteten Zy-

klus von EM2 in Abbildung 6.11 dargestellt. Auf eine separate Auswertung von EM1 wird verzichtet, da

diese ein überwiegend statisches Verhalten mit konstanterer Drehzahl und geringen Drehmomentände-

rungen aufweist. Die Visualisierung verdeutlicht die Abhängigkeit der Verluste von den Betriebspunkten.

Entsprechend der Aufteilung in Kapitel 2.2.3 sind die Verluste nach ihren Entstehungsorten klassifiziert.

Zusätzlich werden die im Wickelkopf anfallenden Verluste PV,WK separat von den Kupferverlusten im

Stator PV,Cu betrachtet.

Aufgrund der hohen Drehzahlen sind die Eisenverluste PV,Fe allgemein sehr hoch und übersteigen teil-

weise die Kupferverluste im Stator. Die kumulierten Kupferverluste sind insgesamt jedoch höher. Die

Verluste im Rotor bewegen sich hingegen auf einem niedrigen Niveau.
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Abbildung 6.11: Verlustaufteilung in EM2 im Zyklus TP470 - 0 t - Mehrzwecktransporter mit Randbedingungen aus
Tabelle 6.4

Temperaturbetrachtung

Mithilfe des LPTM lassen sich die Temperaturen verschiedener Komponenten der EM berechnen. Die

Ergebnisse sind in Abbildung 6.12 dargestellt. Alle Temperaturen starten gemäß den Randbedingungen

bei Tstart = 70 ◦C.

Aufgrund der entstehenden Verluste steigen die Temperaturen im Verlauf des Zyklus an. Ein Maximum

tritt nach etwa 550 s in den Wickelköpfen rechts und links (WK,r und WK,l) auf, wobei eine maximale

Temperatur von 120 ◦C in beiden Wickelköpfen erreicht wird.

Zudem verdeutlichen die Eisen- TR,Fe und Magnettemperatur TMag die hohe thermische Masse sowie den

eingeschränkten Wärmeübergang zwischen Rotor und Stator. Beide Temperaturen steigen langsamer an

als die übrigen und verbleiben im hinteren Bereich des Zyklus auf einem hohen Niveau.
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Abbildung 6.12: Temperaturen im Zyklus TP470 - 0 t - Mehrzwecktransporter mit Randbedingungen aus Tabelle 6.4

Berechnung der Wärmeströme mittels LPTM

Die zeit- und ortsabhängigen Verluste PV (r,θ ,z, t) werden anschließend in das axial segmentierte LPTM

aus Kapitel 5.4 eingespeist, um den Wärmestrom Q̇int(t,z j) an der Schnittstelle zur Kühlung für eine

ausgeglichene Temperatur ϑint zu bestimmen. Der resultierende Verlauf ist in Abbildung 6.13 dargestellt.
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6.2 Anwendung der Methode

Zu Beginn des Zyklus findet kein Wärmestrom in den Kühlkanal statt. Erst mit dem Temperaturanstieg

und der damit verbundenen Temperaturdifferenz setzt der Wärmestrom Q̇ ein.

Betrachtet man den zeitlichen Verlauf, so erreicht der Wärmestrom sein Maximum im Bereich zwischen

400 bis 500 s. Dies entspricht dem Zeitraum maximaler Verluste. Anschließend fällt der Wärmestrom

aufgrund der geringeren thermischen Belastung der EM wieder ab.

Entlang der z-Achse zeigt sich ein ähnliches Verhalten wie im statischen Lastfall (Kapitel 6.2.1), wobei

sich lediglich die Amplitude unterscheidet. In den Wickelkopfbereichen ist der Wärmestrom zunächst

gering, steigt jedoch in den Randbereichen (0 bis 30 mm und 180 bis 210 mm) an. Im Statorbereich

(30 bis 180 mm) erreicht der Wärmestrom höhere Werte. An den Kontaktstellen zwischen Stator und

Kühlmantel treten links und rechts nach innen versetzte lokale Maxima auf, während zur Mitte des

Stators hin der Wärmestrom leicht abfällt – ein Verhalten, das sich über den gesamten Zeitverlauf hinweg

zeigt.

Abbildung 6.13: Wärmeströme Q̇int - Mehrzwecktransporter mit Randbedingungen aus Tabelle 6.4

Anwendung des Kühlelementverteilungsmodells

Ausgehend von den berechneten Wärmeströmen Q̇int(z j) wird anschließend das normierte α̃A(z, t) ge-

mäß den Gleichungen 5.10a bis 5.13 bestimmt. Der daraus resultierende Verlauf ist in Abbildung 6.14

dargestellt. Die Kurve folgt weitgehend dem Verlauf des Wärmestroms Q̇ und weist ein ausgeprägtes

Maximum im Bereich von 450 s auf. Besonders in den Übergangsbereichen und bei steilen Gradienten

wird die Stufung durch die Diskretisierung mit ∆z deutlich sichtbar.

Diese Berechnung dient anschließend zur Bestimmung der Kühlelementverteilung AKE(z j) gemäß Glei-

chung 5.14, deren Verlauf in Abbildung 6.15 dargestellt ist. Die resultierende Verteilung wird dabei durch

zwei wesentliche Faktoren beeinflusst: Zum einen durch die maximale Anzahl der Kühlelemente mθ ,

welche die optimale (blaue) Kurve bestimmt, und zum anderen durch die Diskretisierungsvorgaben des

CAD-Modells, die sich in den rot markierten, diskreten Stützstellen widerspiegeln.

Im Bereich z < 40mm und z > 170mm zeigt sich ein zur Mitte symmetrischer Verlauf der Verteilung für

das CAD-Modell. In der Mitte weicht die Symmetrie leicht ab. Auf der linken Seite ist das Maximum
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6 Anwendung und Untersuchung der Methode

Abbildung 6.14: α̃A(z j), bezogen auf das globale Maximum von αA(z, t) - Mehrzwecktransporter mit Randbedingungen aus
Tabelle 6.4

mΘ an Pin-Fins im Bereich von 46 bis 79 mm (6 Segmente) platziert, während es auf der rechten Seite

im Bereich von 125 bis 164 mm (7 Segmente) liegt.
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Abbildung 6.15: AKE(z j) - Mehrzwecktransporter mit Randbedingungen aus Tabelle 6.4

6.2.3 Untersuchung der Kühlelementverteilung am hybridisierten Baggermodell

In diesem Kapitel wird die in Kapitel 5 entwickelte Methode zur Kühlelementverteilung auf das Bag-

germodell aus Kapitel 4.1.2 unter Berücksichtigung der Randbedingungen aus Tabelle 6.5 angewendet.

Da das Vorgehen dem des vorhergehenden Kapitels entspricht, werden hier ausschließlich die relevanten

Schritte und Abbildungen behandelt.

Das Drehzahl- und Drehmomentprofil der EM2 in der Bagger-Anwendung ist bereits in der Modellierung

durch Abbildung 4.8 dargestellt. Dabei zeigt sich ein charakteristisches Muster mit kurzen Lastspielen

sowie zyklisch auftretenden hohen Lastpunkten. Eine separate Analyse der EM1 erfolgt nicht, da diese

in einem statischen Lastpunkt betrieben wird. Die Untersuchung dieses Anwendungsfalls erfolgt bereits

in Kapitel 6.2.1.
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6.2 Anwendung der Methode

Tabelle 6.5: Randbedingungen für die Pin-Fin-Verteilung im 90°-Zyklus

Kategorie Wert

Fahrzeugmodell Bagger Struktur A

Betrachtete EM EM2

Zyklus 9x90◦-Zyklus

Simulationsdauer 9 ·45s = 405s

LPTM-Parameter Symbol Wert

LPTM-Konfiguration WK5S23

Starttemperatur TStart 80 ◦C

Kühlmitteltemperatur TEin 60 ◦C

Volumenstrom V̇ 17 l
min

Kühlmedium Wasser-Glykol (50:50)

Das daraus resultierende Verlustprofil ist in Abbildung 6.16 dargestellt. Auch hier sind die kurzen Spitzen

im Verlustverlauf deutlich erkennbar – sowohl in den Eisenverlusten PV,Fe als auch in den Kupferverlus-

ten PV,Cu und den Wickelkopfverlusten PV,WK.
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Abbildung 6.16: Verlustprofil für 3x90◦-Zyklus mit vorangehender Pause 4 s - Bagger mit Randbedingungen aus Tabelle 6.5

Eine quantitative thermische Analyse dieses Zyklus gestaltet sich schwierig, da die Zyklusdauer sehr

kurz ist. Daher wird der Zyklus neunmal hintereinander simuliert, damit sich die Temperaturen in der

EM ausgleichen und der Wärmestrom entsteht, der den Zyklus repräsentiert.

Zusätzlich wird die Starttemperatur von 60 ◦C auf 80 ◦C angehoben, wodurch sich die Temperatur in

der EM nach etwa 100 s ausgleicht. Infolgedessen ergibt sich ein zyklischer Wärmestrom, der mit den

Lastspitzen korreliert.

Anwendung des Kühlelementverteilungsmodells

Die normierte Verteilung α̃A(z, t) ist in Abbildung 6.17 dargestellt und zeigt eine deutliche Korrelation

mit dem Wärmestrom. In den ersten 100 s ist die Verteilung noch nicht vollständig ausgeprägt, da sich

die Temperatur in der EM erst einstellt. Anschließend bildet sich ein stabiles Muster, das den zyklischen

Lastspitzen folgt.

Die Normierung auf das globale Maximum von αA führt in diesem Fall zu einer fehlerhaften Gewich-

tung, da dieses bei t = 0s auftritt. Dieser Effekt entsteht, weil die EM in allen Bereichen mit der Start-

temperatur TStart initialisiert wird. In den ersten 100 s gleichen sich die Temperaturen innerhalb der EM

aus, und Übertemperaturen werden durch Wärmeabgabe allmählich reduziert. Dies bedingt zu Beginn

einen höheren Wärmestrom, wie er durch die tatsächlich im Zyklus entstehenden Verluste auftritt. Daher

muss der vordere Teil des Zyklus ignoriert und das Maximum von αA erst im hinteren Bereich ab 100 s

bestimmt werden.
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6 Anwendung und Untersuchung der Methode

Abbildung 6.17: α̃A(z j), bezogen auf das globale Maximum von αA(z, t) - Bagger mit Randbedingungen aus Tabelle 6.5
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Abbildung 6.18: AKE(z j) - Bagger mit Randbedingungen aus Tabelle 6.5

Unter Berücksichtigung dieser Randbedingungen ergibt sich die Kühlelementverteilung, die in Abbil-

dung 6.18 dargestellt ist. Im Gegensatz zu den vorherigen Verteilungen zeigt sich im Bereich des Stators

kaum eine Variation der Pin-Fin-Anzahlen.

Nach der optimalen Kurve (blau) beträgt die Anzahl der Pin-Fins im mittleren Bereich der Kurve 88,

wird aufgrund der Berechnungsvorschriften aber für die Diskretisierung im CAD-Modell auf 92 gesetzt.

Die Maxima der blauen Kurve liegen, wie bereits in den vorherigen Betrachtungen, in den gleichen

Segmenten j ∈ {8,9,25,26}.

In den Wickelkopfbereichen zeigt sich der bereits bekannte Verlauf, der mit den Ergebnissen aus Kapi-

tel 6.2.1 zum statischen Lastfall sowie aus Kapitel 6.2.2 zum Mehrzwecktransporter übereinstimmt.
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6.3 Einflüsse auf die Methode zur Kühlelementverteilung

Die Kühlelementverteilung wird nicht nur durch die Verlustverteilung PV (r,θ ,z, t), sondern auch durch

die Modellierung der thermischen und hydraulischen Randbedingungen beeinflusst. Daher werden in

diesem Kapitel verschiedene Einflussfaktoren auf die Kühlelementverteilung AKE(z j) analysiert.

Zunächst wird in Kapitel 6.3.1 der Einfluss der axialen Segmentierung auf die berechneten Wärme-

ströme Q̇, die Temperaturverteilung im LPTM sowie auf α̃A und die Kühlelementverteilung AKE(z j)

untersucht. Dabei wird insbesondere die Anzahl der Segmente n des LPTM betrachtet, um mögliche

Diskretisierungsfehler zu identifizieren und deren Auswirkungen auf die Modellierung der Wärmeströ-

me zu bewerten. Der Fokus liegt dabei auf der axialen Unterteilung, um die in [Küh18] beschriebenen

Diskretisierungsfehler in axialer statt radialer Richtung zu analysieren.

In Kapitel 6.3.2 wird anschließend der Einfluss der Gehäusemodellierung auf die resultierenden Wärme-

ströme untersucht. Hierbei wird analysiert, wie sich unterschiedliche Annahmen zur thermischen Kopp-

lung zwischen Gehäuse und Kühlkanal auswirken. Während das vorgestellte Modell den thermischen

Widerstand RG−G explizit berücksichtigt, bleibt dieser im Ansatz von [HE22] unberücksichtigt.

Schließlich wird in Kapitel 6.3.3 der Einfluss des Kühlmittelvolumenstroms analysiert. Es wird betrach-

tet, wie sich eine Anpassung von V̇ auf die Kühlelementverteilung AKE(z j) auswirkt und inwiefern eine

Erhöhung oder Reduzierung des Durchflusses die Verteilung beeinflusst.

6.3.1 Segmentierung des LPTM

Wie in [Küh18] beschrieben, führt eine geringe Anzahl an Knoten zu Diskretisierungsfehlern, die rele-

vante Abweichungen von der analytischen Lösung verursachen können. In diesem Kapitel wird dieser

Effekt für die axiale Segmentierung untersucht.

Zunächst wird eine Modellvariante mit der axialen Auflösung nach [Küh18] in der Konfiguration WK1S5

betrachtet. Ergänzend erfolgt eine Analyse einer feineren Diskretisierung mit der Konfiguration WK5S23,

welche aufgrund der Unterteilung des Kühlkanals in n = 33Segmente gemäß Gleichung 5.1 gewählt ist.

Die in Kapitel 5.4 vorgestellte erweiterte Segmentierung reduziert den Diskretisierungsfehler gemäß

[Küh18], wie bereits in Kapitel 2.3.1 beschrieben. Im Folgenden wird dieser Unterschied detailliert für

die axiale Unterteilung untersucht. Für die Untersuchung gelten die in Tabelle 6.6 aufgeführten Randbe-

dingungen, wobei die Variation in der LPTM-Konfiguration erfolgt.

Tabelle 6.6: Randbedingungen für die Berechnungen zur Untersuchung des Diskretisierungsfehlers

Kategorie Symbol Wert

Betrachtete EM Basis-EM

Drehzahl n 4.250 1
min

Drehmoment M 166 Nm

Simulationszeit t 1.800 s

LPTM-Parameter Symbol Wert

LPTM-Konfiguration WK1S5 / WK5S23

Starttemperatur TStart 60 ◦C

Kühlmitteltemperatur TEin 60 ◦C

Volumenstrom V̇ 17 l
min

Kühlmedium Wasser-Glykol (50:50)

Abbildung 6.19 zeigt den Vergleich des normierten Wärmestroms entlang der Länge eines Modells mit

der Auflösung WK1S5 (rot) und einer Konfiguration mit WK5S23 (blau). Zwischen den beiden senkrech-

ten Linien bei 30 mm und 180 mm besteht Kontakt zwischen Kühlmantel und Stator. Die Normierung
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6 Anwendung und Untersuchung der Methode

ist für diesen Vergleich erforderlich, da die Summe der Wärmeströme in beiden Modellen gleich ist, die

Werte im höher aufgelösten Modell jedoch pro Knoten geringer ausfallen. Im Rahmen dieser Untersu-

chung lassen sich zwei wesentliche Beobachtungen machen:

1. Die rote Kurve hat für die Bereiche der Wickelköpfe jeweils nur einen Knoten, welcher sich mittig

im Abschnitt befindet. An diesen Stellen tritt ein geringer normierter Wärmefluss auf. Der erste

Knoten auf der linken bzw. rechten Seite im Bereich des Stators stellt jeweils ein Maximum dar,

welches auf der linken Seite ausgeprägter ist, als auf der rechten Seite. Dies ist durch die gerin-

gere Temperaturdifferenz zwischen Kühlmedium und Statoroberfläche auf der rechten Seite zu

erklären, wodurch ein Wärmestrom im Stator von rechts nach links stattfindet.

2. Das prinzipielle Verhalten des Modelles mit feinerer Auflösung ist gleich wie das des einfachen

Modells in rot. Festzustellen ist, dass im Bereich des Wickelkopfes der Wärmestrom zum Stator

hin ansteigt. Das Maximum des Wärmestromes ist jedoch nicht, wie zunächst zu erwarten am

ersten Knoten, sondern nach innen versetzt bei ca. 48 und 156 mm.
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Abbildung 6.19: Einfluss der Segmentierung auf normierte Wärmeströme in den Kühlkanal, mit Normierung jeweils auf das
Maximum der zugehörigen Kurve. Dauerleistungspunkt mit Randbedingungen aus Tabelle 6.6

Betrachtet man den Einfluss der Segmentierung auf die Absoluttemperaturen, in Abbildung 6.20, so

kann man zusätzlich zu der geringeren Auflösung auch einen Unterschied der Temperaturen erkennen.

Im Bereich des Stators liegen die Punkte des WK1S5-Modells (rot) auf der Linie des WK5S23 (blau). Im

Wickelkopfbereich ist zu sehen, dass der einzelne Knoten im Wickelkopf deutlich über der blauen Kurve

liegt. Der Unterschied zwischen den Maxima beider Kurven beträgt 14,5 K.
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Abbildung 6.20: Einfluss der Segmentierung auf Absoluttemperaturen in der Wicklung
Dauerleistungspunkt mit Randbedingungen aus Tabelle 6.6
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Die Überhöhung im Wickelkopf, nicht jedoch im Stator, lässt sich auf zwei Faktoren zurückführen:

1. Ein wesentlicher Unterschied zwischen dem Wickelkopf-Teilmodell und dem Stator-Teilmodell

aus Kapitel 5.4, der erklärt, warum eine Temperaturüberhöhung im Wickelkopf, jedoch nicht im

Stator auftritt, liegt im thermischen Widerstand RWK−G im Vergleich zu RS−G. RWK−G ist um meh-

rere Größenordnungen höher, wodurch sich der Wärmestrom Q̇ überwiegend axial über RCu−Cu

ausbildet. Im Stator hingegen wird ein Großteil des Wärmestroms radial in Richtung der Kühlung

abgeführt, die als Wärmesenke fungiert.

2. Der zweite Effekt, der zu einer Überhöhung führt, ist die fehlende axiale Segmentierung. Für das

Modell mit nur einem Knoten zeigt Abbildung 6.21 a) das Ersatzschaltbild unter Vernachlässigung

des thermischen Widerstandes RWK−G. In diesem Fall treten alle Wärmeverluste Q̇Ges in einem

einzigen Knoten auf und werden über den Gesamtwiderstand Rth,Ges zur Temperatursenke ϑ f ix auf

der rechten Seite abgeführt.

Die Auswirkungen dieser Faktoren werden im weiteren näher betrachtet und erläutert. Erfolgt eine Seg-

mentierung des Modells nach den Gleichungen 6.1a bis 6.1c, so sorgt dies dafür, dass nicht der Gesamt-

wärmestrom Q̇Ges durch den Gesamtwiderstand Rth,Ges fließt. Dies ist nur für den Teilwärmestrom Q̇1

der Fall. Betrachtet man nun ein Modell der Art WK5S23, so durchfließt der Teilwärmestrom Q̇2 nur

noch 4
5 Rth,Ges. Führt man dies fort, so entspricht dies für Q̇5 noch 1

5 Rth,Ges. Da sich eine Temperaturdif-

ferenz aus dem Produkt aus Wärmestrom Q̇ und thermischen Widerstand Rth bildet, fällt diese im feiner

segmentierten Modell also geringer aus. Die benannte Verteilung der Verluste in die Teilsegmente Q̇i

bedingt, dass nicht mehr der gesamte Wärmestrom Q̇ durch alle thermischen Widerstände fließt, sondern

nur durch die dem Knoten nachfolgenden. Dies sorgt dafür, dass die Temperatur T1 im Knoten 1 geringer

ausfällt als TGes im Modell mit nur einem Knoten.

Dementsprechend gilt, dass die Modellierung des Wickelkopfes mit nur einem axialen Knoten zu einer

Überhöhung der Wickelkopftemperatur führt.

Rth,Ges =
n

∑
i=1

Rth,i (6.1a)

Q̇Ges =
n

∑
i=1

Qi (6.1b)

Cth,Ges =
n

∑
i=1

Cth,i (6.1c)

Abbildung 6.21: Einfluss der Segmentierung auf Wärmeströme
a) Konzentrierte Verluste b) verteilte Verluste
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6 Anwendung und Untersuchung der Methode

Wird die Berechnung anhand des Kühlelementverteilungsmodells unter Verwendung der Wärmeströme

Q̇ aus Abbildung 6.19 fortgeführt, lässt sich die Kühlelementverteilung AKE(z j) für den stationären

Fall bestimmen. In Abbildung 6.22 ist diese für beide Modellvarianten dargestellt. Es ist zu erkennen,

dass die Kühlelemente zwar in den gleichen Abständen az in den entsprechenden Segmenten platziert

werden, aber aufgrund der geringeren axialen Auflösung Qint(z j), wie in Abbildung 6.19 dargestellt, für

die Variante WK1S5 (rot) im Wickelkopfbereich keine Kühlelemente vorgesehen sind. Stattdessen wird

die höchste Anzahl an Kühlelementen in den Randsegmenten des Stators platziert.

Betrachtet man hingegen AKE(z j) für die Variante WK5S23, so sieht man im Bereich der Wickelköpfe

eine geringe Anzahl von Kühlelementen, welche zum Stator hin ansteigt. Im letzten Segment im Wi-

ckelkopfbereich z5 (26,3 mm) beträgt die Anzahl bereits 32 Kühlelemente. Das Maximum wird nicht im

ersten Segment, wie in der Variante WK1S5, sondern etwas weiter eingerückt platziert.

Es ist festzustellen, dass die höhere Auflösung insbesondere in den Übergangsbereichen zwischen Stator

und Wickelkopf eine zusätzliche Differenzierung ermöglicht. Dadurch kann die Kühlelementverteilung

in diesen Bereichen feingranularer erfolgen.

Im Rahmen der durchgeführten Analyse zeigt sich, dass sich die feinere axiale Auflösung des LPTM

insbesondere in folgenden Aspekten auswirkt:

• bessere Lokalisierung von Wärmeströmen Q̇ und deren Maxima

• Verbesserung der örtlichen Temperaturauflösung und Reduzierung des Diskretisierungsfehlers

• auf Wärmestrom Q̇ angepasste Kühlelementverteilung AKE(z j) und Reduzierung von Hotspots

0 20 40 60 80 100 120 140 160 180 200

z in mm

0

50

100

A
K

E

WK5S23
WK1S5

Abbildung 6.22: Einfluss der axialen Segmentierung auf die Kühlelementverteilung AKE(z j)

6.3.2 Gehäusemodellierung

Ein maßgeblicher Unterschied zwischen Modellen mit nur einem Knoten zur Abbildung des Gehäuses

bzw. Kühlkanals, wie beispielsweise in [HE22], und dem hier vorgestellten axial unterteilten Modell

besteht in der Möglichkeit, nennenswerte Wärmeleitung sowohl durch den Stator als auch durch das

zusätzliche Gehäuse abzubilden. Um den Einfluss des Gehäusematerials auf den Wärmestrom Q̇int zu

untersuchen, wird im Modell der Konfiguration WK5S23 der thermische Widerstand RG−G einmal mit ∞

sowie mit den Werten für Aluminium (Al7075) und Edelstahl (EOS-CX) parametriert (vgl. Anhang A).

Die weiteren Randbedingungen sind in Tabelle 6.7 aufgeführt. Der thermische Widerstand von Alu-
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6.3 Einflüsse auf die Methode zur Kühlelementverteilung

minium, das als Standardmaterial in den Modellen verwendet wird, beträgt im Vergleich zu Edelstahl

EOS-CX nur 13,6 % bei identischer Geometrie.

Tabelle 6.7: Randbedingungen für die Untersuchung der Gehäusemodellierung

Kategorie Symbol Wert

Betrachtete EM Basis-EM

Drehzahl n 4.250 1
min

Drehmoment M 166 Nm

Simulationszeit t 1.800 s

LPTM-Parameter Symbol Wert

LPTM-Konfiguration WK5S23

Starttemperatur TStart 60 ◦C

Kühlmitteltemperatur TEin 60 ◦C

Volumenstrom V̇ 17 l
min

Kühlmedium Wasser-Glykol (50:50)

Der resultierende Wärmefluss Q̇i in den Kühlmantel über die einzelnen Segmente ist in Abbildung 6.23

zu sehen. Es ist zu sehen, dass bei unendlichem RG−G der größte Wärmefluss in den Segmenten Q̇6 sowie

Q̇28 stattfindet. Dies entsteht dadurch, dass ein Großteil der Wickelkopfverluste in den Stator geleitet wird

und dann über den ersten Knoten in das Kühlmedium abgegeben wird.

Erfolgt die Implementierung bzw. Parametrierung der Wärmeleitung im Gehäuse, so entsteht – abhängig

vom Material – ein Wärmestrom, der über das Gehäuse in die Segmente im Wickelkopfbereich geleitet

wird. Dadurch verringert sich das Maximum bei der Umsetzung mit Aluminium (gelb) und Stahl (rot).

Das Maximum des Wärmeflusses tritt somit nicht mehr im ersten Statorsegment (i = 6 bzw. 26) auf, son-

dern wird in Abhängigkeit der Wärmeleitfähigkeit des Materials abgeschwächt und auf die umliegenden

Knoten verteilt. Bei Aluminium verschiebt sich das Maximum auf Segment 8 bzw. 26 und fällt um 9,5 %

geringer gegenüber RG−G = ∞ aus.
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Abbildung 6.23: Einfluss der Wärmeleitung im Gehäuse auf die Wärmeströme Q̇int(z j)
anhand des WK5S23-Modells mit unterschiedlichen Gehäusematerialien (Al7075, EOS CX)

Wie bereits in Abbildung 6.23 zu sehen ist, verschieben und glätten sich durch die Wärmeleitung im

Gehäuse die Maxima der Wärmeströme Q̇ in Richtung Mitte des Stators. Dies führt bei Anwendung des

Kühlelementverteilungsmodells zu den in Abbildung 6.24 dargestellten AKE(z j). In der Modellvariante

mit unendlichem Widerstand RG−G wird die maximale Anzahl der Kühlelemente im ersten Statorsegment

z j (links und rechts) platziert, während im Bereich der Wickelköpfe keine Kühlelemente vorgesehen sind.

Wird der Widerstand RG−G auf das Material Edelstahl EOS CX parametriert, verändert sich die Anzahl

der Kühlelemente in den ersten beiden Knoten links und rechts der Wickelköpfe geringfügig. Durch die

Verschiebung des Maximums zur Mitte ergibt sich im mittleren Bereich des Stators eine Verschiebung

der Kurve nach oben.
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6 Anwendung und Untersuchung der Methode

In der Modellvariante mit einem Gehäuse aus Al7075 verschiebt sich das Maximum der Wärmeströme

Q̇ weiter in Richtung der Statormitte, sodass die höchste Anzahl an Kühlelementen im dritten Statorseg-

ment (links und rechts) platziert wird. Zusätzlich werden im Wickelkopfbereich Kühlelemente hinzuge-

fügt, deren Anzahl mit zunehmendem Abstand vom Stator abnimmt.

Die Wärmeleitung im Kühlmantel sollte unter Berücksichtigung des verwendeten Materials in die Be-

rechnungen einfließen, da sie einen signifikanten Einfluss auf die Verteilung AKE(z j) der Kühlelemente

hat. Insbesondere im Übergangsbereich zwischen Stator und Wickelkopf ist dieser Einfluss relevant.
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Abbildung 6.24: Einfluss der Wärmeleitung im Gehäuse auf die Kühlelementverteilung AKE(z j)
anhand des WK5S23-Modells mit unterschiedlichen Gehäusematerialien (Al7075, EOS CX)

6.3.3 Kühlmittelvolumenstrom

In Gleichung 5.10b wird die direkte Abhängigkeit der Erwärmung ∆T des Kühlmediums vom Volumen-

strom V̇ beschrieben. Da dieser Parameter maßgeblich die Kühlelementverteilung AKE(z j) beeinflusst,

wird dieser Zusammenhang im Folgenden untersucht.

Hierzu werden die Randbedingungen gemäß Tabelle 6.8 festgelegt. Der Volumenstrom V̇ wird im Be-

reich von 5 bis 32 l
min variiert, um seinen Einfluss auf die Temperaturverteilung entlang des Kühlkanals

zu analysieren.

Tabelle 6.8: Randbedingungen für die Untersuchung des Volumenstroms

Kategorie Wert

Betrachtete EM Basis-EM

Drehzahl n 4.250 1
min

Drehmoment M 166 Nm

Simulationszeit t 1.800 s

LPTM-Parameter Wert

LPTM-Konfiguration WK5S23

Starttemperatur TStart 60 ◦C

Kühlmitteltemperatur TEin 60 ◦C

Volumenstrom V̇ 5 bis 32 l
min

Kühlmedium Wasser-Glykol (50:50)

Beim minimalen Volumenstrom von 5 l
min ergibt sich die maximale Temperaturdifferenz des Kühlme-

diums zwischen Einlass TEin und Auslass TAus. Dadurch wird die Kühlelementverteilung AKE(z j) am

stärksten beeinflusst. Die resultierende Verteilung AKE(z j) ist in Abbildung 6.25 dargestellt.

Im Vergleich zu den vorherigen Untersuchungen mit 17 l
min ist zu erkennen, dass die Kurve eine leicht

asymmetrische Ausprägung aufweist. Dies zeigt sich einerseits daran, dass im Bereich von 40 bis 60 mm

kein Plateau auf demselben Niveau wie auf der rechten Seite vorhanden ist. Andererseits wird die Asym-

metrie deutlich, wenn die Werte im linken Wickelkopfbereich mit denen im rechten verglichen werden.

Auf der rechten Seite – also weiter im Kanalverlauf – sind die Werte insgesamt höher.
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Abbildung 6.25: Kühlelementverteilung AKE(z j) für V̇ = 5 l
min , mit Randbedingungen aus Tabelle 6.8

Um den Einfluss sowie die Unterschiede genauer zu quantifizieren, wird die Kühlelementverteilung

für einen Volumenstrom V̇ von 32 l
min ermittelt und die resultierende Verteilung AKE(z j) in Abbil-

dung 6.26 a) jener für 5 l
min gegenübergestellt. Auffällig ist, dass die Unterschiede im Bereich 40 bis

60 mm mit nur 4 Kühlelementen Unterschied gering ausfallen.

In Abbildung 6.26 ist die absolute Differenz der beiden Kurven dargestellt. Im Bereich von 0 bis 30 mm

beträgt der Unterschied lediglich ein Kühlelement. Am ersten Maximum von AKE(z j) steigt die Diffe-

renz auf bis zu vier Kühlelemente an, bevor sie bis zum zweiten Maximum von AKE(z j) wieder abnimmt.

Insgesamt zeigt diese Untersuchung, dass die Kühlelementverteilung AKE(z j) zwar eine Abhängigkeit

vom Volumenstrom V̇ aufweist, diese jedoch als gering einzustufen ist. Eine signifikante Veränderung

tritt lediglich bei sehr niedrigen Volumenströmen auf, bei denen ein großer Temperaturhub ∆TF des

Kühlmediums nach Gleichung 5.10a und 5.10b vorliegt.
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Abbildung 6.26: Auswirkung von unterschiedlichen Volumenströmen auf AKE(z j)
a) Vergleich b) Differenz der AKE(z j), mit Randbedingungen aus Tabelle 6.8
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In diesem Kapitel wird die in den vorhergehenden Abschnitten entwickelte Methode zur gezielten Ver-

teilung von Kühlelementen bewertet. Zunächst erfolgt in Abschnitt 7.1 eine Validierung der Methode

anhand von CFD-Simulationen, um deren Wirksamkeit bei der Reduzierung von Temperaturgradienten

und der Minimierung von Hotspots zu überprüfen. Die Ergebnisse werden einer konventionellen Was-

sermantelkühlung gegenübergestellt, um die Verbesserungen quantitativ zu erfassen.

Anschließend werden in Kapitel 7.2 die Untersuchungsergebnisse den einzelnen methodischen Schritten

zugeordnet und diskutiert. Der Fokus liegt dabei auf den Einflussfaktoren auf die Wärmeströme, der

thermischen Modellierung sowie der räumlichen und zeitlichen Variation der Verluste.

Abschließend werden in Kapitel 7.3 die zentralen Erkenntnisse zusammengefasst und sowohl die Vorteile

der Methode als auch mögliche Weiterentwicklungen aufgezeigt.

7.1 Validierung mittels CFD-Berechnungen

Im Rahmen dieses Abschnitts erfolgt die Validierung der Effektivität der Kühlelementverteilung. Hier-

zu werden in Abschnitt 7.1.1 die Referenzfälle beschrieben, anhand derer die Bewertung vorgenommen

wird. Anschließend wird in Abschnitt 7.1.2 die CFD-basierte Berechnung eines Kühlmantels mit verteil-

ten Kühlelementen durchgeführt.

7.1.1 Referenzfälle

In diesem Kapitel werden die Referenzfälle zur quantitativen Bewertung der Kühlwirkung der verteilten

Pin-Fins vorgestellt. Zunächst wird der in Kapitel 4.3 beschriebene Referenzfall der Kühlspirale zusam-

menfassend betrachtet, um die zentralen Erkenntnisse zu konsolidieren. Anschließend folgt die Analyse

des Zweischichtkanals ohne Pin-Fins als zusätzliche Vergleichsgröße.

Aufbauend auf diesen Referenzfällen wird die in Kapitel 5 beschriebene Methode zur gezielten Vertei-

lung von Kühlelementen untersucht. Die Gegenüberstellung der Referenzfälle ermöglicht eine fundierte

Einordnung der CFD-Berechnungen der Basisvariante des Zweischichtkanals und bildet die Grundla-

ge für die abschließende Bewertung der Reduktion des Temperaturgradienten durch die Nutzung der

verteilten Pin-Fins.

Der Referenzfall der Kühlspirale wurde bereits ausführlich beschrieben, weshalb Tabelle 7.1 die wesent-

lichen Kenngrößen zusammenfasst. Dargestellt sind die Volumenströme V̇ von 5 l
min und 10 l

min , die zu-

gehörigen Druckabfälle ∆p von 650 Pa bzw. 2.270 Pa sowie die daraus berechnete hydraulische Leistung

Phyd mit 54 mW bzw. 378 mW. Zusätzlich werden die maximalen Temperaturen und die Temperaturdif-

ferenzen in Tabelle 7.3 aufgeführt, um eine quantitative Bewertung der Kühlwirkung zu ermöglichen.
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Zur Erzeugung eines vergleichbaren Referenzfalls für den Zweischichtkanal wird die hydraulische Leis-

tung Phyd als Vergleichsgröße herangezogen. Der Volumenstrom V̇ wird so angepasst, dass gemäß Glei-

chung 2.25 die gleiche hydraulische Leistung wie bei der Kühlspirale erzielt wird. Bei einer hydrauli-

schen Leistung von ca. 50 mW entspricht dies einem Volumenstrom von 5 l
min in der Kühlspirale und

17 l
min im Zweischichtkanal. Für eine hydraulische Leistung von ca. 350 mW ergibt sich ein Volumen-

strom von 10 l
min in der Kühlspirale und 32 l

min im Zweischichtkanal.

Tabelle 7.1: Vergleich der Referenzwerte der Kühlspirale und der Werte des ZK bei gleichem Druckverlust

Spirale ZK

Volumenstrom V̇ 5 l
min 10 l

min 17 l
min 32 l

min

Druckabfall ∆p 650 Pa 2.270 Pa 190 Pa 620 Pa

Hydraulische Leistung Phyd 54 mW 378 mW 50 mW 340 mW

Reynolds-Zahl Re 3.025 6.050 973 1.831

Tabelle 7.2: Randbedingungen der CFD-Berechnung zur Bewertung des Kühlkanals ohne Kühlelemente (ZK)

Gehäuse/Kühlkanal

Material AL7075

Querschnittsfläche AKanal 1.156 mm2

Kanallänge lKanal 442 mm

Kühlkanalhöhe hKanal 2 mm

Kühlmedium

Kühlmittel Wasser

Einlasstemperatur TEin 60 ◦C

Volumenstrom V̇ 17 bis 32 l
min

Reynolds-Zahl (für Wasser) Re 973 bis 1.831

Basierend auf den hydraulischen Randbedingungen sowie den in Tabelle 7.1 aufgeführten Parametern

zur Kühlkanalausgestaltung und den Dauerleistungsverlusten wird die maximale Temperatur Tint,max des

Zweischichtkanals mittels CFD in SolidWorks Flowsimulation berechnet. Die Berechnung erfolgt analog

zur Vorgehensweise bei der Kühlspirale in Kapitel 4.3. Dabei werden die Randbedingungen aus Tabel-

le 7.1 und 7.2 berücksichtigt.

Ein Vorteil der Simulation des Zweischichtkanals liegt in dessen Rotationssymmetrie. Dadurch genügt

es, lediglich ein Viertel des Gehäuses zu berechnen (siehe Abbildung 7.1 a), während die übrigen Berei-

che durch symmetrische Randbedingungen berücksichtigt werden.

Die Ergebnisse der CFD-Berechnung sind in Abbildung 7.1 b) dargestellt und in Tabelle 7.3 zusam-

mengefasst. Die maximale Temperatur Tint,max an der Schnittstelle zwischen Kühlmantel und Stator be-

trägt bei niedrigem Volumenstrom 80 ◦C für die Kühlspirale und 89 ◦C für den Zweischichtkanal ohne

Pin-Fins. Bei hohem Volumenstrom liegen die Temperaturen bei 71 ◦C (Kühlspirale) bzw. 72 ◦C (Zwei-

schichtkanal). Auch die Temperaturdifferenzen ∆T sind im Zweischichtkanal mit 29 K (niedriger Volu-

menstrom) bzw. 12 K (hoher Volumenstrom) höher als in der Kühlspirale, die 20 K bzw. 11 K aufweist.

Dies verdeutlicht die insgesamt geringere Kühlleistung des Zweischichtkanals ohne Pin-Fins, insbeson-

dere bei niedrigem Volumenstrom V̇ im Vergleich zur Kühlspirale.

Die in Tabelle 7.3 zusammengefassten Ergebnisse dienen als zentrale Referenz für die Bewertung der

Kühlwirkung der verteilten Pin-Fins. Sie zeigen sowohl die Ausgangstemperaturen als auch die vorhan-

denen Temperaturgradienten auf, die durch die optimierte Kühlstruktur gezielt reduziert werden sollen.
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Abbildung 7.1: Modell des Zweischichtkanals für die CFD Berechnung
a) Schnitt des Kühlmantels b) Schnittstellentemperatur für Dauerleistung

(Q̇ = 3.450W, V̇ = 17 l
min , ∆p = 190 Pa)

Tabelle 7.3: Temperaturwerte für die Spirale und den ZK bei gleicher hydraulischer Leistung

Spirale ZK

Hydraulische Leistung Phyd 54 mW 378 mW 50 mW 340 mW

Max. Temperatur Tint,max 80 ◦C 71 ◦C 89 ◦C 72 ◦C

Temperaturdifferenz ∆T 20 K 11 K 29 K 12 K

7.1.2 Validierung der methodischen Kühlelementverteilung

In diesem Kapitel wird eine CFD-Simulation zur Validierung der Methode zur Kühlelementverteilung

durchgeführt. Grundlage hierfür sind die in den Kapiteln 6.2.1 bis 6.2.3 bestimmten Kühlelementvertei-

lungen. Diese zeigen nur geringe Abweichungen zueinander und sind in Abbildung 7.2 für EM1 über al-

le Zyklen des Mehrzwecktransporters dargestellt. Unterschiede treten insbesondere im mittleren Bereich

des Stators auf, in welchen die zeitabhängigen Zyklen eine höhere Anzahl an Kühlelementen aufwei-

sen. Für die Validierung wird die anhand des Dauerleistungspunktes bestimmte Kühlelementverteilung

herangezogen, da dieser einen thermisch stabilen Betriebszustand repräsentiert. Dadurch kann die Kühl-

wirkung unabhängig von transienten Effekten bewertet werden.
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Abbildung 7.2: AKE(z j) für die Arbeitszyklen des Mehrzwecktransporter der EM1, V̇ = 17 l
min , Dauerleistung

Die berechnete Verteilung wird anschließend mithilfe des generativen Design-Modells in die Kühlkanal-

geometrie integriert. Der zur Einhaltung der angestrebten hydraulischen Leistung der beiden Referenz-

fälle erforderliche Volumenstrom wird in der CFD-Berechnung iterativ bestimmt. Dabei ergeben sich

Durchflüsse von 14 l
min bzw. 22 l

min .
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Alle weiteren Randbedingungen entsprechen den Parametern der Referenzfallberechnung, die in Ta-

belle 7.2 aufgeführt sind. Die Reynolds-Zahlen des Zweischichtkanals mit Pin-Fins sind hier mit der

Annahme des leeren Kanals gerechnet, da mit den Pin-Fins eine Änderung des Querschnittes über die

Kanallänge erfolgt ist dies nur ein Indikator für den Bereich am Kühlmitteleinlass.

Tabelle 7.4: Vergleich der Referenzwerte der Spirale, des ZK und des ZK mit PF bei gleichem Druckverlust

Spirale ZK ZK mit PF

Volumenstrom V̇ 5 l
min 10 l

min 17 l
min 32 l

min 11,2 l
min 22 l

min

Druckabfall ∆p 650 Pa 2.270 Pa 190 Pa 620 Pa 293 Pa 980 Pa

Hydraulische Leistung Phyd 54 mW 378 mW 50 mW 340 mW 54 mW 354 mW

Reynolds-Zahl Re 3.025 6.050 973 1.831 641 1.259

Die resultierende Temperaturverteilung für die beiden untersuchten Fälle ist in Abbildung 7.3 als Drauf-

sicht dargestellt. In Fall a) mit einem Volumenstrom von 11,2 l
min tritt eine maximale Temperatur von

69 ◦C auf. In den Wickelkopfbereichen sind kühlere Zonen erkennbar. Auf der linken Seite liegt die

Temperatur zunächst bei 60 ◦C und steigt kurz vor dem Übergang zum Stator auf 65 ◦C an. Entlang des

Stators erhöht sie sich weiter auf ein Maximum von 70,6 ◦C, das sich bis in den rechten Wickelkopf-

bereich erstreckt. Dort sinkt sie anschließend auf 65 ◦C ab. Der globale Temperaturunterschied beträgt

10,6 K, während er sich im mittleren Bereich auf 5,6 K reduziert.

In Fall b) mit höherem Volumenstrom reduziert sich die maximale Temperatur auf 67,2 ◦C. Zudem zeigt

sich eine insgesamt homogenere Temperaturverteilung entlang des Stators. Der globale Temperaturun-

terschied ∆T beträgt 7,2 K, während an der Kontaktfläche ein Temperaturunterschied von 5,2 K auftritt.

Abbildung 7.3: Temperaturverteilung im Zweischichtkanal mit Pin-Fins
mit Randbedingungen aus Tabelle 7.2

a) V̇ = 11,2 l
min b) V̇ = 22 l

min

Der direkte Vergleich mit den Werten in Tabelle 7.5 verdeutlicht, dass ein Zweischichtkanal mit Pin-

Fins bei gleicher hydraulischer Leistung sowohl die maximale Temperatur als auch die auftretenden

Temperaturdifferenzen signifikant reduziert. Während der klassische Zweischichtkanal ohne Pin-Fins

eine maximale Temperatur von 89 ◦C aufweist, sinkt dieser Wert durch die verteilte Kühlstruktur auf

70,6 ◦C bzw. 67,2 ◦C. Ebenso verringern sich die Temperaturdifferenzen deutlich: In Fall a) um 9,6 K

und in Fall b) um 3,8 K. Dies unterstreicht die Wirksamkeit der Pin-Fins, insbesondere bei niedrigen

Volumenströmen, indem sie eine verbesserte Temperaturhomogenisierung ermöglichen.
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Tabelle 7.5: Temperaturwerte für die Spirale und den ZK bei gleicher hydraulischer Leistung

Symbol Spirale ZK ZK mit PF

Max. Temperatur Tint,max 80,2 ◦C 71 ◦C 89 ◦C 68 ◦C 70,6 ◦C 67,2 ◦C

Temperaturdifferenz ∆T 20,2 K 11 K 29 K 12 K 10,6 K 7,2 K

Tabelle 7.6: Temperaturwerte für die Spirale und den ZK bei unterschiedlichen hydraulischen Leistungen

Phyd ≈ 50mW Phyd ≈ 350mW

Spirale ZK ZK mit PF Spirale ZK ZK mit PF

Max. Temperatur Tint,max 80,2 ◦C 89 ◦C 70,6 ◦C 71 ◦C 68 ◦C 67,2 ◦C

Temperaturdifferenz ∆T 20,2 K 29 K 10,6 K 11 K 12 K 7,2 K

7.2 Bewertung der Methode

Ausgehend von den Untersuchungen in Kapitel 6 sowie den Ergebnissen der Validierung in Kapitel 7.1

werden im Folgenden die einzelnen in Abbildung 5.6 dargestellten Modelle der Methode detailliert ana-

lysiert. Dabei werden zentrale Erkenntnisse und Ergebnisse herausgearbeitet sowie mögliche Anpas-

sungen zur Verbesserung der Modellierungsschritte aufgezeigt. Grundlage hierfür sind unter anderem

die unterschiedlichen Betriebscharakteristika elektrifizierter mobiler Arbeitsmaschinen, welche sich in

den durchgeführten Fahrzeugmodellierungen in Bezug auf Drehzahl, Drehmoment und deren Spreizung

zeigen. Diese Unterschiede sind exemplarisch für den Mehrzwecktransporter in Abbildung 4.4 und Ab-

bildung 4.5 in verschiedenen Zyklen dargestellt. Abschließend erfolgt eine Zusammenfassung, in der die

Gesamtmethode eingeordnet und bewertet wird.

7.2.1 Fahrzeugmodellierung

Die durchgeführten Fahrzeugmodellierungen verdeutlichen Unterschiede in den Betriebscharakteristika

elektrifizierter mobiler Arbeitsmaschinen. Dies wird anhand zweier exemplarischer Maschinen analy-

siert: eines Mehrzwecktransporters mit ECVT-Getriebe sowie eines hybridisierten Baggers.

Für den Mehrzwecktransporter zeigt die Simulation über verschiedene Zyklen eine hohe Varianz der

Betriebspunkte. Während einige Zyklen durch konstante Lastpunkte geprägt sind, erstrecken sich andere

über den gesamten Betriebsbereich. Die Zyklusdauern variieren zwischen 131 und 935 Sekunden. Die

Modellierung erfasst sowohl stationäre Betriebspunkte mit konstanten Drehzahlen und Drehmomenten

der EM als auch hochdynamische Lastfälle mit großen Schwankungen. Die elektrische CVT-Architektur

beeinflusst die Lastverteilung auf die EM maßgeblich, insbesondere in Szenarien mit Rekuperation oder

kurzfristiger zusätzlicher Leistungsbereitstellung durch Boosten.

Der hybridisierte Bagger weist eine noch stärkere Differenzierung in den Betriebsmodi auf. Während

EM1 nahezu stationär mit konstanter Dauerleistung arbeitet, unterliegt EM2, die für die Drehwerksbe-

wegung zuständig ist, transienten Lastspielen im 90°-Zyklus. Dies führt zu einer thermischen Belastung,

die durch wiederholte Lastspitzen charakterisiert ist und gezielt analysiert werden muss.

Die Modellierung zeigt, dass EM in mobilen Anwendungen sowohl langfristigen Dauerlasten als auch

kurzfristigen Lastspitzen ausgesetzt sind, abhängig von der spezifischen Maschinenkonfiguration und
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den jeweiligen Arbeitsaufgaben. Die daraus gewonnenen Betriebsprofile dienen als realitätsnahe Grund-

lage für die Ableitung von Verlustprofilen der EM, welche in die thermische Modellierung einfließen.

7.2.2 Elektromotormodell

Das in dieser Arbeit verwendete Elektromotormodell aus Kapitel 4.2 basiert auf einer rPSM mit Innen-

läufer, wobei weder Scheibenläufer mit hohem Wickelkopfanteil noch andere Maschinentypen berück-

sichtigt werden. Eine allgemeine Aussage zur Eignung unterschiedlicher Maschinentypen ist daher nicht

möglich. Die Modellierung erfolgt anhand der in Kapitel 4.2 berechneten Referenzmaschine (EM des

Nissan Leaf) aus [HE22, Gru16], deren Geometrie und Materialparameter als Basis für die Berechnung

der Verlustkennfelder dienen.

Die Verlustmechanismen der Maschine werden detailliert in Abhängigkeit von Drehzahl und Drehmo-

ment untersucht. Die Kupferverluste sind proportional zum Quadrat des Stroms und steigen mit zuneh-

mendem Drehmoment signifikant an. Die Eisenverluste hingegen zeigen eine hohe Abhängigkeit von der

Drehzahl und wachsen quadratisch mit ihr, wobei Hysterese- und Wirbelstromverluste im Stator beson-

ders dominant sind. Rotorverluste, bestehend aus Eisen- und Magnetverlusten, fallen im Vergleich zu den

Verlusten im Stator und in der Wicklung gering aus. Die generierten Verlustkennfelder bilden die Grund-

lage für die thermische Modellierung und fließen direkt in das LPTM ein, um orts- und zeitaufgelöste

Verlustprofile abzuleiten.

Da die Modellierung explizit für die betrachtete rPSM durchgeführt wurde, sind die Ergebnisse nicht

direkt auf andere Maschinen übertragbar. Eine Skalierung der Maschine in der Baulänge oder im Durch-

messer ist grundsätzlich möglich, erfordert jedoch eine entsprechende Anpassung der Verlustkennfelder.

Diese müssen gemäß ihrem volumetrischen Verhältnis und den in Kapitel 2.2.3 beschriebenen Zusam-

menhängen skaliert werden.

Für andere Maschinentypen oder spezielle Konfigurationen ist die Neugenerierung der Kennfelder erfor-

derlich, da diese stark von den jeweiligen Betriebsbedingungen und den konstruktiven Gegebenheiten

abhängen. Die Aussagekraft des Modells kann zusätzlich durch die Nutzung von Messdaten erweitert

und damit verbessert werden.

7.2.3 Thermisches Lumped-Parameter-Modell

Das in dieser Arbeit verwendete thermische Mehrknotenmodell ist ein entlang der EM-Achse axial seg-

mentiertes LPTM, das eine detaillierte Auflösung der Wärmeströme innerhalb der Maschine und deren

Abfuhr in den Kühlkanal ermöglicht. Die Modellierung orientiert sich methodisch am Ansatz und an

der Parametrierung der Arbeit von Hemsen [HE22]. Da die gleiche EM verwendet wird, können die

in [HE22] bestimmten Modellparameter auch in dieser Arbeit übernommen und auf die Teilmodelle in

Kapitel 5.4 skaliert werden.

Die Verifikation des Modells in Kapitel 6.1 zeigt im direkten Vergleich Abweichungen, die hauptsächlich

auf Unterschiede in der Massenmodellierung (Kupfer-, Eisen- und Wickelkopfanteile) zurückzuführen

sind. Durch gezielte Anpassungen in diesem Bereich können diese Abweichungen weitgehend korrigiert

werden, sodass die berechneten Ergebnisse mit den in [HE22] dargestellten Werten übereinstimmen.

Obwohl die durchgeführten Anpassungen eine bessere Übereinstimmung mit [HE22] ermöglichen, bleibt

das Modell in seiner aktuellen Form für eine exakte Temperaturbestimmung in einer EM unzureichend.
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Wie in [Küh18] gezeigt, erfordert eine präzise Parametrierung und Validierung intensive Messkampa-

gnen. Dazu gehört die Platzierung von mehr als 29 Temperatursensoren an Rotor, Stator und in den

Nuten, um die realitätsnahe Temperaturverteilung zu erfassen.

Die Genauigkeit des Modells wird jedoch nicht nur durch die Validierung mittels Messkampagnen be-

stimmt, sondern auch maßgeblich durch die Modellstruktur. Besonders die axiale Auflösung ist entschei-

dend für eine realitätsnahe Abbildung der Wärmeströme.

Einfluss der Segmentierung und thermischen Widerstände

Die Genauigkeit der Temperaturberechnung des Modells wird maßgeblich durch die Segmentierung in

axialer und radialer Richtung bestimmt. Für diese Arbeit ist liegt der Fokus jedoch auf den Einflüssen

der axialen Segmentierung. Eine zu grobe Diskretisierung verhindert eine realitätsnahe Abbildung der

Wärmeströme entlang der Maschine und in die Kühlkanalabschnitte Q̇int(z j). Dies kann dazu führen,

dass Bereiche mit hohem Kühlpotenzial unzureichend erfasst werden. Insbesondere in Kühlmänteln mit

hoher thermischer Leitfähigkeit werden dadurch potenzielle Kühlflächen nicht optimal genutzt. Dieser

Effekt ist in Abbildung 6.19 dargestellt.

Eine unzureichende Segmentierung beeinflusst zudem die berechnete Temperaturverteilung. Beim Ver-

gleich eines WK1S5- mit einem WK5S23-Modell zeigt sich, dass durch die Konzentration der Verluste auf

einen einzelnen Wickelkopfknoten ein Diskretisierungsfehler von bis zu 14,5 K im Dauerleistungspunkt

auftreten kann (siehe Abbildung 6.20). Besonders betroffen sind Bereiche mit hohen axialen Wärmeströ-

men, in denen eine präzisere Segmentierung erforderlich ist. Dies deckt sich mit den Untersuchungen von

[Küh18] in radialer Richtung.

Ein weiterer zentraler Aspekt ist die Verteilung der Wärmeströme über die verschiedenen thermischen

Pfade innerhalb der Maschine. Die Verluste in den Wickelköpfen werden entweder über den Stator oder

direkt an das Gehäuse abgeführt, wobei das Verhältnis der thermischen Widerstände diese Verteilung

bestimmt. Der Widerstand RWK−G wird maßgeblich durch den Einsatz von Vergussmaterialien mit ho-

her thermischer Leitfähigkeit beeinflusst. Eine detaillierte Modellierung dieser Widerstände ist daher

essenziell, um die Wärmeabfuhrpfade realistisch abzubilden.

RCu−Cu +RS−G << RWK−G → PV,WK: Abfuhr maßgeblich über den Stator

RCu−Cu +RS−G < RWK−G → PV,WK: Abfuhr teilweise über das Gehäuse

RCu−Cu +RS−G ≈ RWK−G → PV,WK: Abfuhr maßgeblich über das Gehäuse

(7.1)

Bedeutung der Gehäusemodellierung und des Kühlmittelvolumenstroms

Neben der Segmentierung ist die Modellierung des Gehäuses ein weiteres zentrales Element. Ohne die

Berücksichtigung der Wärmeleitfähigkeit des Gehäuses entstehen keine axialen Wärmeströme in diesem

Bereich, was zu einer Überschätzung der Wärmeströme in den Randbereichen des Stators führt. Eine

detaillierte Modellierung des Gehäuses ist insbesondere für Materialien mit hoher Wärmeleitfähigkeit,

wie Aluminium, erforderlich. Dadurch wird eine realistischere Darstellung der Wärmeströme im Wickel-

kopfbereich erreicht, wodurch dieser gezielt zur Platzierung zusätzlicher Kühlelemente genutzt werden

kann, wie anhand von Abbildung 6.24 für die Ausführung in Aluminium und Edelstahl zu sehen ist.
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Der Einfluss des Kühlmittelvolumenstroms wird ebenfalls analysiert. Bei geringen Volumenströmen

steigt der Temperaturhub des Fluids ∆T signifikant an. Dennoch bleibt der Einfluss auf die Kühlelement-

verteilung moderat. Wie Abbildung 6.26 b) zeigt, führt eine Erhöhung des Volumenstroms von 5 l
min auf

32 l
min nur zu geringen Unterschieden in der Verteilung, sodass eine gezielte Anpassung anhand dieses

Parameters nicht sinnvoll ist.

Erweiterung und Verbesserung des LPTM

Im Weiteren kann die Modellgüte, verstanden als Genauigkeit und Plausibilität der Temperaturverteilung

sowie als Abbildung der Wärmeströme, durch folgende Punkte verbessert werden:

• Kalibrierung: Die Untersuchungen basieren auf Parametern, die in Kapitel 6.1 validiert werden.

Für die praktische Umsetzung der Methode ist es sinnvoll, zunächst Untersuchungen an einer prüf-

standsgebundenen und mit zahlreichen Temperaturmesspunkten ausgestatteten Maschine durch-

zuführen, an der gezielt definierte Lastpunkte angefahren werden können. Dies ermöglicht eine

Bewertung und Verifikation der Modellgüte sowie gezielte Anpassungen der Parameter. Der ho-

he Aufwand für die Sensorintegration und den Betrieb einer EM auf einem Motorprüfstand stellt

jedoch eine Herausforderung dar.

• Erhöhung der radialen Auflösung nach KÜHBACHER [Küh18]: Die Implementierung des Mo-

dells als matrizenbasierte Berechnung ermöglicht eine flexible und softwareunabhängige Nutzung

des LPTM, da keine kommerzielle Simulationsumgebung wie MATLAB Simulink erforderlich

ist. Eine höhere radiale Segmentierungsauflösung in Kombination mit einer gezielten Kalibrierung

verbessert die Abbildung der Temperaturverteilung und erlaubt präzisere Aussagen zu den ther-

mischen Grenzwerten. Dies reduziert insbesondere Modellierungsfehler in Bereichen mit hohen

radialen Temperaturgradienten.

• Detailliertere Wickelkopfabbildung: Eine verbesserte Massen- und Verlustgewichtung nach au-

ßen stellt die thermische Anbindung realistischer dar. Dies ermöglicht eine genauere Abbildung

des thermisch kritischen Bereichs, der die Kurzzeitleistung der EM maßgeblich begrenzt, wie in

Kapitel 6.1 gezeigt.

Diese Erweiterungen erhöhen die Genauigkeit der thermischen Modellierung, indem sie eine detaillier-

tere Lokalisation und Quantifizierung der Wärmeströme ermöglichen. Dadurch kann die Verteilung der

Kühlelemente gezielter an die thermischen Hotspots angepasst werden, was zu einer effizienteren Wär-

meabfuhr und einer besseren thermischen Betriebsführung der EM führt.

7.2.4 Kühlelementverteilungsmodell

Das Kühlelementverteilungsmodell zeigt sowohl für statische als auch für dynamische Betriebsfälle bei

identischen Randbedingungen eine nahezu gleichmäßige Verteilung der Kühlelemente.

Statische Betrachtung

Die Analyse des Dauerleistungsfalls ist in Abbildung 7.2 im direkten Vergleich zu zeitvarianten Ver-

lusten dargestellt. Die Dichte der Kühlelemente nimmt in den Wickelkopfbereichen zu und erreicht ihr

Maximum leicht nach innen versetzt im Stator. In der Mitte des Stators zeigt sich ein lokales Minimum,

dessen Differenz zu den Maxima jedoch gering ausfällt.
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Die Verteilung weist eine leichte Asymmetrie auf. Während auf der linken Seite des Stators die maximale

Anzahl an Pin-Fins in vier Segmenten platziert wird, sind es auf der rechten Seite fünf.

Zeitvariante Betrachtung

In dynamischen Betriebsfällen variiert die Kühlelementverteilung in Abhängigkeit vom jeweiligen Zy-

klus. Beim Mehrzwecktransporter führen die langen und variierenden Lastzyklen mit unterschiedlichen

Betriebspunkten zu einer mittleren Verlustverteilung über den gesamten Zyklus. Die resultierende Küh-

lelementverteilung stimmt weitgehend mit der im Dauerlastfall überein (vgl. Abbildung 7.2). Die Nor-

mierung des Wärmestromprofils ist in diesem Fall zuverlässig.

Beim Bagger zeigt sich hingegen ein abweichendes Verhalten. Aufgrund der sehr kurzen Lastzyklen ist

die verfügbare Zeit nicht ausreichend, um die EM thermisch in einen stationären Zustand zu überführen.

Die resultierende Kühlelementverteilung weist daher ein durchgehendes Plateau auf, während das lokale

Minimum in der Mitte des Stators, das sowohl im Dauerlastfall als auch beim Mehrzwecktransporter er-

kennbar ist, nicht auftritt. Die Randbereiche der Verteilung zeigen hingegen ein vergleichbares Verhalten

zu den anderen Anwendungen und Zyklen.

Um die Berechnung kurzer Zyklen zu ermöglichen, ist eine gezielte thermische Vorkonditionierung der

EM erforderlich. Eine Möglichkeit besteht darin, die Maschine zunächst unter einem thermisch stabilen

Dauerlastpunkt zu betreiben, um einen stationären thermischen Zustand zu erreichen, bevor der Last-

zyklus simuliert wird. Dadurch kann eine realistischere Kühlelementverteilung abgebildet werden. Die

Definition eines geeigneten Vorkonditionierungspunkts erfordert eine detaillierte Analyse der spezifi-

schen Betriebsbedingungen.

Zusammenfassung

Das Kühlelementverteilungsmodell zeigt beim Mehrzwecktransporter eine hohe Übereinstimmung zwi-

schen statischer und dynamischer Verteilung, da sich durch die langen und variierenden Lastzyklen eine

mittlere Verlustverteilung über den gesamten Zyklus ergibt. Im Gegensatz dazu reicht beim Bagger auf-

grund der kurzen Lastzyklen die Zeit nicht aus, um die EM thermisch in einen stationären Zustand zu

überführen. Dies führt zu einer gleichmäßigen Kühlelementverteilung ohne das lokal auftretende Mini-

mum in der Statormitte. Zur realistischen Abbildung solcher Zyklen ist eine gezielte thermische Vorkon-

ditionierung der EM erforderlich.

Die CFD-Berechnungen belegen, dass die gezielte Verteilung von Pin-Fins in Kombination mit dem

Zweischichtkanal die Temperaturen bereits bei geringen Volumenströmen signifikant reduziert. Bei ei-

nem Volumenstrom von 13 l
min beträgt der Temperaturunterschied an der Kontaktfläche zwischen Stator

und Kühlmantel lediglich 4 K, während bei einer Kühlspirale mit gleicher hydraulischer Leistung und

somit 5 l
min ein Temperaturunterschied von 13 K auftritt.

Die Berechnungen zeigen, dass insbesondere im rechten Wickelkopfbereich höhere Temperaturen auftre-

ten als im linken. Dies könnte auf die vereinfachte Implementierung der direkten Wärmeübertragung in

Gleichung 5.10b zurückzuführen sein. Durch die Nutzung von Nusselt-Korrelationen, welche am Prüf-

stand aus Kapitel 5.1 untersucht werden, kann versucht werden den Wärmeübergang präziser zu model-

lieren. Dies ermöglicht insbesondere eine verbesserte Abbildung des hinteren Bereichs des Kühlkanals

im Vergleich zur bisherigen Modellierung.
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7.2.5 Generatives Design-Modell

Das Generative Design-Modell dient der automatisierten Umsetzung der in Kapitel 5.2 beschriebenen

Kühlelementanzahl AKE in ein parametrisiertes CAD-Modell des Kühlkanals. Dabei wird die tatsächli-

che Anzahl der Kühlelemente AKE(z j) direkt in die Geometrie überführt.

Das Modell führt keine thermischen oder strömungstechnischen Berechnungen durch, sondern platziert

die Kühlelemente entsprechend der berechneten Werte von AKE in den vorgegebenen Zweischichtkanal

(siehe Kapitel 5.3).

Nach der Generierung kann die resultierende CAD-Geometrie für weiterführende Analysen oder Fer-

tigungsprozesse exportiert werden. Sie lässt sich in Strömungssimulationen überführen, wodurch eine

detaillierte Untersuchung der fluiddynamischen und thermischen Eigenschaften der Kühlkanäle mög-

lich wird. Durch die vollständige Automatisierung des Generierungsprozesses kann die Kühlelement-

verteilung effizient angepasst werden, ohne manuelle Konstruktionsänderungen vornehmen zu müssen.

Das Generative Design-Modell bildet die Schnittstelle zwischen thermischer Analyse und physikalischer

Umsetzung der Kühlstruktur und stellt das Schlussglied zur praktischen Anwendung der Methode dar.

7.3 Bewertung und Ausblick

Die in dieser Arbeit entwickelte Methode zur gezielten Kühlelementverteilung adressiert die eingangs

formulierten Forschungsfragen systematisch:

Bezug zu Forschungsfrage 1:
In welchem Maße kann die Verteilung von Kühlelementen in Kühlkanälen zur Reduzierung von Hotspots

beitragen, und welche Anforderungen ergeben sich an deren analytische Beschreibung?

Die Ergebnisse der Validierung zeigen, dass durch die gezielte Kühlelementverteilung eine Reduktion der

Temperaturgradienten um bis zu 9,6 K bei gleichbleibender hydraulischer Leistung Phyd im Dauerleis-

tungspunkt der EM erreicht werden kann. Dies belegt die Wirksamkeit der Methode zur lokalen Hotspot-

Reduktion. Die analytische Beschreibung der Kühlelementverteilung basiert auf dem axialsymmetrisch

segmentierten LPTM. Die Erfordernisse an die analytische Modellierung zeigen sich insbesondere in der

Notwendigkeit einer feinen axialen Diskretisierung zur Erfassung lokaler Maxima im Wärmestromprofil.

Bezug zu Forschungsfrage 2:
Wie kann die Nutzung ortsaufgelöster Verlustprofile PV (r,θ ,z) dazu beitragen, Kühlelemente im Kühlka-

nal gezielt zu platzieren, um axiale und radiale Temperaturgradienten zu reduzieren?

Durch die Verwendung ortsaufgelöster Verlustprofile gelingt eine bedarfsgerechte Platzierung der Küh-

lelementen entlang der z-Achse, wodurch insbesondere axiale Temperaturgradienten effektiv reduziert

werden. Die Ergebnisse zeigen eine deutlich homogenere Temperaturverteilung an der Schnittstelle

zwischen Stator und Kühlmantel. Durch die Methode kann der Temperaturgradient der Schnittstellen-

temperatur im statischen Lastfall (Dauerleistungspunkt) um bis zu 9,6 K reduziert werden.
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Bezug zu Forschungsfrage 3:
Welchen Einfluss hat die zeitliche Auflösung der Verlustprofile PV (r,θ ,z, t) bei unterschiedlichen Betrieb-

sprofilen, wie realen oder synthetischen Fahrzyklen, auf die Verteilung der Kühlelemente?

Die Untersuchungen mit unterschiedlichen dynamischen Lastprofilen zeigen, dass die zeitliche Auf-

lösung der Verlustprofile nur einen geringen Einfluss auf die resultierende Kühlelementverteilung hat.

Die Anzahl der Kühlelemente orientiert sich primär an den gemittelten Verlustverteilungen. Dies deu-

tet darauf hin, dass die Methode robust gegenüber Lastschwankungen ist und auch bei komplexeren

Betriebszyklen verlässliche Ergebnisse liefert. Eine Auslegung auf den Dauerlastpunkt ist daher in den

meisten Anwendungen ausreichend.

Fazit und Ausblick:
Die Methode stellt eine effektive Möglichkeit zur lokalen thermischen Optimierung in flüssiggekühlten

EM dar. Künftig kann die Methodik durch eine Verfeinerung radialer Wärmeströme sowie eine adaptive

Kühlstrukturgeometrie weiter verfeinert werden. Darüber hinaus erscheint eine Erweiterung zur gleich-

zeitigen Optimierung hydraulischer Parameter (z.B. Druckverlust) vielversprechend.
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8 Zusammenfassung

Im Rahmen dieser Arbeit wurde eine Methode zur gezielten Verteilung von Kühlelementen in Kühl-

kanälen elektrischer Maschinen vorgestellt, um lokale Hotspots zu reduzieren. Die Methode wird anhand

zweier Modelle mobiler Arbeitsmaschinen angewandt und untersucht.

Zu diesem Zweck werden die Mobima-Modelle unter Berücksichtigung realitätsnaher Fahrzyklen ein-

gesetzt, um eine Bestimmung der Betriebspunkte der Maschinen zu ermöglichen. Diese Betriebspunkte

bilden die Grundlage für die Berechnung ortsaufgelöster Verluste, indem sie mit Verlustkennfeldern eines

EM-Modells genutzt werden, welche die verschiedenen Verlustmechanismen erfassen und modellieren.

Auf Basis der orts- und zeitaufgelösten Verlustprofile wird anschließend mittels eines axial segmentier-

ten thermischen Lumped-Parameter-Modells der EM der Wärmestrom Q̇int(r,θ ,z, t) von der EM in den

Kühlmantel bestimmt.

Unter Anwendung des in dieser Arbeit entwickelten Kühlelementverteilungsmodells können diese Wär-

meströme genutzt werden, um eine geeignete Kühlelementverteilung AKE(z j) in diskreten Kühlkanal-

segmenten zu berechnen. Zur Verknüpfung von Verlusten und Kühlelementverteilung ist eine ausrei-

chend hohe axiale Segmentierung des thermischen Modells erforderlich, um die Wärmeströme fein ge-

nug auflösen zu können. Untersuchungen hierzu zeigen, dass eine Erhöhung der Segmentanzahl zu einer

genaueren Abbildung lokaler Temperaturgradienten führt. Dies ist vor allem im Übergangsbereich zwi-

schen Stator und Wickelkopf nötig.

Aufgrund zahlreicher Vorteile für die Umsetzung der Methode wird in dieser Arbeit ein axialer Kühlka-

nal gewählt, in den die berechnete Kühlelementverteilung AKE(z j) abschließend mittels eines generati-

ven Design-Modells integriert wird.

Die Untersuchungen dieser Arbeit zeigen, dass die analytische Verteilung der Kühlelemente Hotspots si-

gnifikant reduziert. Im Vergleich zu einer konventionellen Kühlspirale liegt die Temperaturdifferenz für

die untersuchte EM im Dauerleistungspunkt bei einem Kühlmittelvolumenstrom von 5 l
min bei 20,2 K.

Durch die Anwendung der entwickelten Methode und Anpassung des Kühlmantels reduziert sich diese

Differenz bei gleichbleibender hydraulischer Leistung auf 10,6 K, was einer Verringerung um 9,6 K ent-

spricht. Die hydraulische Leistung dient als Referenz, da sich durch das modifizierte Kühlkanaldesign

der Strömungsquerschnitt und damit die Strömungseigenschaften ändern.

Durch die axiale Umströmung treten keine radialen Temperaturgradienten auf, sodass der verblei-

bende Temperaturgradient ausschließlich in axialer Richtung besteht. Die Validierung mittels CFD-

Berechnungen bestätigt somit, dass die entwickelte Methode geeignet ist, durch die Kühlelementvertei-

lung Temperaturgradienten zu reduzieren.

In den Untersuchungen wird zudem festgestellt, dass die Nutzung zeitlich aufgelöster Verlustprofile nur

einen geringen Einfluss auf die Methode hat. Eine detaillierte Betrachtung einzelner Zyklen ist daher

nur dann zweckmäßig, wenn dieser die Hauptanwendung darstellt und den Einsatz der Maschine maß-
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8 Zusammenfassung

geblich begrenzt. In Szenarien mit variierenden Betriebspunkten erweist sich eine Auslegung auf den

Dauerleistungsfall als robuster Ansatz.

Die entwickelte Methode bietet das Potenzial, die thermische Leistungsfähigkeit elektrischer Maschi-

nen durch eine gezielte Kühlelementverteilung zu verbessern. Aufgrund des analytischen Ansatzes ist

sie effizient einsetzbar und erfordert keine aufwendigen CFD-gestützten Optimierungsrechnungen. Eine

Übertragbarkeit auf andere rPSM mit vergleichbaren Kühlkanalgeometrien ist gegeben. Sollten jedoch

andere Maschinenarten genutzt werden, ist ein neues Verlustmodell der EM sowie ein entsprechend

angepasstes thermisches Lumped-Parameter-Modell erforderlich, da sich die Verlustverteilungen und

thermischen Randbedingungen signifikant unterscheiden können.

Die Ergebnisse dieser Arbeit zeigen, dass eine gezielte Kühlelementverteilung eine signifikante Ver-

besserung der thermischen Betriebsbedingungen elektrischer Maschinen ermöglicht. Insbesondere für

rPSM mit hoher Leistungsdichte kann die Methode dazu beitragen, Hotspots zu vermeiden und die Leis-

tungsfähigkeit unter Dauerlast zu erhöhen, indem nicht durch einzelne Hotspots Leistungsreduzierungen

erfolgen, sondern in der EM ausgeglichene Temperaturen herschen und somit die thermische Ausnutzung

erhöht werden kann.

Für zukünftige Arbeiten bietet sich eine experimentelle Validierung der Methode an, um die theoreti-

schen und CFD-Ergebnisse unter realen Betriebsbedingungen zu überprüfen. Zudem kann untersucht

werden, ob die Kühlelementverteilung als Eingangsgröße für eine CFD-gestützte Optimierung geeignet

ist, um die Berechnungszeiten zu reduzieren.

Ein weiterer wichtiger Aspekt ist die Verfeinerung und Verifikation des thermischen LPTM. Besonders

die Modellierung des Wärmeübergangs vom Stator zum Kühlmantel sowie die Abbildung der radialen

Wärmeleitung im Gehäuse könnten durch gezielte experimentelle Untersuchungen präzisiert werden.

Da die Methode bislang nur für Pin-Fins untersucht wurde, sollte sie zudem auf weitere Kühlelemente

wie Dimples [DN22] übertragen werden. Gleiches gilt für die Gestaltung des Kühlkanals. Besonders die

Umsetzung auf einer Kühlspirale stellt aufgrund der geometrischen Eigenschaften eine Herausforderung

dar und sollte weitergehend analysiert werden.
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A Materialwerte für EOS CX und AL7075

Für die Aluminiumlegierung EN AW-7075 sind in der Literatur gut abgesicherte thermophysikalische

Materialdaten verfügbar. Eine Auswahl relevanter Kenngrößen ist in Tabelle A.1 aufgeführt.

Tabelle A.1: Materialeigenschaften Aluminium AL7075 bei 20 ◦C [Thy24]

Eigenschaft Symbol Einheit Wert

Dichte ρ
kg
m3 2800

Wärmeleitfähigkeit λ
W
mK 130 bis 160

Spezifische Wärmekapazität cp
J

kgK 862

Die Materialeigenschaften des additiv fertigbaren Werkstoffs Edelstahl – EOS CX sind im Materialdaten-

blatt [EOS24] nur unvollständig dokumentiert; es sind überwiegend mechanische Kennwerte enthalten.

Die fehlenden thermischen Parameter wurden daher gemäß der Methode nach [EKRG23] bestimmt. Die

resultierenden Werte sind in Tabelle A.2 aufgeführt.

Tabelle A.2: Ermittelte thermophysikalische Materialeigenschaften für EOS CX bei 20 ◦C

Eigenschaft Symbol Einheit Wert

Dichte ρ
kg
m3 7690

Wärmeleitfähigkeit λ
W
mK 24

Spezifische Wärmekapazität cp
J

kgK 460
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B Geometrische Parameter der E-Maschinenauslegung

Die in den folgenden Tabellen aufgeführten geometrischen Parameter zur Blechschnittauslegung der be-

trachteten EM basieren auf [HE22, Gru16] und orientieren sich an den Eingabeparametern der Software

Ansys MotorCAD.

Tabelle B.1: Geometrische Daten des Rotor- und Statorblechschnitts

Stator

Kategorie Symbol Wert

Slot Number zN 48

Stator Lam Dia dS,a 182 mm

Stator Bore dS,i 122,9 mm

Tooth Width – 4,5 mm

Slot Depth – 19,2 mm

Slot Corner Radius – 2 mm

Tooth Tip Depth – 1 mm

Slot Opening – 1,8 mm

Tooth Tip Angle – 27◦

Sleeve Thickness – 0 mm

Rotor

Kategorie Symbol Wert

Pole Number 2p 8

Notch Depth – 0 mm

Magnet Layers – 2

L1 Magnet Thickness – 4,1 mm

L1 Magnet Bar Width – 16,4 mm

L1 Bridge Thickness – 7,65 mm

L1 Web Thickness – 2,5 mm

L1 Web Length – 0 mm

L1 Pole V Angle – 153◦

L1 Pole Arc [ED] – 153◦

L1 Magnet Post – 1

L1 Magnet Separation – 1,2 mm

L1 Magnet Segments – 1

L1 Magnet Clearance – 0 mm

L2 Magnet Thickness – 4,1 mm

L2 Magnet Bar Width – 16,4 mm

L2 Bridge Thickness – 1,8 mm

L2 Web Thickness – 5 mm

L2 Web Length – 0 mm

L2 Pole V Angle – 180◦

L2 Pole Arc [ED] – 150◦

L2 Magnet Post – 1

L2 Magnet Separation – 1,2 mm

L2 Magnet Segments – 1

L2 Magnet Clearance – 0 mm

Airgap s 0,7 mm

Banding Thickness – 0 mm

Shaft Dia dshaft 72,8 mm

Shaft Hole Diameter – 70 mm
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B Geometrische Parameter der E-Maschinenauslegung

Tabelle B.2: Radiale und axiale Abmessungen der betrachteten EM

Radial Dimensions

Kategorie Symbol Wert

Stator Lam Dia dS,a 182 mm

Stator Bore dS,i 122,9 mm

Airgap s 0,7 mm

Banding Thickness – 0 mm

Sleeve Thickness – 0 mm

Shaft Dia dshaft 72,8 mm

Shaft Dia [F] – 72,8 mm

Shaft Dia [R] – 72,8 mm

Shaft Hole Diameter – 70 mm

Axial Dimensions

Kategorie Symbol Wert

Motor Length lmotor 260 mm

Stator Lam Length lFe,S 150 mm

Magnet Length lmag 150 mm

Magnet Segments – 18

Rotor Lam Length lFe,R 150 mm

EWdg Overhang [F] lWK,F 30 mm

EWdg Overhang [R] lWK,R 30 mm

Wdg Extension [F] – 5 mm

Wdg Extension [R] – 5 mm

Shaft Extension [F] – 30 mm

Shaft Extension [R] – 0 mm

Tabelle B.3: Wicklungsparameter der betrachteten EM

Kategorie Symbol Wert

Phases m 3

Turns – 6

Throw – 5

Parallel Paths – 4

Winding Layers – 2

Offset – 16
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C Drehzahl- und Drehmomentprofile der elektrischen
Maschine des Mehrzwecktransportermodell mit
eCVT
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Abbildung C.1: Drehzahl- n(t) und Drehmomentprofil M(t) der EM1 und EM2 im Zyklus TP470 - 0t
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Abbildung C.2: Drehzahl- n(t) und Drehmomentprofil M(t) der EM1 und EM2 im Zyklus TP470 - 3t
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C Drehzahl- und Drehmomentprofile der elektrischen Maschine des Mehrzwecktransportermodell mit eCVT
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Abbildung C.3: Drehzahl- n(t) und Drehmomentprofil M(t) der EM1 und EM2 im Zyklus Z10 - M40
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Abbildung C.4: Drehzahl- n(t) und Drehmomentprofil M(t) der EM1 und EM2 im Zyklus Z13 - TUH
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Abbildung C.5: Drehzahl- n(t) und Drehmomentprofil M(t) der EM1 und EM2 im Zyklus Z14 - TCR
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D Drehzahl- und Drehmomentprofile der elektrischen
Maschine des hybridisierten Bagger-Modells
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Abbildung D.1: Drehzahl- n(t) und Drehmomentprofil M(t) der EM1 und EM2 im 90°-Zyklus - Struktur A

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50
0

10000

20000

n
in

m
in
!

1

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50

t in s

-20

0

20

M
in

N
m

EM1 EM2 EM3

Abbildung D.2: Drehzahl- n(t) und Drehmomentprofil M(t) der EM1, EM2, EM3 im 90°-Zyklus - Struktur B
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