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Kurzfassung

Die Verwendung von elektrischen Maschinen mit einer Phasenzahl grofser als drei bringt
zahlreiche Vorteile mit sich, wie beispielsweise die Erhohung der Systemleistungsdichte durch
Nutzung der dritten Harmonischen und Redundanz im Falle eines Phasenausfalls.

Sowohl im theoretischen als auch im experimentellen Bereich gibt es aufgrund der geringen
Verbreitung von filinfphasigen Maschinen eine wissenschaftliche Liicke im Vergleich zu
dreiphasigen Systemen, was die Bewertung des Nutzens der Fiinfphasigkeit erschwert. Die
vorliegende Arbeit schliefft diese Liicke, indem die Modellierung von fiinfphasigen
Synchronmaschinen um Nichtlinearitdten wie Sattigungseffekte und Mehrfachanisotropien
erweitert wird. Das entwickelte Modell wird anhand von FEM-Simulationen validiert und die
Tauglichkeit wird festgestellt.

Des Weiteren wird ein experimentelles Verfahren zur Bestimmung der Modellparameter des
Systems vorgestellt. Das Verfahren basiert auf der HF-Signalinjektion bei festgebremstem
Motor und wird im Rahmen dieser Arbeit auf fiinfphasige Maschinen angewandt. Sowohl die
Simulation als auch die experimentellen Versuche liefern gute Ergebnisse und zeigen, dass eine
Identifikation der Parameter des erweiterten Motormodells moglich ist. Im Vergleich mit den
FEM-Ergebnissen ergeben sich séttigungsabhiingige Abweichungen, die anhand des
Hystereseverhaltens des Eisens erklart werden konnen.

Im Anschluss werden zwei Regelverfahren fiir fiinfphasige Maschinen vorgestellt und bewertet:
die erweiterte ,Feldorientierte Regelung“ im rotorfesten Koordinatensystem und die auf
fiinfphasige =~ Maschine  angewendete ,Indirekte  Selbstregelung* im  statorfesten
Koordinatensystem. Hierfiir wird das erweiterte Motormodell mit den experimentell
identifizierten Parametern als Grundlage verwendet. Die Verfahren liefern vergleichbare
Frgebnisse und es zeigt sich, dass die statorflussfeste ,Indirekte Selbstregelung” in Bezug auf
die Rechenzeit effektiver ist, jedoch ein erhdhtes Modellwissen voraussetzt.

Abschliefsend werden zwei Moglichkeiten zur Wirkungsgradsteigerung von flinfphasigen
Maschinen mit Einzelzahnbestromung prasentiert: die Injektion der dritten Harmonischen in
die Phasenstrome und die neuartige Spulenabschaltung im Teillastbereich. Die
Momentensteigerung durch Nutzung der dritten Harmonischen in flinfphasigen Systemen ist in
der Literatur h&ufig erwdhnt. Die vorliegende Arbeit zeigt, dass Sattigungseffekte
beriicksichtigt werden miissen, wenn die dritte Harmonische zur Wirkungsgradsteigerung
verwendet wird, da die Amplitude und Phasenverschiebung der dritten Harmonischen in der
Flussverkettung von dem Séattigungszustand der Maschine abhéngen. Dieses Wissen wird
genutzt, um anhand eines Arbeitspunkts im Uberlastbereich eine Wirkungsgradsteigerung
nachzuweisen.

Eine weitere Moglichkeit zur Wirkungsgradsteigerung eines Antriebsystems, in dem jede Spule
von einer H-Briicke angesteuert wird, ist die Abschaltung von Spulen im Teillastbereich. Dieses
Verfahren ist nicht auf fiinfphasige Maschinen beschrénkt, sondern auf Maschinen mit einer
beliebigen Phasenzahl iibertragbar, wenn zu einer Phase mehrere Spulen gehoren und diese von
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H-Briicken angesteuert werden. Anhand von Wirkungsgradkennfeldern mit und ohne
Spulenabschaltung wird gezeigt, dass der Wirkungsgrad im Teillastbereich gesteigert werden
kann, wenn die Héalfte der H-Briicken deaktiviert werden.

Schlagworte: fiinfphasige Maschinen, Wirkungsgradsteigerung, permanentmagneterregte
Synchronmaschine
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Abstract

Flectrical machines with a phase number higher than three have several advantages over
conventional three-phase machines such as an increased power density and redundancy in case
of a phase failure.

The benefit of a five-phase machine is difficult to evaluate, because these types of machines are
seldom used and the theoretical and experimental knowledge is well short of the knowledge
about three-phase machines. This work closes this gap between five-phase and three-phase
machines by extending the modelling of five-phase machines with saturation effects and
multiple anisotropies. The presented modelling is verified using FEM-simulation with good
results.

Furthermore an experimental approach to identify system parameters for a five-phase machine
is presented. The method is based on high frequency signal injection and has so far only been
applied to three phase machines. Simulation and experiments prove that the method is capable
of identifying differential inductances with high accuracy for any given operating point and
rotor position. Compared with the results from FEM there is a small difference, which can be
explained by the influence of hysteresis in the iron. With the extended model and the identified
parameters two control-schemes for five-phase machines are presented: the extended “Field
Orientated Control” which is fixed to the rotor reference frame and the “Indirect Self Control”
which is fixed to the stator system coordinates. The “Indirect Self Control” has not yet been
applied to five-phase machines. Both control schemes deliver similar results in simulation and
on the test bench. The “Indirect Self Control” is slightly more efficient concerning calculation
time but requires a better knowledge about the drive.

Finally two methods are presented, that improve the efficiency of five-phase machines with one
H-Bridge per coil winding: the injection of third order harmonics into the stator currents and
a coil switch off algorithm that disables some of the H-Bridged under partial load. In literature
the torque improvement of five-phase machines when using third harmonic current injection is
often mentioned. This work shows, that saturation effects have a major influence on the
amplitude and phase shift of the third order harmonic and should therefore be taken into
account. This knowledge is used to prove an increased efficiency in simulation and on the test
bench for a given operation point under saturation.

Another possibility to improve the efficiency of a drive system in which each coil is fed by an
H-Bridge converter, is to switch off parts of the machines under partial load. This method is
not limited on five-phase machines but can be used with machines with an arbitrary number
of phases if two or more coils belong to the same phase and are independently fed by an H-
Bridge converter. Characteristic diagrams of the efficiency with and without coils switched off
show that under partial load up to 20 % of the nominal torque the efficiency of the drive can

be significantly increased when half of the H-Bridges are disabled.

Keywords: five-phase machines, permanent magnet synchronous motor, saturation effects
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Formelzeichenkonventionen

In der vorliegenden Arbeit werden Matrizen mit nicht-kursiver, fetter Schrift bezeichnet.
Vektoren werden kursiven und fett-gedruckt dargestellt. Skalare Grofien werden nicht fett und
nicht kursiv bezeichnet. Komplexe Gréften werden mit einem Unterstrich dargestellt. Mit einem
Superscript wird bei Bedarf das Koordinatensystem angegeben, in dem die entsprechende Grofe
dargestellt ist. Ein Index kann Variable oder Parameter genauer definieren und wird in der
Konvention des Formelzeichens, das er definiert, dargestellt.

Die verwendeten Formelzeichen und Indizes werden im Folgenden aufgelistet. Als Einheit wird,

sofern nicht anders angegeben, die entsprechende SI-Einheit verwendet.

Formelzeichen
B Vektor der magnetische Flussdichte
Eco Magnetische Co-Energie
Emag Magnetische Energie
Fy Vektor der Lorentzkraft
f Frequenz
H Vektor der magnetische Feldstérke
I Elektrische Stromstérke
]/ Js Drehmatrix dreiphasig / Drehmatrix fiinfphasig
Labs Matrix der absoluten Induktivitdten
Laigs Matrix der differentiellen Induktivitaten
l Vektor der Leiterlange
M Drehmoment
Mmod Modulationsgrad
n Drehzahl [rpm)]
P Leistung
p Polpaarzahl
Q Elektrische Ladung
R Elektrischer Widerstand

Tksioksz  Transformationsmatrix vom Koordinatensystem KS1 in KS2

TI t Zeit

U Elektrische Spannung
v Geschwindigkeit

Z Impedanzmatrix

A

Ableitung des Flussverkettungsvektor nach dem elektrischen Winkel
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Upm

YL
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¥

Indizes

d,q,d3,q93,0
el

ind

mech
Nenn

PM

Soll

SW

u7V’W7X7y

Superscripts

Magnetische Permeabilitat

Kreisfrequenz

Rotorposition

Flussverkettung im Stator, die durch den Permanentmagneten hervorgerufen
wird

Flussverkettung, die durch den Stdnderstrom hervorgerufen wird
Magnetischer Fluss

Resultierende Flussverkettung (Wpy + Wiyp)

Entsprechende Grofse im rotorfesten Koordinatensystem
Elektrische Grofse

Induzierte Grofe

Mechanische Grofie

Nenngrofe

Permanentmagnetgrofe

Sollgrofe

Auf einen Schaltvorgang bezogen

Phasengrofe der entsprechenden Phase

Darstellung im af3- oder afs-Koordinatensystem

Darstellung im dq- oder dgs-Koordinatensystem
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Abkiirzungsverzeichnis X1V

Abkiirzungsverzeichnis

SRM Synchron-Reluktanzmaschine

PWM Pulsbreitenmodulation

PMSM Permanentmagneterregte Synchronmaschine
IGTB Insulated-gate bipolar transistor

D/A Digital / Analog

A/D Analog / Digital

PM Permanentmagnet

FOR Feldorientierte Regelung

ISR Indirekte Selbstregelung

PT: Zeitverzogerndes Proportionalglied erster Ordnung
PRBS Pseudo Random Binary Sequence

MTPC Maximum Torque per Current

HF Hochfrequenz

LTI-System Lineares, zeitinvariantes System (Linear time-invariant system)

Modellierung und Regelung von fiinfphasigen Synchronmaschinen unter Beriicksichtigung von Séttigungseffekten und Mehrfachanisotropien



Einleitung und wissenschaftliche Zielsetzung 1

1 Einleitung und wissenschaftliche
Zielsetzung

Multiphasige Maschinen mit einer Phasenzahl grofler als drei besitzen gegeniiber den
iiblicherweise = verwendeten  dreiphasigen Maschine die Vorteile einer hoéheren
Systemleistungsdichte, einer héheren Effizienz und einer erhohten Redundanz im Fehlerfall.
Als nachteilig erweist sich hingegen der erhohte Aufwand bei der Realisierung des
Wechselrichters sowie ein komplexerer leistungselektronischer Aufbau [1].

Der Regelungstechnik multiphasiger Maschinen kommt durch die erhéhten Freiheitsgrade in
einem solchen System eine grofe Bedeutung zu. Sowohl klassische, feldorientierte Verfahren,
als auch statorfeste Regelungsverfahren erfordern eine Anpassung an die multiphasige
Topologie des Antriebssystems |[2]| [3| [4]. Wé&hrend in regelungstechnischen Anséitzen fiir
dreiphasige Systeme bereits seit lingerem Sattigungseffekte und Mehrfachanisotropien
beriicksichtigt werden [5], gehen die Ansétze bei der Regelung fiinfphasiger Systeme
tiblicherweise von einem linearen Systemverhalten aus [2].

Aus der in der Literatur héufig getroffenen Annahme eines linearen Systemverhaltens bei
flinfphasigen Maschinen folgt, dass auch Identifikationsalgorithmen, die relevante
Maschinenparameter fiinfphasiger Maschinen experimentell bestimmen kénnen, wenig bekannt
sind [6]. Eine Auswirkung des aktuellen Arbeitspunkts des Systems auf die im Vergleich zu
dreiphasigen Systemen zahlreicheren Parameter wird somit h&ufig vernachléssigt.

Ein weiterer Vorteil der Verwendung eines fiinfphasigen Antriebssystems ist die Moglichkeit
nicht nur die Grundschwingung der Flussverkettung, sondern auch die dritte Harmonische zur
Generierung eines konstanten Moments zu verwenden [2|. Dies fithrt zu einer potentiellen
Steigerung der Systemeffizienz und somit zu einer Reduzierung der Verlustleistung. Der Effekt
ist anhand von linearen analytischen Berechnungen [7] und fiir einzelne Arbeitspunkte [§]
experimentell validiert. Eine belastbare Zusammenstellung zur Wirkung der Bestromung eines
fiinfphasigen Systems mit einer dritten Harmonischen und somit der Ausnutzung der dritten
Harmonischen der  Flussverkettung, insbesondere unter  Beriicksichtigung  von
Sattigungseffekten, ist jedoch nicht bekannt.

Die im Vorherigen kurz dargestellte wissenschaftliche Liicke soll die vorliegende Arbeit
schliefsen, indem eine systemumfassende Betrachtung der Modellierung und Regelung von

fiinfphasigen Synchronmaschinen durchgefiihrt wird. Hierzu gehoren folgende Fragestellungen:

1. Modellbildung fiinfphasiger Maschinen

Es wird ein Motormodell fiir fiinfphasige Maschinen entwickelt, das Nichtlinearitdten in
Abhéngigkeit des aktuellen Stromarbeitspunkts und der elektrischen Position beriicksichtigt.
Ein solches Modell ist fiir dreiphasige Maschinen bereits bekannt und wird auf fiinfphasige
Maschinen erweitert. Diese Abkehr von der Annahme eines linearen Systemverhaltens liefert
die Grundlage fiir die Entwicklung von erweiterten Regelverfahren und trigt zu einem erhéhten

Systemverstédndnis bei. Nach der Darstellung der Grundlagen in Kapitel 3, wird in Kapitel 4
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ein vollstdndiges Modell einer fiinfphasigen, permanentmagneterregten Synchronmaschine
(PMSM) hergeleitet. Hierbei erfolgt eine Unterteilung in das elektrische Teilsystem, das die
induzierten Spannungen darstellt, und das mechanische Teilsystem, das das Drehmoment
darstellt. Das Modell wird anhand von ausfithrlichen FEM-Simulationen validiert, indem ein
Vergleich zwischen den aus den analytischen Werten berechneten Gréften mit den Losungen
der FEM-Simulation durchgefiihrt wird.

2. Identifikationsverfahren fiir fiinfphasige Maschinen

Es wird ein Identifikationsverfahren fiir fiinfphasige Maschinen entworfen, das die Parameter
des zuvor entwickelten erweiterten Motormodells experimentell bestimmt. Hierfiir werden in
Kapitel 5 verschiedene Identifikationsverfahren bewertet und das Verfahren der HF-Injektion
auf fiinfphasige Maschinen angewandt. Der Identifikationsalgorithmus wird simulativ
entwickelt und anschliefend experimentell validiert. Der entwickelte Algorithmus

berticksichtigt sowohl sattigungs- als auch positionsabhéngige Finfliisse.

3. Wirkungsgradsteigerung von fiinfphasigen Maschinen mit Einzelzahn-
bestromung

Das im Rahmen des Projekts entwickelte Antriebssystem besteht aus einer fiinfphasigen PMSM
mit konzentrierten Wicklungen, die jeweils iiber eine H-Briicke angesteuert werden. Sowohl die
Fiinfphasigkeit, als auch die Einzelzahnbestromung werden auf ihre Md&glichkeiten beziiglich
einer moglichen Wirkungsgradsteigerung des Antriebsystems untersucht. Die Fiinfphasigkeit
wird anhand der Wirkung der dritten Harmonischen zur Generierung eines konstanten
Moments iiber den kompletten  Arbeitsbereich der PMSM  untersucht. Die
Wirkungsgradsteigerung durch die Verwendung dieser Harmonischen in Abhéngigkeit des
aktuellen Sattigungszustands der Maschine wird bewertet. Hierflir werden sowohl das erwei-
terte Motormodell, als auch die experimentell bestimmten Parameter verwendet.

Eine weitere Moglichkeit zur potentiellen Wirkungsgradsteigerung ist die Abschaltung von
nicht verwendeten Spulen im Teillastbereich. Dieser Ansatz, der nicht auf fiinfphasige
Maschinen beschrankt ist, sondern bei dreiphasigen Systemen mit Einzelzahnbestromung per
H-Briicke ebenfalls denkbar ist, wird theoretisch hergeleitet und messtechnisch validiert.
Diese Gesamtbetrachtung ermoglicht es, die Liicke zwischen dem Wissensstand bei
dreiphasigen Maschinen und fiinfphasigen Maschinen zu schliefsen, sowie die Effektivitat der
Nutzung der dritten Harmonischen, insbesondere unter Séttigung, besser zu beurteilen. Die
Modellierung ist sowohl auf dreiphasige Systeme, als auch auf Systeme mit einer Phasenzahl
grofier als funf iibertragbar.

Diese Arbeit ist im Rahmen des vom ,,Bundesministerium fiir Bildung und Forschung* (BMBF)
geforderten Verbundforschungsprojekts EMILE (,,Elektromotor integrierte
Leistungselektronik*) entstanden. Es erfolgt eine bewusste Abgrenzung zu zwei parallel
entstandenen Dissertationen des gleichen Forschungsprojektes. In diesen Dissertationen liegt
der Fokus auf dem mechatronisches Systementwurf des hochintegrierten Systems 9] bzw. auf

der Auslegung des elektromagnetischen Kreises. Beide Themen werden aus diesem Grund in
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der vorliegenden Arbeit nur so detailliert behandelt, wie es zum Versténdnis des weiteren Texts

notwendig ist.
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2 Stand der Forschung

Im Folgenden wird der Stand der Forschung in Bezug auf die im vorherigen Kapitel identifi-
zierten wissenschaftlichen Fragestellungen beschrieben. Falls es von Relevanz ist, wird neben
dem Stand der Forschung bei fiinfphasigen Systemen ebenfalls der Stand bei konventionellen
dreiphasigen Systemen beschrieben, um die Unterschiede und den Erweiterungsbedarf deutlich

zu machen.

2.1 Analytische Modellbildung von Synchronmaschinen

Die analytische Modellbildung von Motoren zielt darauf ab, das Verhalten des mechanischen
und elektrischen Teilsystems durch Differentialgleichungen darzustellen. Ausgehend von einem
System in Phasengrofen, das auf physikalischen Annahmen beruht, wie beispielsweise in [10],
wird dieses zur besseren Regelbarkeit des Systems durch eine Transformation in ein rotorfestes
Koordinatensystem {iberfiihrt. Die im System iiblicherweise vorhandenen Sinusgréfien
oszillieren mit Frequenz der elektrischen Winkelgeschwindigkeit. Werden diese Grofen in ein
mit identischer Geschwindigkeit mitrotierendes Koordinatensystem iiberfiihrt, so entstehen
Gleichgrofsen, die fiir die Anwendung von linearen Regelverfahren giinstig sind. Fiir dreiphasige
Systeme ist die nach Robert H. Park benannte Transformation seit dem Anfang des 20.
Jahrhunderts bekannt [11]. Die fiir dreiphasige Maschinen giiltige Transformation wurde,
vermutlich Anfang der 1990er Jahre durch Toliyat, auf fiinfphasige Maschinen erweitert, sodass
neben der Grundschwingung auch die Anteile der dritten Harmonischen in lineare Groéfen
transformiert werden [12]. Eine zusétzliche Erweiterung der Transformation, die die
Auswirkung von Harmonischen héherer Ordnung darstellt und fiir Systeme mit einer beliebigen,
ungeraden Zahl an Phasen gilt, findet sich in [2].

Die Modellbildung fiinfphasiger Maschinen vereinfacht die physikalischen Zusammenhénge
tiblicherweise so, dass lineares Material- und Systemverhalten angenommen werden [2] [8]. Fiir
dreiphasige Systeme existiert eine Vielzahl von Verdffentlichungen, in denen sattigungs- und
positionsabhéngige Einfliisse in analytischen Modellen beriicksichtigt werden. Im
deutschsprachigen Raum seien hier die Dissertationen von Michel [13] und Mink [5] genannt.
In [13] wird auf Basis eines magnetischen Widerstandnetzwerks die analytische Gleichung des
elektrischen Teilsystems unter Beriicksichtigung von Séattigungseffekten und Mehrfach-
anisotropien hergeleitet. Die Einfllisse der einzelnen Terme werden herausgearbeitet und
grafisch dargestellt. In [5] wird neben dem elektrischen Teilsystem auch das mechanische
Teilsystem hochgenau modelliert und basierend auf den erweiterten Gleichungen eine
optimierte Reglerauslegung durchgefiihrt, deren Verbesserungen zu herkémmlichen Regel-
verfahren experimentell validiert wird. Eine Validierung des analytischen Modells anhand von
FEM-Simulationen und den daraus berechneten Ersatzgrofien wird in beiden Arbeiten nicht
durchgefiihrt. Fiir das mechanische Teilsystem findet sich ein Vergleich zwischen der FEM-
Berechnung mit dem Maxwell’schen Spannungstensor und der Berechnung aus Ersatzgrofien

in [14]. Hier wird insbesondere der Einfluss der Ableitung der Co-Energie nach dem Winkel auf
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den Momentenverlauf deutlich. Die magnetische Co-Energie ist eine mathematische Hilfsgrofie
ohne direkte physikalische Bedeutung, deren Herleitung und Berechnung beispielsweise in [5]
detailliert beschrieben wird. Fiir fiinfphasige Systeme sind &hnliche Betrachtungen nicht
bekannt.

2.2 Parameter-Identifikationsverfahren fiir Synchronmaschinen

Die Identifikation von differentiellen Induktivitaten ist aufgrund der Forschung an drehgeber-
losen Regelverfahren bei Synchronmaschinen ein viel beachtetes Thema, da bei diesen
Verfahren im niedrigen Drehzahlbereich die Rotorlage iiber eine Anisotropie der differentiellen
Induktivitdten bestimmt wird [15]. Ein verbreitetes Verfahren zur Identifikation von
differentiellen Induktivititen basiert auf der Injektion von Hochfrequenz-Strémen bei
festgebremstem Rotor, das beispielsweise in [16] und [17] vorgestellt wird. Hier wird anhand
eines Vergleichs der Amplituden und der Phasenlagen von Strom und Spannung auf eine
differentielle Induktivitat geschlossen. Diese Verfahren sind in der Lage, sowohl séttigungs- als
auch positionsabhéngige Selbst- und Kreuz-Induktivitdten mit hoher Genauigkeit zu
bestimmen. In [5] und [16] werden Verfahren bei drehender Maschine ohne Testsignalinjektion
beschrieben, die Flussverkettungen bestimmen, woraus sich wiederum auf die Induktivitdten
schliefsen ldsst.

Fiir Maschinen mit einer Phasenzahl grofer als drei ist der Bedarf an Identifikationsverfahren
aufgrund der iiblicherweise getroffenen linearen Modellannahme gering. Lediglich fiir
fiinfphasige Asynchronmaschinen gibt es eine kleine Anzahl an Veroffentlichungen, die ein
Identifikationsverfahren prasentieren, das die Identifikation der Streuinduktivitdten von Rotor
und Stator beschreibt [18] [19]. Fiir Synchronmaschinen mit einer Phasenzahl grofer als drei

sind keine Identifikationsverfahren bekannt.

2.3 Wirkungsgradsteigerung von fiinfphasigen Synchronmaschinen mit
Einzelzahnbestromung

In fiinfphasigen Synchronmaschinen lésst sich neben der Grundschwingung auch die dritte
Harmonische zur Generierung eines konstanten Drehmoments verwenden [2]. Theoretische
Betrachtungen in [7] zeigen, dass die wirkungsgradoptimale fiinfphasige Maschine ausschliefslich
eine Flussverkettung mit der dritten Harmonischen besitzen sollte, wenn der Scheitelwert der
Phasenflussverkettung konstant gehalten wird. Diese Annahme fiihrt jedoch zu Maschi-
nenauslegungen, deren grundlegende Eigenschaften in Bezug auf Baugrofse, Drehzahl und
Moment nicht mehr vergleichbar sind, weswegen ein Vergleich unzuléssig ist.

Ein valider Vergleich zwischen einer dreiphasigen Maschine, einer fiinfphasigen Maschine unter
sinusformiger Bestromung und der identischen Maschine mit einer Bestromung aus
Grundschwingung und iiberlagerter dritter Harmonischer findet sich in [20]. Hier zeigt sich
jedoch, dass sowohl die fiinfphasige Maschine als auch die Injektion der Harmonischen zwar
eine Steigerung des Wirkungsgrads bewirkt, diese jedoch vernachléssigbar ist. Eine genaue

Untersuchung der optimalen Amplitude und Phasenlage, sowie die Beriicksichtigung von
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Sattigung werden nicht durchgefiihrt, sondern lediglich als weiterfiihrende Aufgabe
beschrieben.

Weitere Veroffentlichungen, beispielsweise [21], [22] und [23], sprechen von einer Steigerung des
Drehmoments, wenn die dritte Harmonische in die Phasenstrome injiziert wird, wobei jedoch
der Gesamtstrom steigt, was dementsprechend zu keiner Steigerung des Wirkungsgrads fiihrt.
Der gleiche Effekt kann auch mit einem erhéhten Strom in g-Richtung erreicht werden.
Vorteilhaft ist hier lediglich der geringere Scheitelwert des Stromes in den Phasen, der jedoch
in realen Maschinen iiblicherweise keine Gréfse ist, die leistungsbeschréinkend wirkt.
Nennenswert ist die Verdffentlichung [24], in der zwar unter Vernachldssigung von Kreuz-
kopplungseffekten, jedoch unter Beriicksichtigung von Sé&ttigungseffekten, eine relevante
Wirkungsgradsteigerung bei einer fiinfphasigen Maschine dargestellt wird, wenn der Phasen-
strom nicht ausschlieflich aus der Grunschwingung besteht. Der in der Veroffentlichung
dargestellte optimierte Stromverlauf wird nicht analytisch, sondern experimentell ermittelt und
legt den Schluss nahe, dass die Lage der dritten Harmonischen in Abhéngigkeit des
Arbeitspunkts variiert und insbesondere in Bereichen hoher Sattigung fiir eine signifikante
Wirkungsgradsteigerung sorgen kann.

Eine Untersuchung beziiglich einer méglichen Wirkungsgradsteigerung durch Abschaltung von
H-Briicken in einem Antriebssystem, wenn mehrere H-Briicken fiir eine Phase verwendet

werden, ist nicht bekannt.

2.4 Redundanz fiinfphasiger Antriebssysteme

Ein Vorteil fiinfphasiger Antriebssysteme ist die Redundanz bei Phasenausfall durch
Elektronik- oder Wicklungsfehler. Dieser Effekt steht nicht im Fokus dieser Arbeit, es wird der
Vollstéandigkeit halber jedoch ein kurzer Einblick in den Stand der Technik gegeben. In [25]
wird ein ausfiihrliches Modell hergeleitet und experimentell validiert, das zeigt, dass bei einem
Phasenausfall im System das geforderte Drehmoment weiterhin gestellt werden kann. In [24]
werden die Phasenstrome der funktionierenden Phasen derart optimiert, dass im Vergleich zu
einem Notbetrieb mit Sinusstromen die Verlustleistung deutlich reduziert wird und die
Momentenwelligkeit ebenfalls deutlich verbessert wird. Eine verallgemeinerte Betrachtung fiir
ein bis drei offene Phasen findet sich in [26]. Hier wird deutlich, dass unter Phasenausfall zwar
eine erhohte Momentenwelligkeit auftritt, diese jedoch mit geeigneten Regelstrategien
verringert werden kann. Des Weiteren werden Methoden aufgezeigt, die eine Minimierung der
Verlustleistung bei Phasenausfall zum Ziel haben.

Das Forschungsgebiet der Redundanz bei Maschinen mit einer Phasenzahl grofer als drei

erscheint auf wissenschaftlicher und experimenteller Ebene ausreichend betrachtet zu sein.

2.5 Fazit

Der Stand der Technik zeigt, dass fliinfphasige Maschinen in der Theorie zwar behandelt wer-
den, jedoch iiblicherweise auf ein Grundwellenmodell zuriickgegriffen wird, in dem nichtlineare

Effekte nicht beriicksichtigt werden. Die vorliegende Arbeit hat zum Ziel, diese Forschungsliicke
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zu schlieften und ein vollstdndiges analytisches Modell zu présentieren, das sowohl
Sattigungseffekte als auch Mehrfachanisotropien beriicksichtigt. Fiir die experimentelle
Bestimmung der Parameter des Modells gibt es nach dem Stand der Technik kein Verfahren,
weswegen ein solches Verfahren zur vollstdndigen Systembetrachtung entwickelt wird.

Die Nutzung der dritten Harmonischen zur Steigerung der Momentenausbeute wird in der
Literatur h&ufig erwédhnt, jedoch nicht ganzheitlich unter realen Gesichtspunkten auf die
Wirkung untersucht. Das entwickelte erweiterte Modell wird in der vorliegenden Arbeit dazu
verwendet, diesen Effekt genauer zu beschreiben und insbesondere iiber den kompletten
Arbeitsbereich zu betrachten, da die aktuelle Publikation [24] nahelegt, dass die optimale Lage

der dritten Harmonischen in Bezug auf die Grundschwingung nicht immer zentral sein muss.
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3 Grundlagen

In diesem Kapitel werden die in der Arbeit verwendete Notation sowie grundlegende
Funktionsprinzipien von permanentmagneterregten Synchronmaschinen (PMSM) dargestellt.
Basierend auf den hier vorgestellten Gleichungen wird in Kapitel 4 die Modellierung von
flinfphasigen PMSM hergeleitet.

3.1 Notationen

In der vorliegenden Arbeit werden Matrizen mit nicht-kursiver, fetter Schrift bezeichnet.
Vektoren werden kursiv und fettgedruckt dargestellt. Skalare Grofen werden nicht fett und
nicht kursiv bezeichnet. Mit einem Superscript wird bei Bedarf das Koordinatensystem ange-
geben, in dem die entsprechende Gréfse dargestellt ist. Ein Index kann Variable oder Parameter
genauer definieren. Augenblickswerte zeitabhéngiger Groéflen werden mit einem kleinen
Buchstaben bezeichnet. Die Bezeichnung L9 stellt beispielsweise die Induktivititsmatix im dg-
Koordinatensystem dar und i*¥f den Vektor der zeitabhiingigen Stréome im of -
Koordinatensystem.

Eine Auflistung der Abkiirzungen und Formelzeichen, die in dieser Arbeit verwendet werden,
findet sich auf Seite XII.

3.2 Funktionsprinzip von Synchronmaschinen

Die permanentmagneterregte Synchronmaschine ist eine elektrische Drehfeldmaschine, die zur
Energiewandlung eingesetzt wird. Hierbei kann sowohl elektrische in mechanische Energie
gewandelt werden (motorischer Betrieb), als auch mechanische in elektrische Energie (genera-
torischer Betrieb). Die Maschine besteht iiblicherweise aus einem feststehenden und einem
rotierenden Teil (Stator und Rotor) [10]. Im Folgenden werden Maschinen betrachtet, die als
sogenannte Innenldufer ausgefiihrt sind, bei denen sich der Rotor innerhalb des nicht rotie-
renden Stators befindet. Des Weiteren wird von einer magnetischen Erregung durch einen
Permanentmagneten ausgegangen. Die Herleitung ist jedoch {ibertragbar auf Aufsenldufer und
auf Maschinen, die zur Momentengenerierung ausschliefslich auf der Reluktanzkraft basieren
und keine magnetische Erregung im Rotor haben (Synchron-Reluktanzmaschinen).

Die Energiewandlung einer PMSM basiert auf der Kraft auf Grenzflachen. Sie wird jedoch in
der Literatur héufig durch die Lorentzkraft F; beschrieben, weil sich das Prinzip der
Energiewandlung so anschaulich darstellen lasst und auf ein identisches und valides Ergebnis
fiihrt. Als Lorentzkraft wird die Kraft bezeichnet, die auf bewegte Ladung in einem elektrischen
oder magnetischen Feld wirkt [27]. Die Lorentzkraft, die auf die bewegte Ladung Q mit der

Geschwindigkeit v in einem Feld mit der magnetischen Flussdichte B, wirkt ist definiert als:

F,=Q-(vXB). (3.1)
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Mit der Laufzeit t und der Ladung Q =1 -t sowie v -t =l ergibt sich fiir die Lorentzkraft:
F,=1-(IxB) (3:2)

Die Permeabilitit p ist der Zusammenhang zwischen der magnetischen Flussdichte B und der

magnetischen Feldstdrke H und wird hier als linear angenommen [10].
B=u-H (3.3)
Die Flussdichte wird mit Feldlinien grafisch dargestellt. Die Gesamtheit dieser Feldlinien wird

als magnetischer Fluss @ bezeichnet, der als Flachenintegral des Vektorfelds B iiber die Fliache
A nach Gleichung 3.4 definiert ist:

= L B dA (3.4)

Da das Magnetfeld quellenfrei ist, sind die Feldlinien geschlossen, womit sich die Integration

iiber eine geschlossene Fliche zu null ergibt:
CD=j€BdA=O (3.5)

In einer PMSM wird der Erregerfluss durch Permanentmagnete erzeugt, die aufgrund der stets
geschlossenen Feldlinien nach Gleichung 3.5 immer paarweise als Nord- und Siidpol auftreten.
Die Anzahl der Nord- und Siidpole in einer PMSM wird als Polpaarzahl p bezeichnet, die stets

ganzzahlig sein muss.

Feldlinie

/
[ /!
[ 4

\
Vv

Stator | |

Phasenstrom [A]

Zeit [s]
Abbildung 3.1: links: Vereinfachte Darstellung einer PMSM mit 2 Rotor- und 2 Statorpolen
zur Verdeutlichung des Wirkprinzips [28]. rechts: Stromverlauf in den Spulen uvw zur

FErzeugung eines Drehfelds
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Im Stator wird mit Hilfe von stromdurchflossenen Spulen ein umlaufendes Magnetfeld erzeugt.
Abbildung 3.1 zeigt die vereinfachte schematische Darstellung einer PMSM mit einem Polpaar.
Zur besseren Darstellung ist nur eine Windung pro Spule dargestellt. Zu erkennen sind die
geschlossenen Feldlinien des Permanentmagneten sowie die Wirkrichtung der Lorentzkraft, die

eine Rotation des Laufers innerhalb des festen Stators bewirkt.

3.3 Raumzeigerdarstellung und Koordinatentransformation

Fin mehrphasiges, symmetrisches System kann mit Hilfe der transformierten Grofen des
Raumzeigers in Zusammenhang mit seinem geometrischen Aufbau gebracht und als komplexe
Zahl dargestellt werden. Die in Abbildung 3.1 rechts dargestellten Stromverldufe werden durch
einen Wechselrichter in die Windungen eingeprigt. Nach dem Stand der Technik werden
meistens selbstgefiihrte dreiphasige Wechselrichter mit Transistoren realisiert [10]. Abbildung
3.2 zeigt beispielhaft die Verschaltung eines selbstgefiihrten Wechselrichters mit einer in

Sternschaltung ausgefiihrten, dreiphasigen Maschine.

— — —
[
— —
Vv \ 4

@

Abbildung 3.2: Selbstgefiihrter dreiphasiger Wechselrichter mit dreiphasiger, in Sternschaltung

ausgefiihrter Maschine

Fiir den Zusammenhang der Strangspannungen und der verketteten Spannungen gilt somit:

Uyy = Uy — Uy, (36>
Uyw = Uy — Uy, (37>
uwu = uW _— ulI' (38)

Der Kirchhoff’sche Knotensatz besagt, dass die Summe aller Stréme in einem nicht ange-

schlossenen Sternpunkt gleich null sein muss. Somit gilt:

iy +iy +iy = 0. (3.9)

Fiir weitere regelungstechnische Betrachtungen ist es sinnvoll, die oben hergeleiteten Bezie-

hungen und die damit verbundene rdumliche Anordnung der Phasen zu beriicksichtigen und
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eine Darstellung zu wéhlen, die bei reduzierter Variablenzahl das reale Verhalten der Maschine
abbildet. Diese fiktive Raumzeigerdarstellung ist die geometrische Addition der Phasengrofien.
In géngiger Darstellung wird der Raumzeiger in einem kartesischen Koordinatensystem abge-
bildet, das die Koordinatenachsen o und  besitzt und als af-Koordinatensystem bezeichnet
wird [10] [13]. Die af-Transformation wird nach ihrer Entdeckerin Edith Clarke auch als
Clarke-Transformation bezeichnet [29]. Ublicherweise wird die Achse u in Deckung mit der a-
Achse gewdhlt, sodass von einem statorfesten Koordinatensystem gesprochen wird. In dieser
Arbeit werden Variablen, die im af-Koordinatensystem dargestellt werden mit dem Superscript
(aB) bezeichnet, beispielsweise bezeichnet i*f einen Stromvektor im statorfesten af -
Koordinatensystem. Abbildung 3.3 zeigt die Transformation eines Raumzeigers x in das
statorfeste af-Koordinatensystem. Die Summe aller Phasengréffen wird mit dem Index 0

bezeichnet.

Clarke

Abbildung 3.3: af3- bzw. Clarke-Transformation in ein statorfestes Koordinatensystem

Die analytische Darstellung der Clarke-Transformation ergibt sich zu:

_1 1 1 -
X 2 2 X
a 2 _ u
xB — Xg| = Tuvw—>a[3 X = § ‘10 E £ - | Xy (310)
X0 2 2 Xw
1 1 1
L2 2 2

In Gleichung 3.10 steht der Vektor x allgemein fiir Strome, Spannungen, Fliisse und weitere
elektrische Groéfsen, auf die die Clarke-Transformation anwendbar ist. Der Faktor g ist ein frei
wéahlbarer Skalierungsfaktor, der lediglich den Scheitelwert der resultierenden af3-Gréfsen
beeinflusst. Wird dieser Faktor wie hier zu % gewdhlt, so haben die resultierenden Sinus-
schwingungen im statorfesten Koordinatensystem eine identische Amplitude wie die

Sinusschwingungen der Phasengrofien.
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Fiir die inverse Transformation ergibt sich:

[1 0 1]
Xy |1 V3 |
x:[XV]:Tuvw—uxﬁ xaﬂ=| 2 2 '[XB]- (311)
X 1 V3 Xp
i -3 -3 1
2 2

Die hier vorgestellte Transformation ist ein Standard in der elektrischen Antriebstechnik und
wird in der Literatur ausfiihrlich dargestellt, beispielsweise in [10].

Zur weiteren Vereinfachung von regelungstechnischen Aufgaben wird das statorfeste
off - Koordinatensystem mit dem elektrischen Winkel @, gedreht. Bei einer konstanten
Drehzahl wg ergeben sich zwei konstante Groflen, auf die die Theorie der linearen Regelungs-
technik angewandt werden kann. Die Transformation wird als dg-Transformation oder nach
ihrem Entdecker Robert H. Park als Park-Transformation bezeichnet [30]. Der Ausdruck
Park-Transformation bezeichnet die direkte Transformation von Phasengréften in das rotorfeste
Koordinatensystem, ohne vorher eine Clarke-Transformation durchzufiihren, da Robert H.
Park die Transformation zeitlich vor Clarke vorgestellt hat. Im Folgenden wird aus diesem
Grund der Ausdruck dg-Transformation verwendet, wenn die Transformation aus dem
ap-Koordinatensystem in das dg-Koordinatensystem gemeint ist. Wird im Folgenden der Aus-
druck Park-Transformation verwendet, ist die direkte Transformation von Phasengréften in das
rotorfeste Koordinatensystem gemeint.

Mit der Transformation kénnen sinusférmige Groéfien vereinfacht in eine flussbildende Kom-
ponente (d-Achse) und eine momentenbildende Komponente (q-Achse) transformiert werden.
Voraussetzung hierfiir ist die Kenntnis des aktuellen elektrischen Winkels ¢ der Maschine.
Die Ausrichtung der Achsen ist beliebig, in der Antriebstechnik wird bei PMSM jedoch
iiblicherweise die d-Achse mit der durch den Permanentmagneten verursachten
Flussverkettung ausgerichtet [30].

Abbildung 3.4 zeigt die Transformation aus dem statorfesten afj-Koordinatensystem nach
Gleichung 3.10 in das rotorfeste dg-Koordinatensystem bei einer Drehung mit dem aktuellen
elektrischen Winkel @g. Bei einer Maschine mit Sternpunktverschaltung und nicht ange-
schlossenem N-Leiter ist die Summe der Strome gleich null und somit ebenfalls die

Nullkomponente der Clarke-Transformation.

iB d

iB dg-Transformation

Abbildung 3.4: dg-Transformation in das rotorfeste dq-Koordinatensystem

Modellierung und Regelung von fiinfphasigen Synchronmaschinen unter Beriicksichtigung von Séttigungseffekten und Mehrfachanisotropien



Grundlagen 13

Die analytische Beschreibung der dg-Transformation entspricht einer Rotation des

aB-Koordinatensystems um den Ursprung mit dem Winkel g nach Gleichung 3.12 [11].
cos(@el)  sin(@e) 0] [Xa«
= Tagoaq - X = Xq = —sm(cpel) cos(ger) Of|¥8 (3.12)
0 11 1Xo

Die inverse dg-Transformation ergibt sich zu:

1 d d COS((pel) - Sin((Pel) 0 Xd
xF = Ta[}—>dq ~x = qu—wt[} -xM = sin(@e])  cos(@e) O] |*a)- (3.13)
0 0 11 1Xo

Fiir die Park-Transformation von Phasengréfsen in das rotorfeste dg-Koordinatensystem ergibt

sich:

i 2T 41\ 1
corton)  cos(0a—2)  cos(oa =)

da 2| , 2m , 41
x0T = TaB—>dq ) Tuvw—wtﬁ "X = § —sin(@e) —sin ((Pel - ?) — s ((Pel - ?) " X.(3.14)

1 1 1

2 2 2

Fiir die inverse Park-Transformation gilt:

cos(@e1) — sin(@er) 1
21 ) 21
X = Tovap - Tapodq - ¥4 = |° (‘pe‘ N ?) - (‘pel N ?) L. xda, (3.15)
4m ) 4m
cos ((pel - ?> —sin <(Pe1 - ?> 1

Zur Modellierung wird im weiteren Verlauf ebenfalls die Zeitableitung der Transformations-
matrizen bendtigt. Mit der elektrischen Geschwindigkeit wg) als zeitliche Ableitung des

elektrischen Winkels @) ergibt sich:

d —sin(@e)  cos(@e) 0
gt Yap-dg = @el " | —C0s(@er)  —sin(@er) 0| = ~Wer *J - Tag-dq = ~®e1 " Tap-aq *J (3.16)
0 0 0
mit der Matrix:
0 -1 0
J= [1 0 0]- (3.17)
0 0 O
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Analog ergibt sich fiir die zeitliche Ableitung der inversen dg-Transformation:

q ~sin(@y) —cos(@e) O
aqu—’aB = Wel * [ cos(qe)  —sin(@e) 0] = Wei*J* Tagap = Wel * Tag-ap *J- (3.18)
0 0 0

3.4 Grundwellenmodell einer dreiphasigen Synchronmaschine

Im Folgenden wird eine analytische Beschreibung der dreiphasigen Synchronmaschine anhand
eines allgemeinen Ansatzes iiber die Flussverkettung hergeleitet. Hierbei werden zur Vereinfa-
chung folgende Annahmen getroffen:
* Der Aufbau der Synchronmaschine ist auf die Phasengroffen bezogen symmetrisch
(Spulenwiderstand und Induktivitidt der Phasen).
¢ Die Statoreisenséattigung wird vernachldssigt. Daraus folgt, dass der Zusammenhang
zwischen Flussverkettung und Strom linear ist. Dementsprechend sind die Induktivi-
taten konstant und es sind keine Kreuzkopplungseffekte vorhanden.
¢ Die Synchronmaschine wird von einem dreiphasigen Wechselrichter gespeist und ist in
Sternverschaltung ausgefiihrt (vgl. Abbildung 3.2). Der Sternpunkt ist nicht ange-
schlossen.
¢ Temperaturabhéngige Effekte werden vernachléssigt.
Dieses Modell wird im weiteren Verlauf dieser Arbeit als vereinfachtes Modell bezeichnet und
in Kapitel 4 auf fiinfphasige Maschinen unter Beriicksichtigung von Sattigungseffekten und
Mehrfachanisotropien erweitert.
In Kapitel 3.4.1 wird zunéchst die Differentialgleichung des elektrischen Teilsystems hergeleitet.
In Kapitel 3.4.2 folgt die Herleitung der Differentialgleichung des mechanischen Teilsystems.

3.4.1 Elektrisches Teilsystem

Bei der Betrachtung des elektrischen Teilsystems wird das Prinzip der elektromagnetischen
Induktion verwendet. Das Faradaysche Induktionsgesetz besagt, dass die induzierte Spannung
Ujnq in einer geschlossenen Leiterschleife dquivalent zur zeitlichen Ableitung der magnetischen

Flussverkettung ist [31]:

dy
Ujnd = E (319)

In Bezug auf die Flussverkettung wird in der elektrischen Maschine zwischen der durch den
Permanentmagneten verursachten Flussverkettung im Stator Ypy, der durch die Strome in den
Wicklungen verursachten Flussverkettung Py und der Statorflussverkettung ¢ = Ypy + Wy
unterschieden.

Die Spannung an einer Statorwicklung teilt sich in einen Spannungsabfall am Widerstand R

und die induzierte Spannung nach Gleichung 3.19 auf. Fiir die Spannungsgleichung folgt:

Modellierung und Regelung von fiinfphasigen Synchronmaschinen unter Beriicksichtigung von Séttigungseffekten und Mehrfachanisotropien



Grundlagen 15

d
=R-i+—1. :
u l+dt (3.20)

Das allgemeine Ersatzschaltbild PMSM ist in Abbildung 3.5 dargestellt. Das im Folgenden
hergeleitete Ersatzschaltbild der PMSM in rotorfesten Koordinaten zeigt Abbildung 3.6.

d

awPM,u
5 R Luu %
1

a ll"PM,w
L
iy R ww ﬁ
O L L N
uW

R Lg : R L

o—>—{ 1R o—>—{ 11—

Uq We] - Lq ’ iq TC) Ug el (Lq - 1ig + qJPM)\l/C)

Abbildung 3.6: Vereinfachtes Ersatzschaltbild einer PMSM im rotorfesten Koordinatensystem
ohne Sattiungs- und Kreuzkopplungseffekte

Die hier angegebene Gleichung 3.20 fiir Phasengrofsen gilt ohne Einschrinkung auch nach einer

Clarke-Transformation in das af-Koordinatensystem nach Gleichung 3.21.
d
u® =R-i% +alll“ﬂ (3.21)

Im Folgenden werden die Gleichungen aus dem statorfesten off - Koordinatensystem
entwickelt. Der Vektor der Statorflussverkettung ¥ wird in rotorfesten Koordinaten angegeben,
da sich beide Komponenten abhéngig von und sinusformig mit dem elektrischen Rotorwinkel
@e entwickeln und somit im dg-Koordinatensystem zu Gleichgrofen werden. Die
Statorflussverkettung wird durch den Statorstrom i%? und den Permanentmagneten verur-

sacht. Somit gilt:
dq . d
P4 =19 9 + ¢l (3.22)

mit der Matrix der absoluten Induktivitdten:
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dq _ [la O
qu[o Lq]_ (3.23)

Fiir den Fall einer isotropen Maschine gilt Ly = Lg = Ls. Werden die eingangs dieses Kapitels
getroffenen Annahmen beziiglich Eisenséttigung und Positionsabhéngigkeit nicht getroffen, so
wére eine Abhéngigkeit vom aktuellen Strom und der elektrischen Position zu beriicksichtigen.
Diese Erweiterung auf Sattigungseffekte und Mehrfachanisotropien findet in Kapitel 4 statt.

Die Statorflussverkettung ¥4 wird in das statorfeste af-Koordinatensystem iiberfiihrt.

d

, d d . d
Y = Tagoap - (L 19 + 93] ) = Tagoap - L' Tapoag - 1% + Tagoap Yoy (3.24)

Anschlieftend kann durch Einsetzen von Gleichung 3.24 in 3.21 die Spannungsgleichung in

statorfesten Koordinaten berechnet werden.

, d d . d d
u =R i+ (Taguap L™ Tapoaq ) + 5 (Tagoap - Woty) (3.25)

Fiir die zeitliche Ableitung des Terms Tgq_qg L. Top-dq * i% ergibt sich:

d dq . d dq i d .
at (qu—>(xB "L Tagodq - laﬁ) = dt (qu—>(xl3 L T(xB—>dq) % 4 LoF dt i“F. (3.26)

Durch Anwendung der Kettenregel auf den ersten Summanden der rechten Seite folgt:

d

d
dq . _ d .
gt (Taamag "L Tegoaq ) = G (Tagoag) L4 Tapoaq + £ (3.27)

d
d .
+ Tdgoap a([‘ q) - Topodq * ioP
d .
+ qu—wt[i -L44. a (T(xB—>dq) i

d
+ LB . — %
ac’

Die Verwendung der Ableitungen nach den Gleichungen 3.16 und 3.18 auf den ersten und
dritten Summand von Gleichung 3.27 ergibt:

d d ,
dt (qu-mﬁ L™ Togoaq - laﬁ)

d (3.28)
= Wy - (] LB _ 1B . ]) L i%B 4 Tagoap o (qu) - Tapdq - iaB
d
4+ LoB . —jaB
dt’
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Die Werte in der Matrix L99 werden hier als konstant angenommen und die zeitliche Ableitung
des zweiten Summanden in Gleichung 3.28 ergibt sich zu null. Einsetzen von Gleichung 3.28 in

Gleichung 3.25 liefert die Darstellung im statorfesten Koordinatensystem:
d
u =R o 4+ 1P 2ol e (-1 =% )) - i% + ey ] Tagoap - Yoy (3:29)

Der Ausdruck (J - P J) ergibt sich fiir Ly = Lq zu null. Diese Darstellung ist aufgrund
der zeitlichen Ableitung der sinusférmigen Stréome im af-Koordinatensystem zur Anwendung
von linearer Regelungstechnik nicht geeignet. Hierzu ist eine Darstellung im

dg-Koordinatensystem notwendig. Diese ergibt sich aus der Transformation der Gleichung 3.21:
dq jdq d dq
qu_)aB ‘u =R- qu_)aB o s o & (qu_)a[s . II) ) (330)
Eine linkseitige Matrixmultiplikation mit Teg_aq ergibt:
dq idq d dq dq
u™ =R-i" + T(x[}—>dq ) qu—wc[} ' &II) + Ta[}—>dq ) qu—wc[} e ) - P (331>
Fiir ein konstantes 1[1;1,;’,, und konstante Induktivitdten Lg und Lq ergibt sich:
dq :dq dq d ;dq dq
uld =R+ 199 i + wg - (J- %), (3.32)

Dies entspricht dem aus der Standardliteratur bekannten Grundwellenmodell [10] [13] [32].
Ohne die anfangs dieses Kapitels getroffenen Annahmen beziiglich der Sattigungseffekte gilt:

d
uld = R- i 4 92919, 1) + - (J - 92(i%, 9 ). (3.33)

Ausgehend von Gleichung 3.33 wird in Kapitel 4.3.1 ein erweitertes Modell des elektrischen
Teilsystems hergeleitet.

3.4.2 Mechanisches Teilsystem

3.4.2.1 Magnetische Co-Energie

Zur Herleitung der analytischen Gleichungen des mechanischen Teilsystems wird die magne-
tische Co-Energie verwendet. Die magnetische Co-Energie E., ist eine Hilfsgrdfse, die keine
direkte physikalische Bedeutung besitzt. Als mathematische Hilfsgrofse erlaubt die Co-Energie
jedoch eine vereinfachte Berechnung der elektromagnetischen Energiewandlung [5].

Die magnetische Energie Ep,g ist definiert als [33]:

v
Emag = J i dyr. (3.34)
0
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Der Stern als Superscript kennzeichnet die Laufvariable der Integration.

Fiir den Zusammenhang zwischen magnetischer Energie und magnetischer Co-Energie gilt [13]:
Eo =0 i- Emag (3.35)

E,, = fo P - di. (3.36)

Der Zusammenhang zwischen Stromstérke, Flussverkettung, magnetischer Energie und mag-

netischer Co-Energie fiir eine einfache Spule ist in Abbildung 3.7 graphisch dargestellt.

/////
il
_

z:To Emag

=]

2

:2 ECO

(]

A

.—S = /

L‘L‘ /

’l/ nicht- —
linearer Bereich Ij/ linearer Bereich /I/ linearer Bereich ;
o L T //I'é/ L

Stromstéarke —

Abbildung 3.7: Darstellung der magnetischen Energie und magnetischen Co-Energie (Autor
nach [5])

3.4.2.2 Herleitung der Momentengleichung in Phasengrofsen

Die Herleitung der Drehmomentberechnung nach [13] erfolgt {iber eine Leistungsbilanz einer
als verlustfrei betrachteten Synchronmaschine. Verluste wie die mechanische Reibung oder
ohmsche Verluste iiber dem Widerstand koénnen separat betrachtet werden und fliefsen hier
nicht in die Betrachtung ein.

Die zugefiihrte elektrische Leitung P teilt sich im System in eine mechanisch abgegebene
Leistung Ppecp und in eine Anderung der im System gespeicherten magnetischen Energie Emag
auf [13].

dE
Pel = Pmech + drzag (3'37)

Fiir ein dreiphasiges System, das in Phasengrofien betrachtet wird, ergibt sich fiir die elektrische

Leistung bei Vernachlissigung des Spannungsabfalls iiber dem Widerstand [5]:

dg, . dy, - dyy

T+1V'T+IW'T, (338)

Pel =1y -

o dP

Pel =1 - E (339)
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Eine Vernachlassigung des Spannungsabfalls iiber dem ohmschen Widerstand in Abbildung 3.5
ist zuléssig, da dieser vom magnetischen System separiert ist [13|. Die mechanische Leistung
einer Synchronmaschine berechnet sich aus dem Produkt des Drehmoments mit der

mechanischen Winkelgeschwindigkeit wmecn [10]:

Prhech = M * Wmech (3-40)
d
Proch = M -%. (3.41)

Finsetzen der Gleichungen 3.38 und 3.41 in 3.37 und eine Multiplikation mit dt ergibt:
dEmag =iy - dyy +iy - dyy + iy - APy, = M- d@mech- (3.42)

An dieser Stelle wird die Hilfsgrofe der magnetischen Co-Energie verwendet. Gleichung 3.35

wird hierzu auf dreiphasige Maschinen angewandt ebenfalls als Differenzial betrachtet [5]:
dEco = d(iy - Yy +iy - Yy + iy - U) — dEpag (3.43)

Eine Umformung von Gleichung 3.43 nach dEp,, und anschliefendes Einsetzen in 3.42 ergibt:
dE., = Yy - diy + Py - diy + Yy iy + M - d@pech- (3.44)

Zur Durchfiihrung eines Koeffizientenvergleichs wird 3.44 als totales Differential der magneti-
schen Co-Energie, die von den Strangstromen und dem elektrischen Winkel abhéngig ist,

dargestellt.
JE . 0E. 0E; JOE

dEco(iv (pmech) = ?ZO : dlu + a_lv ' diV + aiw : diw + ﬁ : d(pmech (3.45)

Der Koeffizientenvergleich der Gleichungen 3.44 und 3.45 ergibt fiir das Drehmoment:

0E¢,

=0 3.46
a(Pmech ( )

Diese Gleichung ist nur giiltig, wenn die Strangstrome konstant gehalten werden. Ebenfalls aus
dem Koeffizientenvergleich ergibt sich eine Moglichkeit, die Statorflussverkettungen iiber die
magnetische Co-Energie auszudriicken. Die Flussverkettungen ergeben sich zur partiellen
Ableitung der Co-Energie nach dem betrachteten Strangstrom. In vektorieller Schreibweise gilt

dann:
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[0Eco]
diy

OEc, |0Ec,
Y= =G, | (347)
9Ec,

i, |

3.4.2.3 Herleitung der Momentengleichung im dq-Koordinatensystem

Die im vorherigen Kapitel hergeleitete Momentengleichung ist in Phasengroften ausgedriickt.
Analog zur Modellbildung des elektrischen Teilsystem in Abschnitt 3.4.1 ist jedoch eine For-
mulierung im rotorfesten Koordinatensystem wiinschenswert. Eine direkte Transformation von
Gleichung 3.46 ist nicht moglich, da es sich bei der Co-Energie um einen Skalar handelt und
eine Multiplikation mit der Transformationsmatrix nicht mdoglich ist.

AusschlieRlich in diesem Kapitel wird die Nullkomponente vernachlissigt. Der Vektor i%d
besteht somit aus den Komponenten ig und ig. Dementsprechend verhélt es sich auch mit dem
Vektor der Statorflussverkettung und den Transformationsmatrizen. Zur weiteren Herleitung

wird die Gleichung der elektrischen Leistung im rotorfesten Koordinatensystem aufgestellt.

=it ¥ _r T, .i)T,d(qu-’“vw“/’dq(idq: Pe1)
el — dt _ \da-uvw * Tuvw-dg dt

dlpdq(idql q’el))
dt (3.48)

= (qu—mvw : idq)T : qu—>uvw ' <mel ] lpdq(idq‘ (\Oel) +

dypa (i, <Pe1)>

3 . ;

Der Faktor ; ergibt sich aus der aus der links- und rechtsseitigen Multiplikation von i mit
der Transformationsmatrix Tqquvw-

Einsetzen von 3.48 in 3.37 liefert:

dp(i%, @)
dt

dE
) =M - Omech + ;t‘ag. (3.49)

;' (idq)T ’ <(’0e1 ] Ipdq(idq' (pel) +

Es gilt weiterhin:

d@mech
% = Wmech (3-50)

und somit:

d(Pmech —

dt. (3.51)
Wmech
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Mit @] =P * @mech UNd We] = P * Wpech €rgibt sich durch Einsetzen von Gleichung 3.51 in 3.49:

3 _ ,
E : (ldq)T : (p : ] : wdq(ldq’ (Pel) : d(Pmech + dwdq(ldq’ (Pel)) =M- d(Pmech + dEmag- (3-52>

Die totalen Differentiale von dp® und dEpag ergeben sich zu [34]:

[ alIJd dig + Y44 ]
. +—= h
dll)dq(idq © )= [dlljd(ld:lq; (Pmech)] | ald alq a(Pmech mee |
» T mech dlqu(id:iq:(Pmech) |a'~|"qd +&dl lqu d | (3.53)
a d d al a(pmeCh (meChJ
J0E J0E 0E
dEmag(idr ig, @Pmech) = arir;ag dig + ali:ag diq a(prr::f d@mech- (3.54)
Des Weiteren seien definiert:
oY’ 1 0pa  0Yq ]T
O@mech 0@Pmech  O@mech] (3.55)
T
aEmag_ aEmag aEmag
dide | 0ig dig |’ (3.56)
- 1T
Oy _ [0 OV
aida ~ | diq  0iq |’ (3.57)
] 0P, Ag]"
Y _ LA (3.58)
gida  [0ig  dig |

Finsetzen der Gleichungen 3.53 und 3.54 Gleichung 3.52 unter Beriicksichtigung der obenste-

henden Definitionen und anschlieftendes Umstellen nach M - d@pecn ergibt:

3
M- d(Pmech = E : (idq)T . (p : ] : wdq(iqu (Pel) ) d(Pmech)

a‘l)dq aEmag
a(pmech a(pmech

T T
(2 (Wa, Oa)  (OFmag) ) g
2 \9dida * gida dida

Der erste Summand aus Gleichung 3.59 entspricht der Summe aus dem Permanentmagnet-

3 .
+ <E ' (ldq)T : ) ' d(pmech

(3.59)

moment und dem Reluktanzmoment.
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Der zweite Summand stellt die partielle Ableitung der im rotorfesten Koordinatensystem
ausgedriickten magnetischen Co-Energie nach dem mechanischen Winkel dar [34]. Die
Berechnung der Co-Energie im rotorfesten Koordinatensystem wird in Kapitel 0 beschrieben.
Es sei hervorgehoben, dass die Werte der Co-Energie sich zwischen der statorfesten und
rotorfesten Betrachtung unterscheiden [35]. Der zweite Summand ist mittelwertfrei und
beinhaltet die Momentenwelligkeit inklusive von Rastmomenten [14]. Eine genauere Betrach-
tung des Einflusses des Summanden auf das Drehmoment findet sich in der Validierung der
Gleichungen in Abschnitt 4.5.3.

Der dritte Summand von Gleichung ergibt sich nach [34] und [36] zu null. Hieraus folgt, dass
das erzeugte innere Moment unabhiingig von der aktuellen Anderungsrate der Stréome und
Flussverkettungen ist [34].

Eine Division von Gleichung 3.59 durch d@ecn ergibt die vollstdndige Momentengleichung im

rotorfesten Koordinatensystem:

. aEgg(idq' (pel)

(3.60)
a(pel

3
M=c-p- @' (l -pa(ida, (pel)) +p

Die Gleichung 3.60 gilt ohne Einschrinkungen auch fiir den Sattigungsbereich, d.h. wenn kein
linearer Zusammenhang zwischen ¥ und i angenommen wird. Diese Gleichung dient als
Grundlage der weiteren Betrachtungen in dieser Arbeit und beinhaltet Nichtlinearitdten und
Sattigungseffekte. Der Vollstandigkeit halber wird im Folgenden die Gleichung kurz fiir die
Annahme von linearem Maschinenverhalten und in Skalargréfsen dargestellt. Durch die
Vernachlissigung von positionsabhéngigen Effekten wird der zweite Summand von Gleichung
3.60 zu null und es ergibt sich die aus der Standardliteratur bekannte Gleichung fiir das

Drehmoment von Synchronmaschinen [10]:

3

M=2-p- @07 (- 9%) (3.61)

oder in skalaren Groéfen ausgedriickt:
3 : .
M=§'p'(l|1d'lq—¢q'ld)- (3.62)

Nimmt man an, dass die Flussverkettung des Permanentmagneten qjgl?,[ nur in der d-Achse

wirkt, dann folgt:
_ 3 dq . . .
M=2-p: (Wpmq igt+ (La = Lg) +iq - ig)). (3.63)

Gleichung 3.63 gilt fiir PMSM mit Reluktanzanteil am Moment, der beispielsweise bei der

Verwendung von vergrabenen Magneten relevant wird. Fiir eine reine Synchron-
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Reluktanzmaschine fallt der Summand wg&,d +iq durch wg&,d =0 weg. Bei einer Maschine

ohne Anisotropie gilt Ly = Lq und fiir das Drehmoment somit:

M =

N| W

d .
‘p- lIJP;l/[,d . lq' (364)
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4 Modellierung fiinfphasiger
Synchronmaschinen

Im Folgenden wird die Modellierung fiinfphasiger Maschinen detailliert beschrieben. In
Abschnitt 4.1 werden die Testsysteme und die Topologie der Leistungselektronik beschrieben.
Anschliefsend wird in 4.2 eine erweiterte Koordinatentransformation eingefiihrt, welche die
Regelung von fiinfphasigen Maschinen ermdglicht. Diese wird in Abschnitt 4.3 verwendet, um
ein analytisches Modell der fiinfphasigen Synchronmaschine herzuleiten, welches sowohl
Sattigungseffekte als auch Mehrfachanisotropien beriicksichtigt. Das Modell wird anschliefsend
in Abschnitt 4.4 anhand von FEM-Simulationen validiert.

4.1 Beschreibung der Testsysteme

Im BMBF-geforderten Verbundforschungsprojekt EMIiLE (Akronym fiir ,Elektro-Motor
integrierte Leistungs-Elektronik) wird ein hochintegriertes, modulares Antriebssystem entwi-
ckelt mit dem Ziel, Leistungsdichte und Wirkungsgrad zu steigern und Systemkosten zu senken
[37]. Ziel ist eine Hochintegration des Wechselrichters in das Gehéuse des Elektromotors mit
einem gemeinsamen Kiihlkonzept, um Schnittstellen und Bauraum zu reduzieren. Hierfiir wird
das Konzept des ,jintelligenten Einzelzahns* oder ,,Smart Stator Tooth* (SST) realisiert, in dem
jede Spule des in Zahnspulentechnik ausgefiihrten Motors mit einem der intelligenten
Einzelzdhne verbunden wird. Jeder Einzelzahn besteht aus einer H-Briicke mit Gate-Treiber,
einem Kommunikationsmodul und der Stromsensorik [38]. Auf der Gleichspannungsseite sind
die einzelnen SST-Module {iiber eine ,DC-Busbar® mit einem Kondensator verbunden.
Abbildung 4.1 links zeigt eine schematische Darstellung eines beispielhaften Antriebs mit neun
Spulen. Auf der rechten Seite ist ein Bild des verwendeten intelligenten Einzelzahns, bestehend

aus einer Spule und einem SST-Modul, dargestellt.

DC-Busbar

Einzelspule mit Wicklung

intelligentes
Einzelzahnmodul

Smart
stator tooth

Abbildung 4.1: links: Schematische Darstellung des Konzepts des intelligenten Finzelzahns mit

,DC-Busbar® [38], rechts: Bild eines intelligenten Einzelzahnmoduls mit einer Einzelspule
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Die in dieser Arbeit experimentell untersuchten Maschinen sind fiinfphasige Maschinen mit
zehn Spulen und einer Polpaarzahl von p = 6. Die Auswahl einer fiinfphasigen Maschine
ermoglicht neben einem hoéheren Wicklungsfaktor fiir die Grundwelle die Verwendung der
dritten Harmonischen in den Flussverkettungen bzw. Phasenstromen zur Erzeugung eines
konstanten Drehmoments [9).

Es werden zwei Testsysteme aufgebaut: ein Testsystem mit einem Motor mit reduzierter
Leistung und aufienliegender Leistungselektronik, der in Kapitel 4.1.1 beschrieben wird, und
ein Motor mit erhohter Leistung und hochintegrierter Leistungselektronik, der in Abschnitt
4.1.2 beschrieben wird.

4.1.1 Testsystem mit aulenliegender Leistungselektronik

Zur Validierung der Modellbildung des fiinfphasigen Antriebs wird ein Demonstrator mit
aukenliegender Leistungselektronik mit geringerer Nennleistung, als der in Abschnitt 4.1.2
vorgestellte hochintegrierte Demonstrator, aufgebaut. Dieser Demonstrator wird fiir die
Simulationen und Messungen in den Kapiteln 4 bis 6.1 verwendet, die sich insbesondere auf die
Motorseite beziehen und in Kapitel 5 die Messung einer Spulenspannung erfordern, was in
dem hochintegrierten Testsystem nicht moglich ist. Eine Beschreibung und Bebilderung des
Testsystems findet sich in Abschnitt 5.8.1. Die Nenndaten des Antriebssystems sind in Tabelle
4.1 aufgelistet.

Nennmoment Myenn 120 Nm
Nenndrehzahl nyenn 600 rpm
Nennleistung Pyenn 7,5 kW

Nennstrom (Spule / Phase) Iyenn (8,27 A / 16,54 A(Scheitelwert)
220 V (Scheitelwert)

21,9 mH (unbestromt)

Nennspannung Uyenn

d-Induktivitat

g-Induktivitét 21,7 mH (unbestromt)

Polpaarzahl 6

Spulen pro Phase 2

Widerstand (Spule / Phase)

0,99 Q / 0,495 Q

PM-Flussverkettung Wpy g

0,503 Wb (unbestromt)

PM-Flussverkettung Wpy q3

0,0171 Wb (unbestromt)

Tabelle 4.1: Nenndaten des Testsystems mit aufSenliegender Leistungselektronik [9]

4.1.2 Hochintegriertes Testsystem

Des Weiteren wird ein neuartiges Kiihl- und Integrationskonzept entwickelt, mit dem die SST-
Module hochintegriert in einem Gehiuse mit dem Motor verwendet werden kénnen. Dieses
ab Kapitel 6.2

flinfphasigen Antriebssystems

Testsystem wird um den Gesamtwirkungsgrad eines

Die

verwendet,

hochintegrierten, zu untersuchen. Nenndaten des
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entwickelten Motors sind in Tabelle 4.2 gegeben [9]. Abbildung 4.2 zeigt die Drehzahl-
Drehmomentkennlinie des Antriebs. Im Rahmen dieser Arbeit wird auf die Umsetzung eines
Feldschwachalgorithmus verzichtet, weswegen die erreichbare Drehzahl auf die Nenndrehzahl
von 600 rpm begrenzt ist. Der Statorblechschnitt des Motors und eine Fotografie des
Integrationskonzepts werden in Abbildung 4.3 dargestellt.

Nennmoment Myenn 350 Nm
Nenndrehzahl nyenn 600 rpm
Nennleistung Pyenn 22 kW
Nennstrom (Spule / Phase) Iyenn 18,91 A / 37,82 A (Scheitelwert)
Nennspannung Uyenn 226 V (Scheitelwert)
d-Induktivitat 7,9 mH (unbestromt)
g-Induktivitit 7,1 mH (unbestromt)
Polpaarzahl 6
Spulen pro Phase 2
Widerstand (Spule / Phase) 0,218 Q / 0,109 Q
PM-Flussverkettung Wpy 4 0,62 Wb (unbestromt)
PM-Flussverkettung Wpy q3 0,029 Wb (unbestromt)
Lénge / Aktivteillinge 850 mm / 300 mm
Breite / Hohe 260 mm / 260 mm
Volumen 57,51
Nennleistungsdichte 0,4 kW/1
Nenndrehmomentdichte 6 Nm/1
Tabelle 4.2: Nenndaten des verwendeten Motors [9]
M/n-Kennlinie
400
El
Z. 300 \\
B N\
2 20
Q
: N\
¢ 100
& \
0
0 20 400 600 800 1000

Drehzahl [rpm)]
Abbildung 4.2 Drehzahl-Drehmomentkennline des Antriebssystems bei Nennstrom nach

Auslegung
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Ringkondensator
mit DC-Busbar
. Ny

Abbildung 4.3: links: Blechschnitt und Rotorgeometrie des fiinfphasigen Motors, rechts:
Fotografie aus Sicht des B-Lagerschilds mit SST-Modul und Ringkondensator

Auf eine ausfiihrliche Beschreibung der Maschine und des Integrationskonzepts wird hier
verzichtet, da der Fokus dieser Arbeit auf regelungstechnischen Fragestellungen liegt. Fiir
weitere Details beziiglich der Motoroptimierung sei auf [39] sowie [40] verwiesen. Das Integra-
tionskonzept wird detailliert in [9], [41] und [42] beschrieben.

Fiir die Entwicklung der Regelung ist die in Abbildung 4.4 dargestellte leistungselektronische
Topologie des Wechselrichters relevant. Jede der zehn Spulen wird von einer H-Briicke ange-
steuert und die Phasen sind untereinander weder im Stern noch im Dreieck verschaltet. Das
bedeutet, dass die Strome und Spannungen in jeder Spule unabhingig vom aktuellen Zustand
der anderen Spulen gestellt werden kénnen. Fiir die Entwicklung einer Regelung ergeben sich
damit neben der Erweiterung der Park-Transformation und des Regelungskonzepts auf fiinf
Phasen folgende Besonderheiten:

¢ Die Summe aller Spulenstrome ergibt sich nicht automatisch zu null wie in Maschinen
mit Sternpunktverschaltung. Dementsprechend ist in der Park-Transformation eine
Nullkomponente zu beriicksichtigen.

¢ Jede Spulenspannung bzw. jeder Spulenstrom kann unabhéngig von den Spannungen
bzw. Strémen in den anderen Spulen gestellt werden. Eine Kopplung findet lediglich
durch induktive Effekte statt.

¢ Die Schaltung ermdglicht die Injektion von Strom- und Spannungsharmonischen
beliebiger Ordnung in die Spulen, wohingegen bei Sternpunktverschaltung bei
m-phasigen Maschinen keine Harmonischen der Ordnungen m, 2m, 3m, ..., k - m moglich
sind.

* Im vorgestellten Fall einer flinfphasigen Maschine mit zehn Spulen ist jede Phase
doppelt vorhanden. Die einzelnen Spulen einer Phase kénnen jedoch unabhéngig von-
einander geschaltet werden (beispielsweise: Phase U; und U, in Abbildung 4.4). Dies
ermoglicht eine beliebige Verteilung des Phasenstroms auf beide Spulen bis hin zum

kompletten Abschalten einer Spule und dem Betrieb des Motors mit nur fiinf Spulen.
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Abbildung 4.4: Leistungselektronische Topologie eines fiinfphasigen Wechselrichters mit

Ringkondensator und Vollbrickenmodulen bei der Verwendung von zehn Spulen [9]

4.2 FErweiterte Koordinatentransformationen

Die Modellbildung verfolgt analog zum Vorgehen beim Grundwellenmodell einer dreiphasigen
Maschine in Abschnitt 3.4 das Ziel, die relevanten Wechselgrofen der Maschine in Gleichgrofen
zu iiberfithren, um lineare regelungstechnische Ansétze zur Motorenregelung zu verwenden.
Hierfiir werden analog zu [2| die Transformationsmatrizen der Grofe 3 x 3 auf Matrizen der
Grofse 5 x 5 erweitert. Fiir die Transformation von statorfesten Grofen in rotorfeste Grofen
wére auch eine Matrix der Grofe 5 x 3 denkbar, die jedoch nicht quadratisch und somit nicht
invertierbar ist. Des Weiteren gingen durch eine Transformation dieser Art Freiheitsgrade
verloren, die in der Regelung nutzbar sind. Fiir m-phasige Maschinen gilt, dass Harmonische
in der PM-Flussverkettung bis zu einer Ordnung von m — 2 einen konstanten Beitrag zur
Drehmomentbildung liefern kénnen [2].

Dementsprechend verfolgt die erweiterte Koordinatentransformation das Ziel, die dritte
Harmonische der zu transformierenden Grofie ebenso wie die Grundwelle auf eine Gleichgrofse

ZU projizieren.

4.2.1 Fiinfphasige Clarke-Transformation

Analog zur dreiphasigen Clarke-Transformation aus Abschnitt 3.3 wird fiir die fiinfphasige
Maschine eine Transformation in statorfeste Koordinaten verwendet. Im Folgenden wird von
einer Ausgangsgrofie, bestehend aus einer Grundschwingung, einer dritten Harmonischen und

einer konstanten Summe aller Phasengrofen ausgegangen. Der Einfluss hoherer Harmonischer
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wird in Abschnitt 4.2.4 betrachtet. Zu beachten ist, dass eine Transformation in ein
ap-Koordinatensystem, also eine Transformation auf zwei Groéfsen zwar moglich, fiir die
Riicktransformation jedoch nicht mehr eindeutig ist, da in diesem Fall die Bildung der Inversen
einer nicht-quadratischen Matrix noétig ist. Dementsprechend wird ein zusétzliches
o3 B3-Koordinatensystem eingefiihrt, das mit der folgenden erweiterten dg-Transformation die
dritten Harmonischen der zu transformierenden Groéfsen in Gleichgrdfsen abbildet. Des Weiteren
existiert in der untersuchten Maschine keine Sternpunktverschaltung, weswegen die Summe
aller Stréme sich nicht mehr zwingend zu null ergibt (vgl. Abbildung 4.4). Daraus folgt die
Notwendigkeit einer weiteren Komponente, die die Summe aller Phasengrofsen abbildet. Diese
Komponente wird als Nullkomponente bezeichnet. Die Clarke-Transformation erweitert sich
somit auf eine afazB;0-Transformation. Abbildung 4.5 =zeigt die entkoppelten
Koordinatensysteme der Grundschwingung und der dritten Harmonischen mit einer
Darstellung des Nullsystems. Der Vektor der Phasengrofien erweitert sich von der Grofe 3 x 1
auf die Grofse 5 x 1.

Im Folgenden werden ausschliefslich fiinfphasige Systeme betrachtet. Aus diesem Grund werden
die Superskripte ,,af und ,,dq“ ab hier fiir die flinfphasigen Darstellungen verwendet. Ebenso
bezeichnet der Ausdruck dq-Transformation eine fiinfphasige Transformation. Ein Vektor x*8
besteht aus den fiinf Komponenten a, 8, as, B3 und 0. Die im vorherigen Kapitel verwendete
Darstellung der dreiphasigen Systeme ist dementsprechend ein Spezialfall der hier vorgestellten
fiinfphasigen Variante. Gleiches gilt fiir Vektoren mit dem Superskript ,dq*. Ein Vektor x%4
besteht auf den fiinf Komponenten d, q, d3, q3 und 0. In den Bezeichnungen der
Transformationsmatrizen wird bei Phasengroften weiterhin der Index ,uvw* verwendet. Dieser
bezieht sich ab hier auf die fiinf Phasengréfen u, v, w, x und y.

Die Transformationsmatrizen, beispielsweise Tyyw-ag, beziehen sich ab hier ebenfalls auf die

jeweiligen fiinfphasigen Varianten.
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Clarke-Transformation

3. Harmonische

X3 o3

Abbildung 4.5: Erweiterte Clarke-Transformation fir finfphasige Maschinen

Die analytische Darstellung der erweiterten Clarke-Transformation ergibt sich mit dem

Phasenwinkel y = % T zu [2]:

rcos(0) cos(y) cos(2y) cos(3y) cos(4y) T
sin(0) sin(y) sin(2y) sin(3y) sin(4y)
2 |cos(0) cos(3y) cos(6y) cos(9y) cos(12y)

Tyoweg = = - : .
ww=aB = 5 sin(0) sin(3y) sin(6y) sin(9y) sin(12y) (4.1)
1 1 1 1 1
-2 2 2 2 2 -

Der Vorfaktor entspricht einer Skalierung. Der Wert % ergibt eine amplitudeninvariante
Transformation, bei der die Amplitudenwerte der Transformierten den Amplitudenwerten der
Grundschwingung bzw. der dritten Harmonischen entsprechen. Fiir eine zu transformierende

Grofe x in Phasengrofien in eine Grofe im statorfesten af-Koordinatensystem x®f gilt:

5]

x = Xq3 | = Tuvw—>aB X = Tuvw—>aB | Ewf (4.2)
%] 5
Xo Xy
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Analog zum dreiphasigen Fall gilt, dass Tyywoag €ine orthogonale Matrix mit Vorfaktor ist.

Somit ergibt sich die inverse Transformationsmatrix Teg uyw zU

cos(0)  sin(0) cos(0) sin(0) 1

cos(y) sin(y) cos(3y) sin(3y) 1
Tapouvw = Tavwoap = [COS(2Y) sin(2y) cos(6y) sin(6y) 1f (4.3)

cos(3y) sin(3y) cos(9y) sin(9y) 1

cos(4y) sin(4y) cos(12y) sin(12y) 1

4.2.2 Fiinfphasige dg-Transformation

Nach Anwendung der erweiterten Clarke-Transformation zur Transformation in das stator-
feste, fiinfphasige afj-Koordinatensystem erfolgt eine erweiterte dg-Transformation in zwei
rotorfeste Koordinatensysteme, die als dg- und dsgs-Koordinatensystem bezeichnet werden.
Komponenten, die in Phasengrofen die Frequenz der elektrischen Drehzahl haben, werden in
das dg-Koordinatensystem als Gleichgrofe projiziert. Phasengrofien, die mit der dreifachen
elektrischen Frequenz oszillieren, werden als Gleichgroffe im dsqs-Koordinatensystem
abgebildet. Abbildung 4.6 zeigt eine grafische Darstellung der erweiterten dg-Transformation

fiir fiinfphasige Maschinen.

Fiinfphasige dg-Transformation

Grundschwingung

iBs

3. Harmonische

|

X3 g

X X
_0 Nullsystem _0
1 1 1 i1 1 1 1 i1
5% Fv x5 o 5 5K 5 5

Abbildung 4.6: Erweiterte dg- Transformation fiir fiinfphasige Maschinen

Die analytische Beschreibung entspricht einer Rotation des Koordinatensystems der Grund-

schwingung mit dem elektrischen Winkel ¢ und einer Rotation des Koordinatensystems der
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dritten Harmonischen mit dem dreifachen elektrischen Winkel 3 - @¢;. Die Null-Komponente
entspricht im rotorfesten Koordinatensystem der Addition aller Teilkomponenten in den
Phasengrofsen und wird somit im Vergleich zum statorfesten Koordinatensystem nicht
verdndert. Fiir die Rotationsmatrix aus dem statorfesten Koordinatensystem in das rotorfeste

Koordinatensystem Tgg_qq €rgibt sich somit:

[ cos(@e1)  sin(@er) 0 0 0]
—sin(@e)  cos(@e) 0 0 0

Tap-aq = 0 0 cos(3@e)  sin(3¢e) Of (4.4)
0 0 —sin(3ge) cos(3@e) 0
0 0 0 0 1

Mit der Matrix Tegqq kann fiir fiinfphasige Systeme ein Vektor x* nach Gleichung 4.5 in

einen Vektor x%9 im rotorfesten Koordinatensystem transformiert werden.

Xd Xa
. ]
dq = Xd3 = T ap—dq X af — T ap—dq X3 (45>
XB3
X0

Fiir die Berechnung der Inversen gilt somit:

[COS((pel) - Sin((Pel) 0 0 0
sin(@e1)  cos(@el) 0 0 0
qu—)(x[i = T(x_[31—>dq = 0 0 COS(B(pel) _Sin(gcpel) 0l (46>
0 0 sin(3¢e) cos(3pe) O
0 0 0 0 1

Die direkte Transformationsmatrix Tyyw-dq zZWischen Phasengrofen und rotorfesten Grofsen

ergibt sich aus der Multiplikation der Transformationsmatrizen Teg_qq Und Tyywoag:

Tuvw—>dq = lag-dq - Tuvw—nl[} =

—sin(@e)  —sin(@e — ) —sin(@e; — 2Y) —sin(@e; — 3y) — sin(@e; — 4v)
cos(3@e)  cos(3(@e1 —Y))  cos(B(@er —2Y))  cos(B3(@er —3Y))  cos(3(@e — 4Y))

[ cos(@e)) cos(@e] — V) cos(@e — 2Y) cos(@e — 3Y) cos(@e) — 4y) ]
| | ¢
Il sm(3<pe1) —sin(3(@e1 —v)) —sin(3(@e1 —2Y)) —sin(3(@e —3y)) — sm(3(<pe1 4v) |

2
5

1 1 1

2 2 2 2
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Es lasst sich leicht zeigen, dass auch diese Matrix orthogonal mit Vorfaktor ist und somit fiir

die inverse Matrix Tgq_uyw gilt:

-1

qu—)uvw = uvw—dq =
cos(@er) — sin(@e1) cos(3@e1) —sin(3@e1) 1
cos(@e1 —Y)  —sin(@e —y)  cosB(@e—Y))  —sin(B(@e—v)) 1 (4.8)

cos(@ —3y) —sin(@e; —3y) cosB(@e1 —3Y)) —sin(B(pe —3y)) 1

cos(@e; — 2y)  —sin(@e — 2y)  cos(3(@er —2y)) —sin(B(@e —2y)) 1 ‘
cos(@e; —4y) —sin(@e —4y) cos(3(@er —4y)) —sin(B(@e —4y)) 1

Fiir die Transformation eines Vektors x in Phasengréfen zu einem Vektor x% in rotorfesten

Koordinaten folgt:

Xd Xy
a1 5
x1 = [xq3| = Tuvw—>dq X = Tuvw—)dq | Xw | (49)
X X
a3 X
Xo | %, |

Die zeitliche Ableitung der Transformationsmatrix Equ—’“B mit der fiinfphasigen Entspre-

chung der Matrix J aus Gleichung 3.17, die als J5 bezeichnet wird ergibt sich zu:

d
aqu—)a[S = We * J5 - T(x[i—>dq (410)
mit:
[0 -1 0 O 0]
[T 0 0 0 Of
15=|0 0 0 -3 0|. (4.11)
0O 0 3 0 O
l0 0 0 O 0J

4.2.3 Validierung der Transformation

Die in den Kapiteln 4.2.1 und 4.2.2 vorgestellte erweiterte Park-Transformation wird anhand
eines einfachen Beispiels validiert. Gegeben sei ein Vektor mit Phasengréfsen x, dessen
Komponenten eine Uberlagerung aus Grundwelle und dritter Harmonischer darstellen und
jeweils um 2?“ verschoben sind. Die Parameter 8; und 03 stellen feste Phasenverschiebungen
fiir die Grundwelle und die dritte Harmonische dar, die fiir alle Komponenten identisch sind.
Die Parameter a; und az geben die Amplitude der entsprechenden Schwingung an. Somit

ergibt sich:
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ay - CoS(@Pey +61) +az - cos (3 (e + 03))

2m 21
Xy ay - cos(@er — = +01) +az-cos (3 (Pe — T +03))

[X ] 41 4m

\'4
x(@op) = |Xw| = |31 €OS(@e1 =5+ 81) + a3 - cos 3+ (@1 — ==+ 03))| (4.12)

|_ny ay - cos(@er — = +81) +az-cos (3 (Qe — T +03))

8n 8n
a1 - COS(QPe) — = +01) +az-cos (3 (Pe — = +63)) ]

Die Multiplikation der Phasengrofe x(¢@e)) mit der Transformationsmatrix Tyyw—aq €rgibt die
Darstellung x49 im rotorfesten Koordinatensystem. Durch die Verwendung von trigonometri-

schen Beziehungen, der Additionstheoreme und der Doppelwinkelfunktion nach [43] ergibt sich:

[Xd 1 Xu a; - cos(0;)

Xq [ a, - sin(6,) ]

x1 = |Xa3 | = Tyywodgq - I =laz - cos(3 - 03)] (4.13)
Xq3 [a3 51n(3 93)J
X xy

Fine ausfiihrliche Darstellung der Berechnung ist nicht iibersichtlich moglich, da nach dem
Ausmultiplizieren pro Zeile 20 Sinus- bzw. Cosinus-Terme vorhanden sind. Im Anhang 8.1.1
findet sich ein Skript fiir die Berechnung mit Hilfe von MATLAB und der ,Symbolic Toolbox*.
Gleichung 4.13 zeigt, dass die transformierte GroRe x99 nicht linger von dem elektrischen
Winkel ¢ abhéngig ist. Die Aufteilung auf die d- und g-Achsen erfolgt iiber die
Phasenverschiebungen der Ausgangsfunktionen 6; und 65 . Fiir 6; =0 ergibt sich
Xg =a;und xq = 0, bei 6, = g ergibt sich x4 = 0 und x4 = a;.

Weiterhin zeigt Gleichung 4.13, dass die dritte Harmonische der Ausgangsfunktion ebenfalls in
konstante Groflen iiberfithrt wird, die analog zu den Komponenten der Grundwelle nur von
den Parametern 8; und a3 abhéngig sind. Abbildung 4.7 zeigt einen beispielhaften Verlauf der
Phasengrofsen und der transformierten, rotorfesten Gréfsen nach Anwendung der

. . 1 —4T 2m
Park-Transformation fiir den Parametersatza; = —1,a3 = 7 0, = - und 0; = —
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Darstellung in Phasengrofien
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Darstellung in transformierten Gréfen

e
3y

Funktionswert ||
S
o o

d q d3 XqS
| | |

-3 -2 -1 0 1 2 3
Winkel [rad]

Abbildung 4.7: oben: Darstellung eines PhasengrifSenverlaufs mit Grundwelle und dritter

Harmonischer, unten: Darstellung der transformierten Grdfie nach Anwendung der

Park-Transformation

4.2.4 Transformation von Harmonischen hGherer Ordnung

In realen Systemen treten nicht ausschliefflich Grofen auf, die aus Grundwelle mit iiberlagerter
dritter Harmonischer bestehen, sondern ebenso Gréfien mit Harmonischen héherer Ordnung
[13]. Im Folgenden wird untersucht, wie sich diese Harmonischen im transformierten dg-System
verhalten. Hierfiir wird der Ansatz 4.12 um beliebige, {iberlagerte, ungeradzahlige Harmonische
erweitert. Die Einschrankung auf ungeradzahlige Harmonische ergibt sich aus der Bedingung
eines symmetrischen Aufbaus des Systems [2].

Die zu transformierende Phasengrofte x ergibt sich damit zu:

a0+ ) ag-cos(k: (@ + 6
k=[1,3,5,...,0]
2T
B+ ) aiecos(k: (9= + 6
Xy k=[1,35,..,0]
[Xv] 41
x(Qa) =|Xw]|=]a, + Z ay - cos(k - ((pel_? +6i) | (4.14)
Xx k=[1,3,5,...,00]
Xy 6T
B+ ) ake cos(k- (e + 61)
k=[1,35,..,0]
8n
a, + Z ay - cos(k - ((Pel_? + 6k)
i k=[1,35,..,0] -
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Die Park-Transformation in das rotorfeste Koordinatensystem ergibt sich zu:

Xq [Xu]
|[Xcl -i I - I
x4 = |Xd3| = Tuvw—>dq | Xw
qu3J Xx
Xo lX

y

a; - cos(0,) + Z ag-1 - €oS(k - @e + (k= 1) - Ox_1)) + a1 - €OS (k- Py + (kK + 1) - Oyyq)
k=[10,20,...,0]

a; - sin(8,) + Z —ag-1 - Sin(k - @e; + (k= 1) - Ox_1)) + ag41 - sin (k- @e + (kK + 1) - By41)
k=[10,20,..,0] (4.15)

= |az-cos(3-03) + Z ag-3 - €oS(k - @e + (k= 3) - Ox_3)) + a4z - €OS (k- e + (kK + 3) - Oyy3) |
k=[10,20,...,]

az - sin(3-03) + Z —ag-3 - Sin(k - @e; + (k= 3) - Ox_3)) + ak43 - sin (k- Qe + (kK + 3) - Oy43)
k=[10,20,...,00]

ag + Z ag - sin(k - @g + k- 6y))
k=[5,15,...,00]

Auf eine ausfiihrliche Herleitung wird an dieser Stelle aus Griinden der besseren Ubersicht
verzichtet. Ein MATLAB Skript, das die symbolische Berechnung durchfiihrt, findet sich im
Anhang 8.1.2. Gleichung 4.15 zeigt, dass Harmonische mit der Ordnung
k=n-10F 1[n € N*] auf die d- bzw. gq-Achse projiziert werden und dort mit der Frequenz
n - 10 oszillieren. Harmonische der Ordnung k =n-10 ¥ 3 [n € N*] werden auf die d3- bzw.
q3-Achse abgebildet und schwingen dort ebenfalls mit der Frequenzn - 10. Harmonische der
Ordnung k=5+n-10[n € N] sowie die Nullkomponenten der Phasengrofen a, werden auf
die Null-Achse des rotorfesten Koordinatensystems abgebildet und oszillieren dort mit der
Frequenz (n+ 1) 5. Fiir ungeradzahlige Harmonische der Ordnungen grofer drei gilt
dementsprechend, dass sie nach einer Transformation in das rotorfeste Koordinatensystem nach
wie vor von dem elektrischen Winkel ¢ abhingig sind. Diese Harmonischen werden
iiblicherweise als Stérharmonische behandelt und vernachléssigt. Abbildung 4.8 oben zeigt

einen beispielhaften Phasengrofsenverlauf mit den Parametern:

1 1

1 _1 _ _ .

31—3, a3—_1, as—ﬁ, a7—§,a9——§,a11—5, Sowle
TC T T TC TC T
0, ==-,0=—,0c==-,0,=-,0=—,0,; =—.
1752 37 5795 7 g2 7 T 929 T 11l T g

Deutlich zu erkennen sind die zehnte Harmonische in den Groke x4,Xq,Xq3 und Xq3 sowie die
fiinfte Harmonische in der Gréfse xo. Durch die beliebig gewahlten Phasenverschiebungswinkel

0, existieren Anteile sowohl in der d- bzw. ds-Achse, als auch in der g- bzw. g3-Achse.
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Darstellung in Phasengrofen
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Abbildung 4.8: oben: Darstellung eines Phasengrifienverlaufs mit Harmonischen ungerader
Ordnung bis einschliefilich 9, unten: Darstellung der transformierten Gréfie nach Anwendung

der Park-Transformation

In dreiphasigen Systemen werden mit der Park-Transformation nach Gleichung 3.14 Harmo-
nische der Ordnungen 5 und 7 auf die sechsfache elektrische Frequenz und Harmonische der

Ordnungen 11 und 13 auf die zwolffache elektrische Frequenz projiziert [13].

4.3 Analytisches Modell einer fiinfphasigen Synchronmaschine

Im Folgenden wird das analytische Modell fiir das elektrische und das mechanische Teilsystem
einer fiinfphasigen Synchronmaschine hergeleitet. Im Vergleich zu dem in Kapitel 3.4
dargestellten vereinfachten Grundwellenmodell einer dreiphasigen Maschine werden folgende
Erweiterungen angenommen, die die Gegebenheiten des Testsystems aus Kapitel 4.1 beriick-
sichtigen:

* Es erfolgt keine Verschaltung des Sternpunkts (sieche Abbildung 4.4). Somit ergibt sich
die Summe der Phasenstréome nicht zu null und es kann ein Nullstrom im trans-
formierten rotorfesten Koordinatensystem entstehen.

e Der Zusammenhang zwischen der Flussverkettung ¢ und dem Strom i wird als nicht-
linear angenommen, um Séttigungseffekte zu beriicksichtigen.

¢ Kreuzsittigungseffekte zwischen den Achsen werden beriicksichtigt.

e Die Induktivitdten und somit auch die verketteten Fliisse dndern sich auch im rotor-
festen Koordinatensystem mit dem elektrischen Winkel @g, das heifst es werden
Harmonische der Ordnungen grofser drei in den Phasengrdfsen betrachtet, um

Mehrfachanisotropien in der Modellierung zu beriicksichtigen.
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4.3.1 Elektrisches Teilsystem

In Kapitel 3 wird die analytische Gleichung des elektrischen Teilsystems fiir das Grund-
wellenmodell hergeleitet. Ausgangspunkt fiir die weitere Modellierung ist Gleichung 3.33, die
sich aus dem Induktionsgesetz herleitet und hier zur besseren Ubersicht fiir fiinfphasige Systeme

erneut aufgefiihrt wird:
dq ;dq d dq(;dq dq(;dq
u™=R-i"+ 9 (1%, @e1) + wer - [J5 - P2(i%9, @er)]. (4.16)

Diese Gleichung gilt fiir die in 4.2 vorgestellte erweiterte Park-Transformation ohne
Einschrinkungen, auch wenn die oben beschriebenen Annahmen beziiglich Nichtlinearitdten
und Mehrfachanisotropien getroffen werden [13|. Abbildung 4.9 zeigt anhand von FEM-Daten,
die detailliert in Kapitel 4.5.1 présentiert werden, dass die getroffenen Annahmen beziiglich der
Nichtlinearitdten und der Abhéangigkeit der Flussverkettungs-Verlaufe vom elektrischen Winkel
beim untersuchten Testobjekt relevant sind.

d-Flussverkettung

l’///
i)
Y1
iy,

v, [Wh)

AR <

7
iy,

|

X

el. Winkel [rad] i [%1
q Nenn

Abbildung 4.9: Beispielhafter Verlauf der d-Flussverkettung des Testsystems aus FEM-Daten
in Abhdngigkeit des g-Stroms und des elektrischen Winkels

Von Interesse ist in Gleichung 4.16 insbesondere der zweite Summand, der die totale Ableitung
von P99 nach der Zeit darstellt, da die Grofen i%9 und g ebenfalls von der Zeit abhingen.

Fiir die totale Ableitung gilt die mehrdimensionale Kettenregel fiir die Funktion
f(x,y) = f(g(®), (D) [44]:

- f(g(® h(t))—af ,Of,, _ofdg ofdh

3y " " dgdt  andr (4.17)
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Fiir die Ableitung des Vektors der Statorflussverkettung $%4(i%4, @) gilt somit:

gy | Qbadia 0¥adia Obadias  Oadis  Obadip | O%a dea
% dig dt  Big dt | Oig; dt | Bigz dt | B, dt | dge dt
t . . . . .

dbg | | WWadia, Wqdia | Oqdias Mg dias | I dio OV de

TS dig dt = 0dig dt  0digz dt = digz dt di, dt  Jd@g dt
glpd" _(9Wasj _ all’dS%_i_a¢d3%+a¢d3%+a¢d3%+awd3% g3 d@e 118
dt dt dig dt = di; dt = Qdigs dt = digz dt = i, dt  d@y dt (4.18)

d¢q3 6ll.lq3 % alIJqS % all-’q3 % alquS % alIJqS % alIJqS d@e;

ddt dig dt = dig dt = gz dt = digz dt = i, dt O dt

S| | edia dodia Modies  Modies  Dodio | o dea

) ' 0ig dt = 0dig dt = digz dt =~ digz dt ~ dip dt g dt

Die partielle Ableitung der durch den Strom in den Spulen erzeugten Flussverkettungen nach
den Stromen wird als differentielle Induktivitdt bezeichnet und wird von der absoluten
Induktivitdt bzw. Sekanteninduktivitit unterschieden. Abbildung 4.10 zeigt die allgemeine
Definition der differentiellen Induktivitét Lgie = Z—T und der absoluten Induktivitat Ly = %
fiir den Arbeitspunkt AP fiir eine einfache Spule. Wird der Zusammenhang zwischen
Flussverkettung und Strom als linear angenommen, dann werden Sattigungseffekte

vernachlassigt und es gilt: Lyps = Lgigr-

Absoulute und differentielle Induktivitdten

dI

dv

|
3

'
/

74 av

Al

Flussverkettung —

Stromstarke —

Abbildung 4.10: Allgemeine Darstellung absolute und differentielle Induktivitdt fir eine
einfache Spule

Mit der Definition der differentiellen Induktivititen wird Gleichung 4.18 zur besseren Ubersicht

als Multiplikation der Induktivitdtsmatrix mit der Ableitung der Stréme vereinfacht. Es sei:
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[0Wg  0Yg  OPg  OYg  OYq]
dig  0ig digz Odigz  dip
g  0Pq dYg OPq IYg
L L L L L : ; : : :
|[Ldj by gt Lo Ldﬂ dig  0iq  Oigy  Oigz Ol
q qq g qaq D1 [0Was 0Pas O0Wg3 OWaz OPgs

d
Lgigr = |Lasa Lasq Lasas Lasqs Laso|= 9y, o, Oy O g (4.19)
|Lq3d Lq3q Lq3d3 Lq3q3 Lq30| 4 4
ay oy ay oy ay
L L L L L a3 q3 q3 q3 a3
od 0q 0d3 0q3 00 -
dig dig  digz 0digz  Jip
0y 0Py 0Yo Yy IV
| ald alq ald3 alq3 610 a
sowie:
_and_
a(Pel
6lqu
A
[ d-l g:lfel
d
Adq_l)\d3| o (4.20)
|7\q3| Pel
2] |2Ya2
o —ra°
a(Pel
Y,
—a(pel—

Dann ergibt sich mit (‘061 = w¢ und Einsetzen von 4.20 und 4.19 in 4.16:

di idq
u = R i + Laigr (i% @er) - —— + wer + [J5 - YH(i%, @) + 22(i%, @ey) |- (4.21)

Gleichung 4.21 kann sowohl auf Systeme mit Sternpunktverschaltung, als auch auf dreiphasige
Systeme angewandt werden, wenn die Transformationsmatrizen entsprechend angepasst
werden. FEine FErweiterung auf hoherphasige Systeme ist durch Anpassung der
Transformationen ebenfalls moglich. Die partielle Ableitung der Statorflussverkettung nach
dem Winkel hat in der Literatur kein eindeutiges Symbol. In Anlehnung an [5] wird in dieser
Arbeit hierfiir A verwendet.

Bei Vernachlissigung von positionsabhingigen Effekten ergibt sich 494 nach Gleichung 4.20 zu
null. Werden auch Sattigungseffekte und somit die Stromabhéngigkeit der Induktivitdten und

verketteten Fliisse vernachléssigt, ergibt sich das bekannte Grundwellenmodell nach Gleichung

3.32.
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4.3.2 Mechanisches Teilsystem

Fiir das mechanische Teilsystem gilt fiir das innere Moment nach Gleichung 3.60, wenn die

entsprechende fiinfphasige Park-Transformation verwendet wird:

. aEgg(idq' (pel)

(4.22)
a(pel

5
M =2 p- @) - (Js - $9(i, ) + p

Die Herleitung erfolgt fiir flinfphasige Maschinen identisch zur Herleitung fiir dreiphasige
Maschinen in Abschnitt 3.4.2.

Auch hier ist das Drehmoment M ein Augenblickswert, der entgegen der sonstigen Notation
als Groftbuchstabe dargestellt wird, um eine Verwechselung mit der Phasenzahl m zu
vermeiden.

Der erste Summand entspricht einem konstanten Anteil, der sich aus dem Permanentmagnet-
Moment sowie dem Reluktanzmoment zusammensetzt. Der zweite Summand entspricht einem
um null oszillierenden Anteil, der auch vorhanden ist, wenn die Maschine nicht bestromt wird.
Im stromlosen Fall wird dieser Anteil als Rastmoment bezeichnet. Im Falle einer Bestromung
ergeben sich jedoch noch zusétzliche oszillierende Anteile durch diesen Term, die nicht mit dem
Rastmoment identisch sind. Zu beachten ist, dass die Co-Energie ES(? hier im rotorfesten
Koordinatensystem angegeben und wie in Kapitel 0 beschrieben berechnet wird.

Bei Vernachléssigung von orts- und sdttigungsabhéngigen Effekten sowie der Annahme einer

isotropen Maschine ohne Reluktanzmoment gilt:

5 . .
M= 5P (Wpmd - iq + 3 - Wpmas - iq3)- (4.23)

Aus Gleichung 4.23 geht hervor, dass die dritte Harmonische im verketteten PM-Fluss bei
fiinfphasigen Synchronmaschinen zusammen mit einem Strom, der in der dreifachen elektri-
schen Frequenz oszilliert, ein konstantes Moment bewirkt. Harmonische héherer Ordnung als
3 bewirken ein oszillierendes Moment mit den Frequenzenk - 10 [k € N¥], wie in Kapitel 4.2.4
beschrieben. Fiir Maschinen mit der ungeraden Phasenzahl m gilt, dass PM-Flussharmonische
bis zur Ordnung m — 2 ein konstantes Moment erzeugen. Harmonische héherer Ordnung
bewirken oszillierende Momente mit den Frequenzenk-2-m [k € N*] [2].

Mit dem Reibmoment Mg, dem Lastmoment My, sowie der Massentréigheit des Systems ], ergibt
sich aus Gleichung 4.22 die vollstindige Momentengleichung fiir fiinfphasige

Synchronmaschinen:

. aEgg(idq' (pel)

— Mg — M. 4.24
o R My (124)

5
D=3 @7 (s (4, 00)) +
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4.3.3 Berechnung der Co-Energie

Die Berechnung der Co-Energie Egg im rotorfesten Koordinatensystem ist die Integration des
verketteten Statorflusses iiber den Strom nach Abbildung 3.7. Zur Berechnung sind
dementsprechend nicht nur Kenntnisse iiber den aktuellen Arbeitspunkt notwendig, sondern

auch iiber den Verlauf der Kennlinie. Bei Beriicksichtigung von Sattigungseffekten gilt fiir den

Verkettungsfluss:
- d . -
E . aEcg(ldq' (pel)
5 diq
_ |2 9 (i1, @)
Va(@,0e) ] |z
RC ) N
g™, Pel dq,,
l[)dq(idq )_ sdq — 2 aEcc?(lqu(Pel)
»@el) = | Waz (i, @e1) | = AT T (4.25)
llh:ﬁ(idq'(pel) dq 22
| gy (19, o) | |2 PBeo BT @e))
5 digs
dq,;
E . aEcg(ldq' (pel)
5 di, |

Die inverse Berechnung von Gleichung 4.25 fiihrt zur Gleichung der Berechnung der Co-Energie

bei bekannten Verlaufen der P /I-Kennlinien fiir den Arbeitspunkt

.dq _ . L L L L T
"soll - [ld,soll' lq,solll 143 s0115 1q3,solll 10,5011] .

€3]

igsoll
dq/.d _ ’ P . . . %
Eco (l qJ(Pel) - f lI"d(ld:lq,soll' 143,so0ll» 1q3,soll:10,soll)dld
0

+

iq,soll
' f lqu(o' 1g,1d3,s011» 13,501l l0,soll)dlq
0

—+

id3,soll
: f Pa3(0,0, 143, iq3 5011, 10,5011 ) diis
0 (4.26)

+

iq3,soll
' f lqu3 (0'0'0' Ig3, 10,soll)dlq3
0

N N N0 N o N

—+

i(),soll
* f lIJO(O,O,O,O,iO)diB
0

Qel
+f M (i = 0, @1 )deopy
0

Die ersten fiinf Summanden stellen die inverse partielle Differentiation von Gleichung 4.25 fiir
einen moglichen Integrationsweg dar. Der letzte Summand ist die Integration des Rastmoments
iiber den elektrischen Winkel bei einer stromlosen Maschine, was eine Vereinfachung ist. In der
Literatur, beispielweise in [35], wird das Rastmoment aus Hysterese-Verldufen der
Magnetisierungskurven hergeleitet. Zu beachten ist, dass fiir die Losung von Gleichung 4.26
nicht nur die Flussverkettungen des aktuellen Arbeitspunkts, sondern ebenfalls die
Flussverkettungsverldaufe in Abhéngigkeit der jeweiligen Stromkomponenten bekannt sein

miissen. Zur Vollstdndigkeit von Gleichung 4.26 gehort eine Integrationskonstante, die jedoch
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in diesem Fall nicht von Relevanz ist, da diese nicht vom elektrischen Winkel ¢, abhéngig ist
und Efg in der verwendeten Modellierung ausschliefilich in Gleichung 4.22 verwendet und dort
nach dem elektrischen Winkel differenziert wird. Die Integrationskonstante hat somit keinen
Einfluss auf das entstehende elektrische Drehmoment.

Mit Gleichung 4.25 und der Beziehung Ly =2—Llljlk lassen sich alle fiir das elektrische und
mechanische Teilsystem relevanten Groéfsen aus der magnetischen Co-Energie im rotorfesten
Koordinatensystem berechnen, wenn diese fiir alle Stromkombinationen und elektrischen
Winkel bekannt ist. Die Indizes k und 1 stehen hierbei fiir eine beliebige Komponente der
entsprechenden Grofie im rotorfesten Koordinatensystem. Abbildung 4.11 stellt die Beziehung

zwischen den Grofien graphisch dar.

dq ..
Ecg(ldq' (pel)

2 9 d
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Abbildung 4.11: Magnetische Co-Energie und partielle Ableitungen nach den Strémen und
dem elektrischen Winkel

Sowohl fiir die Berechnung der differentiellen Induktivitdten, als auch fiir die Berechnung der
Grofse Ay gilt, dass die Reihenfolge der partiellen Ableitungen bei einer mehrfach differenzier-
baren Funktion beliebig vertauscht werden kann, ohne einen Einfluss auf das Ergebnis zu
haben. Diese Symmetrie wird nach dem Mathematiker Hermann A. Schwarz als ,,Satz von

Schwarz“ bezeichnet und lautet allgemein [45]:

d (0 d (a0
&(a—y“"' ”) - a—y(& e ”)' e

Aus Gleichung 4.27 ergibt sich ebenfalls, dass fiir die differentiellen Induktivititen Ly = Lk
gilt und die Matrix Lgijsf dementsprechend eine symmetrische Matrix ist, fiir die Lgje = Lﬁiff

gilt.
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4.4 Zusammenfassendes Gleichungssystem und Blockschaltbild

Zusammenfassend seien nochmal die analytischen Gleichungen fiir das elektrische und
mechanische Teilsystem fiir fliinfphasige Synchronmaschinen aufgefiihrt, die sowohl sittigungs-

als auch positionsabhéngige Effekte beriicksichtigen.

Elektrisches Teilsystem:

.dq

. . di . .
= R 994 L 690, 00) - o+ I 9909, 000) + 29810, 0,)]  (429)

Mechanisches Teilsystem:

OEL(19, o)

—~Mg—-M (4.29)
a(Pel R -

J . 5 , ,
p P =7P (GROUE (]5 -pta(ia, (Pel)) +p
Abbildung 4.12 zeigt das Blockschaltbild fiir das mechanische und elektrische Teilsystem in

grafischer Darstellung.
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Abbildung 4.12: Blockschaltbild der analytischen Gleichungen fiir das elektrische und

mechanische Teilsystem einer fiinfphasigen Synchronmaschine

4.5 Validierung der Modellierung

Die in Kapitel 4.3 vorgestellte Modellierung wird anhand von Simulationen mit der
Finite-Elemente-Methode (FEM) validiert, die fiir den in Abschnitt 4.1.1 beschriebenen Motor
durchgefiihrt wird. In Abschnitt 4.5.1 wird die durchgefithrte FEM-Simulation kurz vorgestellt
und anschliefend in den Abschnitten 4.5.2 und 4.5.3 mit den hergeleiteten analytischen
Modellen verglichen.
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4.5.1 FEM-Simulation

Die FEM-Simulation wird mit dem Programm Ansys Maxwell mit dem in Abschnitt 4.1
vorgestellten Motor durchgefiihrt. Die Auslegung und Optimierung des Blechschnitts ist nicht
Teil dieser Arbeit.

Ansys Maxwell analysiert mit Hilfe der Finite-Elemente-Methode und dem Maxwellschen
Spannungstensor elektromagnetische und elektromechanische Aufbauten, wie beispielweise
Elektromotoren [46]. Im vorliegenden Fall werden der Blechschnitt und die Materialeigen-
schaften vorgegeben und eine Drehzahl sowie die Phasenstrome festgelegt, bei denen die
Simulation durchgefiihrt wird. Als Ergebnis werden das entstehende elektrische Drehmoment,
die induzierten Spannungen, die Flussverkettungen sowie die Induktivitdten ausgegeben.

Zur Untersuchung von positions- und séattigungsabhéngigen Effekten wird eine Vielzahl von
Simulationen durchgefiihrt. Die Wertebereiche werden so ausgewéhlt, dass in Bereichen ohne
Feldschwéichung die wirkungsgradoptimalen Punkte simuliert werden (siehe Abschnitt 6.2).
Fiir jede mogliche der in Tabelle 4.3 angegebenen Stromkombinationen wird mit einer
Winkelaufl6sung von 3° elektrisch die Simulation durchgefiihrt. Jede Simulation wird von 0°
elektrisch bis 108° elektrisch durchgefiihrt, da die zehnte Harmonische diejenige mit der
geringsten Ordnung ist und somit wegen 3 -36° = 108° drei Perioden dieser Schwingung
simuliert werden, was als ausreichend bezeichnet werden kann. Ein Nullstrom wird nicht
betrachtet, da die Nullkomponente im Strom ausschlieflich ein oszillierendes Moment hervor-
ruft und dies nicht als sinnvoll erscheint. Insgesamt werden 5-21-5-5 = 2625 mdgliche

Stromkombinationen simuliert.

Strom-Komponente Minimal Maximal Schrittweite
iq -30 % Inenn 30 % Inenn 15 % INenn
ig -250 % Inenn 250 % Inenn 25 % Inenn
lg3 -20 % INenn 20 % INenn 10 % INenn
ig3 -20 % INenn 20 % INenn 10 % INenn
ip 0 % INenn 0 % INenn entfallt

Tabelle 4.3: Arbeitspunkte der FEM-Simulation

4.5.2 Validierung der Modellierung des elektrischen Teilsystems

Fiir die Validierung des Modells fiir das elektrische Teilsystem werden ausschlieflich stationére
-dq
Strome im rotorfesten Koordinatensystem betrachtet. Somit gilt d;—t = 0 und Gleichung 4.28

reduziert sich auf:
ul? =R-i% + g - [J5 - (i, @¢) + 2199(i%, @ )] (4.30)

Verglichen wird die Angabe der induzierten Spannung aus Ansys Maxwell mit der Spannung,

die sich nach Gleichung 4.30 ergibt, wenn die in der FEM angegebenen Ersatzgrofien verwendet

Modellierung und Regelung von fiinfphasigen Synchronmaschinen unter Beriicksichtigung von Séattigungseffekten und Mehrfachanisotropien



Modellierung fiinfphasiger Synchronmaschinen 47

werden. Bei korrekter Modellierung ist eine Ubereinstimmung der Spannungsverliufe zu
erwarten.

Als Arbeitspunkt wird eine Stromkombination verwendet, in der alle Komponenten ungleich
null sind und in der méglichst hohe Stréme verwendet werden, um das Modellverhalten unter
starker FKisensdttigung zu validieren. Der gewéhlte Arbeitspunkt ist: ig = 30% Inenn
ig = 250% Inenn, ia3 = 20% Inenn, iq3 = 20% Inenn, 1o = 0. Abbildung 4.13 zeigt den resultie-
renden Stromverlauf im Arbeitspunkt in Phasengroften iiber eine elektrische Umdrehung.

Beispielhafter Stromverlauf

20 K\(f\i\(\—\[\ T
. \/ \/ \/
S N A AN /\
AV VRV V2
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-200 — —'&/7\_/&_ ~
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Abbildung 4.13: Stromwverlauf zur Validierung des analytischen Motormodells

Abbildung 4.14 bis Abbildung 4.18 zeigen den Verlauf der induzierten Spannungen als Vergleich
zwischen der FEM-Simulation aus Ansys Maxwell und dem elektrischen Teilsystem des
analytischen Motormodells aus Abschnitt 4.3.1 im Bereich von 0° bis 108° elektrisch.
Deutlich zu erkennen ist, dass Modellierung und FEM-Simulation sowohl den Mittelwert als
auch die iiberlagerten Harmonischen sehr gut abbilden. Lediglich kleinere Offsetfehler im
einstelligen Volt-Bereich sind zu erkennen. Die induzierte Spannung hat aufgrund der hohen
Eisenséttigung im Arbeitspunkt deutlich ausgebildete Harmonische der Ordnungen
k=n-10[neN*], was der Erwartung der Transformation von Harmonischen hoherer
Ordnung aus Kapitel 4.2.4 entspricht.

Abbildung 4.19 zeigt die Spannungsdifferenzen in den entsprechenden Koordinatensystemen,
die sich im Bereich von weniger als 5 Volt bewegen, was bezogen auf die absoluten Spannungen
von 200 V ca. 2,5 % entspricht.

Aus der guten Ubereinstimmung der aus Ersatzgrofen berechneten induzierten Spannung mit
der induzierten Spannung der FEM-Simulation kann geschlossen werden, dass die Modellierung

auch unter Sattigungszustdnden valide ist und Mehrfachanisotropien gut abbildet.
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Abbildung 4.14: Verlauf der Spannung ug im Vergleich zwischen analytischem Modell und
FEM-Simulation mit Ansys Maxwell
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Abbildung 4.15: Verlauf der Spannung ug im Vergleich zwischen analytischem Modell und
FEM-Simulation mit Ansys Maxwell
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Abbildung 4.16: Verlauf der Spannung ugz im Vergleich zwischen analytischem Modell und
FEM-Simulation mit Ansys Maxwell
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Abbildung 4.17: Verlauf der Spannung ugs im Vergleich zwischen analytischem Modell und
FEM-Simulation mit Ansys Maxwell
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Abbildung 4.18: Verlauf der Spannung ug im Vergleich zwischen analytischem Modell und
FEM-Simulation mit Ansys Maxwell
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Abbildung 4.19: Spannungsdifferenz zwischen den in der FEM berechneten induzierten

Spannungen und den induzierten Spannungen, die sich aus den Ersatzgrifien ergeben
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4.5.3 Validierung der Modellierung des mechanischen Teilsystems

Fiir die Berechnung des inneren Moments gilt nach Gleichung 4.22:

. aEgg(idq' (pel)

(4.31)
a(pel

5
M =2 p- @) (Js - $9(i, )+ p

Analog zum Vorgehen bei der Validierung des elektrischen Teilsystems in Kapitel 4.5.2 wird
fiir das mechanische Teilsystem das aus den Ersatzgréfsen berechnete innere Moment mit dem
in der FEM ausgegebenen elektrischen Moment verglichen, das mit Hilfe des Maxwellschen
Spannungstensors berechnet wird (vgl. Kapitel 4.5.1). Die durchgefithrten FEM-Simulationen
und Arbeitspunkte ermdglichen die Berechnung der magnetischen Co-Energie ES;* im
rotorfesten Koordinatensystem nach Gleichung 4.26, da nicht nur die magnetischen
Eigenschaften im betrachteten Arbeitspunkt, sondern auch der Verlauf dieser Eigenschaften
fiir geringere Stréme bekannt ist.

Das Rastmoment wird im zweiten Summanden der Gleichung 4.31 beriicksichtigt, indem die
Integration des Rastmomentverlaufs iiber den elektrischen Winkel als Co-Energie einer

stromlosen Maschine definiert wird:
dq dq Qel
Eco (l =0, (Pel) = Mrast(@e1) d@er- (4.32)
0

Die Ableitung der Co-Energie nach dem elektrischen Winkel in Gleichung 4.31 ergibt somit
wieder das Rastmoment, das in allen Arbeitspunkten beriicksichtigt und als stromunabhéngig
angenommen wird.

Als beispielhafter Arbeitspunkt wird wie im vorherigen Kapitel gewihlt: ig = 30% Iyenn, iq =
250% Inenn, ia3 = 20% lhenn, igz = 20% lhenns o = 0. In diesem Arbeitspunkt befindet sich die
Maschine in starker Sattigung, so dass Sattigungseffekte und Mehrfachanisotropien einen
starken Einfluss haben. In Abbildung 4.20 ist der Verlauf der Statorflussverkettungen im
untersuchten Arbeitspunkt {iber dem elektrischen Winkel dargestellt. Abbildung 4.21 zeigt den
Verlauf des Wechselanteils der magnetischen Co-Energie unter Einbeziehung des Rastmoments
nach Gleichung 4.23 ebenfalls iiber dem elektrischen Winkel im untersuchten Arbeitspunkt.
Die Co-Energie wird im Rahmen dieser Arbeit ausschlieflich in Kombination mit einer
partiellen Ableitung nach dem elektrischen Winkel verwendet. Aus diesem Grund ist der
absolute Wert der Co-Energie nicht relevant. Zur besseren Darstellung und Reduktion der
Parameter wird die Co-Energie iiber dem Winkel ohne Gleichanteil betrachtet, da sich dessen
partielle Ableitung nach dem elektrischen Winkel zu null ergibt und somit keinen Einfluss auf

den Momentenverlauf hat.
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Flussverkettungsverlidufe in Abhéngigkeit des elektrischen Winkels
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Abbildung 4.20: Verlauf der Statorflussverkettungen in Abhdngigkeit des elektrischen Winkels
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Abbildung 4.21: Verlauf des Wechselanteils der magnetischen Co-Energie (d.h. ohne
Gleichanteil) iber dem elektrischen Winkel

Co-Energie ohne Gleichanteil [J]

Aus den beiden vorherigen Verlaufsdarstellungen kann mit Hilfe von Gleichung 4.31 auf das
innere Moment der Maschine geschlossen werden. Abbildung 4.22 zeigt den Vergleich der
Momentenverlaufe zwischen dem aus Ansys Maxwell berechneten Moment (Maxwellscher
Spannungstensor) und dem analytischen Modell (berechnet aus den entsprechenden Ersatz-
grofen). Es ist zu erkennen, dass sowohl der Betrag als auch der Verlauf der Oszillation bei
beiden Methoden iibereinstimmen. Lediglich ein kleiner Offset von ca. 1 Nm ist zu erkennen,
was bezogen auf den Betrag von 240 Nm weniger als 0,5 % ist. Die Differenz zwischen den
beiden Methoden ist in Abbildung 4.23 dargestellt.
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Vergleich der Momentenverlaufe
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Abbildung 4.22: Vergleich der Momentenverldufe zwischen analytischem Modell und FEM
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Abbildung 4.23: Differenz des Momentenverlaufs zwischen FEM und analytischem Modell
tiber dem elektrischen Winkel
IELS(1%9,pe1)

0@el
Momentenverlauf gelegt. Dieser Term wird in der Literatur h&ufig vernachléssigt, da positi-

Fin Fokus wird an dieser Stelle auf den Einfluss des Terms p- auf den
onsabhéngige Effekte in der Modellierung nicht beriicksichtigt werden und von einer Maschine
ohne Mehrfachanisotropien ausgegangen wird [10]. In Abbildung 4.24 ist erneut der Vergleich
zwischen dem Momentenverlauf aus der FEM und der analytischen Modellierung dargestellt,
ergdnzt durch einen analytischen Momentenverlauf, bei dem der Term der Ableitung der
Co-Energie nach dem elektrischen Winkel nicht beriicksichtigt ist. Der positionsabhéngige
Verlauf der Fliisse nach Abbildung 4.20 aus dem ersten Term von Gleichung 4.31 ist jedoch
beriicksichtigt. Es zeigt sich, dass die Vernachlassigung der Ableitung der Co-Energie nach dem
elektrischen Winkel zu einer signifikant héheren Amplitude der Oszillation des Moments fiihrt.
Wiéhrend bei Beriicksichtigung des Summanden die Amplitude der Momentenschwingung ca.
2 Nm betréagt, steigt sie bei Vernachlédssigung des Terms auf ca. 15 Nm. Des Weiteren ist zu
beobachten, dass die Schwingung des resultierenden Verlaufs phasenversetzt zur Schwingung
des FEM-Verlaufs ist.

Hieraus ergibt sich, dass bei der Beriicksichtigung von Mehrfachanisotropien in jedem Fall die

Ableitung der Co-Energie nach dem elektrischen Winkel zu beriicksichtigen ist, da ansonsten
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die Differenz zum gewiinschten Verlauf grofer sein kann als bei Annahme eines konstanten
Moments durch Vernachlassigung jeglicher positionsabhéngiger Effekte.

Einfluss der Co-Energie auf den Momentenverlauf
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Abbildung 4.24: Darstellung des Finflusses der partiellen Ableitung der Co-Energie nach dem

elektrischen Winkel auf den Momentenverlauf

Die Validierung des elektrischen und mechanischen Teilsystems zeigt, dass die analytische
Modellbildung anhand der Daten des Ersatzschaltbildes hinreichend genau ist und die Ergeb-
nisse der FEM-Berechnung gut nachbildet. Der Vorteil eines solchen hochgenauen Modells zeigt
sich in der Entwicklung und Simulation von Regelungen fiir Motorsysteme. Hierfiir werden
iiblicherweise numerische Simulationen mit Tools wie beispielsweise MATLAB-Simulink
durchgefiihrt, um regelungstechnische Ansétze zu validieren. Der Nutzen eines solchen Ansatzes
ist umso grofer, je genauer das Modell der zu regelnden Strecke ist. Fiir hchste Genauigkeit
sind zeitaufwandige Co-Simulationen nétig, die das numerische Tool mit einer FEM-Simulation
koppeln, wobei der Regler im numerischen Tool und die Regelstrecke in der FEM berechnet
werden. Mit der Genauigkeit der vorgestellten Modellbildung kann auf eine zeitlich langwierige
Co-Simulation weitgehend verzichtet und ausschlieflich mit numerischen Tools gearbeitet

werden.

4.5.4 Temperatureinfliisse auf die analytische Modellbildung

Im Folgenden wird kurz der Einfluss der Temperatur auf den Momentenverlauf anhand von
FEM-Simulationen bewertet. Der Remanenzfluss von Permanentmagneten und somit die fiir
die Modellierung relevante Flussverkettung ist temperaturabhéngig. Bei den iiblicherweise in
PMSM verwendeten Permanentmagneten mit einer Neodym-Eisen-Bor Legierung sinkt der
Remanenzfluss um etwa 0,1 % pro 1 K [47]. Bei einem angenommenen Temperaturarbeitsbe-
reich der Permanentmagnete von 20 °C bis 120 °C entspricht dies einer Abweichung von 10 %.
Der Temperatureinfluss auf den Momentenverlauf ist in Abbildung 4.25 fiir den Arbeitspunkt
ig = Inenn dargestellt, wihrend alle anderen Stromkomponenten gleich null sind. Deutlich zu
erkennen ist der Einfluss der Temperatur auf das elektrische Moment. Der Momentenverlauf
und die Lage der Harmonischen ist jedoch weitgehend identisch, weswegen zur

Beriicksichtigung von Temperatureinfliissen lediglich ein Korrekturfaktor fiir den Gleichanteil
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vorzusehen ist. In den folgenden Untersuchungen dieser Arbeit wird mit konstanten Tempe-
raturen gearbeitet und der Temperatureinfluss nicht weiter untersucht, wobei eine
Allgemeingiiltigkeit dieser Aussage nicht getroffen werden kann.

Temperaturabhéngigkeit des Momentenverlaufs
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Abbildung 4.25: Simulierter Temperatureinfluss auf den Momentenverlauf
4.6 Fazit

Im vorherigen Kapitel wird die Modellbildung fiinfphasiger Synchronmaschinen ohne Stern-
punktverschaltung beschrieben. Anhand einer erweiterten Koordinatentransformation in ein
rotorfestes Koordinatensystem kénnen sowohl die Grundwelle als auch die dritte Harmonische
in voneinander unabhéngige Gleichgrofien gewandelt werden, um bekannte Ansétze der linearen
Regelungstechnik zu verwenden. Als Erweiterung zum Grundwellenmodell werden auch
Harmonische mit einer hoheren Ordnung als 3 beriicksichtigt und deren Auswirkung auf die
transformierten Grofsen wird dargestellt. Sowohl das elektrische als auch das mechanische
Teilsystem werden vollstdndig analytisch modelliert und weder Sattigungseffekte noch Mehr-
fachanisotropien, die sich in verénderlichen Grofien im rotorfesten Koordinatensystem in
Abhéngigkeit der Rotorposition zeigen, werden vernachléssigt. Dies stellt in Bezug auf
fiinfphasige Systeme eine Neuheit dar, die im Folgenden fiir eine optimierte Reglerauslegung
und Bewertung der Moglichkeiten zur Wirkungsgradsteigerung genutzt werden.

Die Validierung der Modellbildung erfolgt anhand von umfangreichen FEM-Simulationen.
Diese geben sowohl die benétigten Ersatzgrofen aus, als auch die induzierten Spannungen bzw.
den Momentenverlauf aus der Feldlosung. Die sehr gute Ubereinstimmung der Verldufe auch
im Sattigungsbereich spricht fiir ein korrektes und ausreichend vollsténdiges analytisches
Modell der beiden Teilsysteme. Insbesondere die Berechnung der Co-Energie und die daraus
abgeleitete Momentenwelligkeit sind fiir fiinfphasige Systeme bisher nicht beschrieben und
werden fiir dreiphasige Systeme oft vernachléssigt, obwohl ein deutlicher Einfluss vorliegt. Mit
dem beschriebenen Modell kénnen Regelungen in numerischen Tools wie MATLAB-Simulink
hochgenau simuliert werden und es muss keine zeitaufwindige Co-Simulation mit einem FEM-

Tool durchgefiihrt werden. Bei Kenntnis der mafigeblichen Effekte der Teilsysteme kénnen des
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Weiteren umfangreichere Vorsteuerungen, beispielsweise zur Beddmpfung von Schwingungen,
realisiert werden.

Die Parameter, die fiir ein vollstdndiges Motormodell benétigt werden, kénnen aus den
differentiellen Induktivititen abgeleitet werden. Im Folgenden wird ein Messverfahren zur
Bestimmung der differentiellen Induktivitdten vorgestellt und anschliefend werden auf dem
Motormodell basierende Regelverfahren entwickelt, die das Potential des modularen,

flinfphasigen Systems mit Einzelzahnbestromung ausnutzen.
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5 Identifikationsverfahren fiir differentielle
Induktivitaten

Die in Kapitel 4 vorgestellte Modellierung und die daraus abzuleitenden Regelverfahren kénnen
einerseits durch die Verwendung von FEM-Daten parametriert werden. Dieses Verfahren ist
aufgrund der eingeschrénkten Genauigkeit der FEM oder aufgrund fehlender Blechschnittdaten
bei unbekannten Motoren nur beschrankt einsetzbar. Andererseits koénnen experimentelle
Identifikationsverfahren verwendet werden, die die benttigten Grofien messtechnisch ermitteln.
Im Folgenden wird ein Identifikationsverfahren zur Ermittlung der benétigten positions- und
sittigungsabhéngigen Ersatzschaltbilddaten fiir fiinfphasige Maschinen ausgewéhlt (Kapitel
5.1), theoretisch hergeleitet (Kapitel 5.2 bis 5.6), in MATLAB-Simulink validiert (Kapitel 5.7)
und anschliefend am Priifstand umgesetzt (Kapitel 5.8).
Die zu identifizierenden Gréfsen sind:

+ die differentielle Induktivititsmatrix Laee(i%9, @ep),

+ die absolute Induktivititsmatrix Lyps(i%9, @q),

e der Vektor der Permanentmagnet-Flussverkettungen 1/;;’,;’4@"‘1, Pel)-
Nach Abbildung 4.11 ldsst sich die absolute Induktivitdtsmatrix durch Integration der
differentiellen Induktivitdten berechnen. Aus den absoluten Induktivitdten kann durch Multi-
plikation mit den Statorstrémen wiederum die Statorflussverkettung gewonnen werden. Da bei
diesem Verfahren ausschlieflich Integrationen und keine Differentiationen verwendet werden,
wird sich auf die Identifikation der differentiellen Induktivitdtsmatrix fokussiert. Der Vorteil
dieser Vorgehensweise besteht darin, dass bei differenzierenden Verfahren ein zu erwartendes

Messrauschen verstirkt wird, wahrend es bei integrierenden Verfahren unterdriickt wird.

5.1 Vergleich von Identifikationsverfahren

Fiir die Bestimmung der differentiellen Induktivitdten gibt es verschiedene Verfahren, die im
Folgenden kurz vorgestellt und bewertet werden, mit dem Ziel, im Anschluss ein Verfahren
auszuwéhlen.

In einer ersten Unterteilung kann hierbei zwischen Verfahren mit nichtparametrischen
Zwischenmodellen und Verfahren mit parametrischen Modellen unterschieden werden.
Nichtparametrische Modelle identifizieren iiblicherweise einen Frequenz- und Phasengang und
schliefsen von diesem in einem zweiten Schritt auf die Parameter der Modellstruktur.
Parametrische Modelle setzen ein analytisches Modell in Form von Differentialgleichungen
voraus, die das Systemverhalten mit einer exakten Anzahl von Parametern beschreiben. Dies

trifft beispielsweise auf das hier verwendete Modell der multiphasigen PMSM aus Kapitel 4 zu.
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5.1.1 Verfahren mit nichtparametrischen Zwischenmodellen

Die Verfahren mit nichtparametrischen Zwischenmodellen unterscheiden sich hauptséachlich in
der Art der Testsignalanregung, die zur Identifikation des Betrags- und Phasengangs verwendet
werden. Abbildung 5.1 zeigt drei verschiedene Anregungen und deren Moglichkeiten der
Signalanalyse mit der Unterscheidung der Anregungsform (nicht-periodisch, periodisch und
Pseudo-Random-Binary-Sequence (PRBS)) und der zugehorigen Signalanalysemoglichkeiten
(Fourieranalyse, Frequenzgangmessung und Kreuzkorrelation). Die drei Verfahren werden,

sortiert nach der Signalanalyse, im Folgenden kurz mit ihren Vor- und Nachteilen beschrieben.

Modellannahme

l

Elecr}il;discf Fourieranalyse i G(_] 6())
odiseh U\ \ —>{ Prozess »| Frequenzgang- > Betragsg;ngi ,| Parameter- | 1
poriodisch messung .‘ schitzung ay. . Ay
PRBS H_m_m Kreuzkorrelation Phas;.n‘gm; bO' . bn
Anregung Signalanalyse nichtparametrisches Modellparameter
Zwischenmodell

Abbildung 5.1: Ablauf der Parameteridentifikation von dynamischen Systemen bei der

Verwendung von Verfahren mit nichtparametrischen Zwischenmodellen

5.1.1.1 Fourieranalyse

Beim Verfahren der Fourieranalyse wird als Testsignal {iblicherweise ein nicht-periodisches
Rechtecksignal verwendet. Aus der Systemantwort wird anschliefsend der Frequenzgang durch
Anwendung der Fourieranalyse bestimmt und mit einem Parameterschitzverfahren, hier
iiblicherweise ein Least-Mean-Squares-Verfahren, die Parameter der angenommenen
Modellstruktur bestimmt [48] [49].

Die Vorteile des Verfahrens liegen im geringen Rechenzeitbedarf, wenn wenige Parameter
bestimmt werden miissen. Durch das Least-Mean-Squares-Verfahren steigt die Rechenzeit
jedoch, wenn mehr Parameter zu bestimmen sind. Des Weiteren wird nicht das komplette
Spektrum angeregt und das Verfahren ist anféllig auf Rauschen, wenn das Verhéltnis zwischen
Test- und Storsignal klein ist [48] [49].

5.1.1.2  Frequenzgangmessung

Bei der Frequenzganganalyse wird das System mir sinusformigen Testsignalen verschiedener
Frequenzen angeregt und anhand der Systemantwort fiir jede diskrete Frequenz ausgewertet,
wobei der Rotor keine Bewegung ausfithren darf, also festgebremst ist. Die Anregung mit
harmonischen Signalen hat den Vorteil, dass die Form des Anregungssignals in der
Systemantwort erhalten bleibt und sich lediglich Amplitude und Phase verindern. Ebenfalls
vorteilhaft ist, dass das Frequenzspektrum frei wahlbar und die Testsignalerzeugnung relativ
einfach ist [50] [51]. Die Messzeit ist jedoch grof und es sind viele Stiitzpunkte notwendig, um

den Betrags- und Phasengang ermitteln zu kénnen [48].
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5.1.1.3 Kreuzkorrelation

Die Kreuzkorrelation zweier Groften im Zeitbereich entspricht der Multiplikation dieser Grofen
im Frequenzbereich. Da die Ubertragungsfunktion im Frequenzbereich als Verhiltnis der
Ausgangs- zur Eingangsgrofe definiert ist, liefert die Kreuzkorrelation den gesuchten Betrags-
und Frequenzgang der Strecke. Die Korrelation ist eine integrale Operation, die
dementsprechend Storsignale filtert. Die Anregung erfolgt iiblicherweise mit einer PRBS, die
ein bindres Signal darstellt, dessen Spektrum das Spektrum von weiflem Rauschen approxi-
miert. Hieraus ergibt sich ein schnelles und genaues Verfahren, fiir das jedoch eine aufwéndige
Testsignalerzeugung implementiert werden muss. Fiir sehr gute Genauigkeit ist weiterhin die

Messung des Eingangssignals wiinschenswert [48].

5.1.2 Nichtrekursive Verfahren mit parametrischen Modellen

Bei der Verwendung nichtrekursiver Verfahren werden die bendtigten Parameter des Modells
direkt identifiziert. Die hier relevante Grofe ist die arbeitspunktabhéngige, differentielle
Induktivitit, die die Steigung des Stromanstiegs bei einer anliegenden Spannung angibt. Es
wird nach der Form der Anregung und Auswertung zwischen Verfahren unterschieden, die die
Steigung des Stroms auswerten und solchen, die die Phasenverschiebung zwischen Strom und

Spannung bei einem hochfrequenten, sinusférmigen Signal betrachten.

5.1.2.1 Messung des Stromanstiegs
Fine Moglichkeit zur Identifikation der differentiellen Induktivitdt ist die Einpragung einer

periodischen Spannung in Form eines Rechtecksignals in eine der Achsen des rotorfesten
Koordinatensystems. Aus dem Stromanstieg kann bei stehendem Rotor direkt auf die
differentielle Induktivitit geschlossen werden [52]. Abbildung 5.2 zeigt das Vorgehen beispiel-
haft fiir ein dreiphasiges System fiir die d- und g-Achse mit einer rechteckférmigen
Spannungsanregung in d-Richtung fiir die Annahme, dass keine Kreuzkopplung exisitert.
Problematisch bei diesem Verfahren ist die hohe Anforderung an die Giite der Stromerfassung,
da kleine Stromanstiege mit einer hohen Abtastzeit aufzunehmen sind. Hierdurch wird
insbesondere die Identifikation der Kreuzinduktivitdten problematisch, da der zu erwartende

Stromanstieg geringer ist als bei der Selbstinduktivitét.

Strom / Spannung

AUy, —R-Alg,,

- At
Alg,,

de(idq) =
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Abbildung 5.2: Prinzip der Messung des Stromanstiegs zur Bestimmung der differentiellen

Induktivitdt in einem Arbeitspunkt
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5.1.2.2 Messung der Phasenverschiebung bei Hochfrequenz-Signalinjektion

Eine weitere Moglichkeit zur direkten Bestimmung der differentiellen Induktivitat stellt die
HF-Signalinjektion dar. Hierbei werden sinusférmige Spannungs- oder Stromsignale injiziert
und das Amplitudenverhéltnis von Strom- und Spannungssignal ausgewertet [53]. Ein
bekanntes Verfahren zur drehgeberlosen Regelung von Synchronmaschinen basiert im niedrigen
Drehzahlbereich ebenfalls auf der HF-Signalinjektion [15]. Wie bei der oben beschriebenen
Frequenzganganalyse bleibt auch hier die Signalform des Anregungssignals erhalten und kann
im Frequenzbereich einfach analysiert werden. Werden Stréme und Spannungen als komplexer
Zeiger betrachtet, so ergibt sich die differentielle Induktivitat als Imaginarteil der Impedanz,
wodurch der resistive Anteil eliminiert wird. Gleichungen und ein schematisches Bild fiir ein
dreiphasiges System zeigt Abbildung 5.3. Mit dem Verfahren der HF-Signalinjektion kénnen
Querkopplungseffekte deutlich einfacher bestimmt werden als bei der Auswertung des

Stromanstiegs, wobei die Einprigung des Testsignals aufwéndiger ist.

Strom / Spannung
A

1 u
Laa(i%) = - Im{i—;}

1 u
Lqa(i%1) = ~ Im{i—:}

Abbildung 5.3: Schematischer Stromverlauf fir die sinusformige HF-Signalinjektion fiir einen
Arbeitspunkt

5.1.3 Auswahl des Identifikationsverfahrens

Aus den in diesem Kapitel vorgestellten Methoden wird das Verfahren der HF-Signalinjektion
ausgewihlt. Dieses verspricht trotz erhohtem Aufwand bei der Generierung des Testsignals eine
sehr hohe Qualitdt der ermittelten Ergebnisse. Fiir dreiphasige Maschinen ist das Verfahren
unter Vernachléssigung von positionsabhingigen Effekten bereits beschrieben, beispielsweise in
[16] und [17]. Das Verfahren bietet den Vorteil, ohne zusétzliche Messmittel auszukommen und
ist somit nicht nur fiir Laboraufbauten, sondern unabhéngig von der eingesetzten Hardware

verwendbar.
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5.2 Identifizierung der differentiellen Induktivititen mit
HF-Signalinjektion

Im Folgenden wird das Verfahren der HF-Signalinjektion auf fiinfphasige Maschinen erweitert
und eine automatisierte Ablaufsteuerung entwickelt, die sowohl arbeitspunktabhéngige als auch

positionsabhéngige Effekte beriicksichtigt.

5.2.1 Grundlegendes Prinzip der HF-Signalinjektion
Das Prinzip der HF-Signalinjektion ist in Abbildung 5.4. dargestellt. Zun&chst wird ein

stationdrer Magnetisierungszustand, der als Arbeitspunkt bezeichnet wird, im rotorfesten
Koordinatensystem mit konstanten Flussverkettungen ;o durch Gleichstrom [, eingestellt.
Der Index i steht hierbei fiir eine der Flussverkettungskomponenten und der Index j fiir eine
der Stromkomponenten d, ds, q, g3 und 0. Anschlieffend wird auf einer der rotorfesten Koor-
dinatenachsen der Gleichanteil mit einem sinusformigen Wechselstrom ijyp mit der
Kreisfrequenz wyp iiberlagert. Diese sinusformige Anregung erzeugt eine sinusformige Ande-
rung der Flussverkettung, woraus wiederum die Induktivitat Ljj berechnet werden kann.
Hierbei wird aufgrund des Messprinzips eine mittlere Steigung iiber der Anregungsamplitude
identifiziert. Die Anregung ist dementsprechend so zu wéhlen, dass ein Kompromiss zwischen
Anregungsamplitude und einem ausreichenden Signal-Rausch-Verhéltnisses getroffen wird. Die
Auslegung des HF-Signals wird in Kapitel 5.4 dargestellt. Die Auswirkung einer zu grofsen
Amplitude der Anregung wird in Abbildung 5.9 dargestellt.

1

L L:
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Abbildung 5.4: Prinzip der HF-Signalinjektion. links: Anregung mit HF-Strom in einem
Arbeitspunkt, rechts: Verlauf der Induktivitdt

Der analytische Ausgangspunkt der Betrachtung ist die vollstdndige Gleichung des elektrischen

Teilsystems nach Gleichung 4.21, die hier zur besseren Ubersicht nochmal aufgefiihrt ist:

did

q
, d , . .
u? =R i + Lyie (i, @er) e T @er s - w(i%, @er) + 214 (i%, @) |- (5.1)
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Fiir einen festgebremsten Rotor gilt we; = 0, womit sich die Gleichung zu 5.2 vereinfacht.

dq -dq dq . .dq didd
u =R i% + Ly (i ,cpel)-T (5.2)

Das Ziel ist die Bestimmung der Matrix der differentiellen Induktivititen Lgee(i%9, @ep). Die
Matrix ist sowohl vom aktuellen Arbeitspunkt als auch von der Position abhéngig, weswegen

zur vollstdndigen Bestimmung eine Vielzahl an Messungen notwendig ist.

5.3 Anregung der Achsen und Auswertung der Systemantwort

In diesem Kapitel werden die Anregung der Achsen sowie die Auswertung der Systemantwort
des Motors beschrieben. Zuerst wird in Abschnitt 5.3.1 der Goertzel-Algorithmus beschrieben,
der die Auswertung der HF-Signale mit geringem Rechenaufwand ermdoglicht. In Abschnitt
5.3.2 wird von einem idealen Systemverhalten ausgegangen, das heifst, dass die Momentanwerte
der Strome und Spannungen ohne Verzogerung bekannt sind. In Abschnitt 5.3.3 wird das
entwickelte Verfahren um Verzogerungseffekte erweitert, die beispielsweise durch die verzogerte
Diskretisierung der Stromwerte bei der Analag-Digital-Wandlung oder durch vorgeschaltete

analoge Filter entstehen.

5.3.1 Signalanalyse mit Goertzel-Algorithmus

Die Verwendung der HF-Signalinjektion erfordert die Auswertung von Signalen einer be-
stimmten, konstanten und bekannten Frequenz im Frequenzspektrum. Die benétigten Grofen
sind die Amplituden und Phasenlagen von Strom- und Spannung. Hierfiir werden die Grofen
mit Hilfe der diskreten Fourier-Analyse (DFT) aus dem Zeitbereich in den Frequenzbereich
transformiert. Es wird eine periodische Zeitfolge x[n] eindeutig auf ein Frequenzspektrum mit
den DFT-Koeffizienten X[k] abgebildet, wobei eine Periode aus N Elementen
n=0,1,..,N — 1besteht, denen im Frequenzbereich N Spektralkomponenten (Spektrallinien)
k=0,1,..,N—1 zugordnet werden. Die komplexen DFT-Koeffizienten beinhalten
Informationen iiber die Amplitude und Phase der jeweiligen Spektralkomponenten, wobei die
Frequenz fi dieser Spektralkomponenten mit dem Faktz(;l;( k codiert ist. Die
Spektralkomponenten werden mit der Exponentialfunktion e N den N Elementen der
Zeitfolge zugeordnet [54] [55].

Die DFT wird dargestellt durch:

N-1 N-1
2mkn 2mkn
X[k] = x[n] - wiP = X[n] - [cos( N ) —j- sin( N )] (5.3)
n=0 n=0
mit dem komplexen Faktor
Wll\(l = e_j% (54)
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und durch das Verhéaltnis

k _ fi .
N fAbtast. ( ’ )

Die inverse Rekonstruktion des Signals im Zeitbereich aus den komplexen Fourier-Koeffizienten
wird als inverse, diskrete Fourier-Transformation (IDFT) bezeichnet [54]. Die IDFT berechnet

sich zu:

x[n] = %NZ_:lX[k] WK = %NZ_:lX[k] . [cos (Zikn) +j-sin (Zlkn)]. (5.6)
k=0 k=0

Die zeitliche Folge x[n] und das dazugehorige DFT-Spektrum X[k] bilden ein DFT-Paar:

x[n] o X[K]. (5.7)

Bei der DFT wird das Spektrum fiir N Spektralkompontenten berechnet, wodurch der Re-
chenaufwand quadratisch mit der Anzahl der Abtastwerte steigt [55]. Sollen jedoch wie bei
dem Verfahren der HF-Injektion nur eine oder wenige spezifische Frequenzen betrachtet
werden, kann der Rechenaufwand mit Hilfe des Goertzel-Algorithmus signifikant verringert
werden [55].

Der Goertzel-Algorithmus ist eine Umformung der DFT in eine lineare Differenzengleichung 1.
Ordnung. Fiir die Herleitung des Goertzel-Algorithmus wird die Berechnung des
DFT-Koeffizienten als Faltungssumme mit dem Faltungsoperator * dargestellt.

Fiir den komplexen Faktor Wllfl nach Gleichung 5.4 hoch der DFT-Léange N gilt:

.2mk
wiN =W N =1, (5.8)

Die DFT-Summe nach Gleichung 5.3 kann somit umgeformt werden zu:

X[kl = Y x[n]-wk" = » x[n] wg "™, (5.9)

Fiir eine Faltung zweier Zeitfolgen x4 [n] und x,[n] gilt allgemein [54]:

+ 00 +00

%, [n] * %, [n] = Z %[n — m] - x, [m] = Z %,[m] - x,[n — m). (5.10)

m=-—oo m=-—oo

Zwischen Gleichung 5.9 und Gleichung 5.10 zeigt sich eine prinzipielle Ubereinstimmung, wenn
N —n aus der Exponentialfunktion als Differenz der Laufindizes des Faltungsergebnisses und

der Faltungssumme verstanden wird.
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Es sei nun die Impulsantwort h[n] eines linearen, zeitinvarianten (LTI) Filters mit dem

Eingang u[n] gegeben als:
h[n] = wy" - u[n] (5.11)

dann gilt fiir die Faltung des Signals x[n] mit der Impulsantwort h[n]:

yln] = x[n] « hn] = " x[m] - wy“"™™ - u[n] (5.12)
m=0
und somit:
yln] = x[n] * wy™* - ufn]. (5.13)

Wird die Faltung nach Gleichung 5.10 durchgefiihrt, ergibt sich nach anschliefsendem

Koeffizientenvergleich der rekursive Zusammenhang:
y[n] = x[n] + h[1] - y[n — 1] mitn = 0 und y[—1] = 0. (5.14)
Somit liegt eine Differenzengleichung mit konstanten Koeffizienten vor, fiir die gilt:

ag - y[n] +a; -y[n—1] = by - x[n]. (5.15)

Die Koeffizienten lauten: ag = 1,a; = —wy*

und b, = 1. Die Parametrierung des Goertzel
Algorithmus erfolgt iiber den Parameter k bzw. den Koeffizienten a; nach Gleichung 5.5.
Hierbei muss N so gewéhlt werden, dass k ganzzahlig ist. Die geschickte Auswahl der Para-
meter ermdglicht somit eine Ermittlung des komplexen Faktors fiir eine gegebene Frequenz.

Abbildung 5.5 zeigt das Blockdiagramm des Goertzel-Algorithmus. Der Ausgangswert y[n]
wird in Abhédngigkeit vom Eingangswert x[n] und dem letzten Ausgangswert y[n — 1] berech-
net, der iiber den Faktor a; zurlickgefiihrt wird. Nach N Iterationen nimmt der Ausgangswert

y[n] die Grofe des gesuchten DFT-Koeffizienten an.

Goertzel-Algorithmus

x[n] T y[n]
o : T r . -0
Eingang i ': Ausgang
s | |
E —a, 4—' i
: ymn-1]

Abbildung 5.5: Blockschaltbild des Goertzel-Algorithmus
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Ein Anwendungsbeispiel des Goertzel-Algorithmus ist in Abbildung 5.6 dargestellt. Das
Signal f3(t), das sich aus der Addition der beiden harmonischen Schwingungen unterschiedli-
cher Frequenz f; (t) und f,(t) zusammensetzt, wird diskret abgetastet (I). Ziel ist die Isolierung
der Amplitude und Phasenlage mit der Kreisfrequenz w;. Der Goertzel-Algorithmus liefert den
komplexen DFT-Koeffizienten ¢, der die Phasenlage ¢ und die mit einem Normierungsfaktor
behaftete Amplitude A enthilt (II). Zur Uberfilhrung des DFT-Koeffizienten in die
harmonische Teilschwingung wird der Zeiger mit der dazugehorigen Kreisfrequenz wq rotiert,
wobei die Anfangslage des Zeigers durch die Phasenlage ¢ vorgegeben wird (III). Die
Amplitude der Teilschwingung ist, wie in Abbildung 5.6 gezeigt, mit dem Normierungsfaktor
2 - N7 behaftet. Die Phasenlage wird immer in Bezug auf die Cosinus-Schwingung angegeben.
Es zeigt sich, dass Amplitude und Phasenlage der Frequenz w; des Signals f; (t) isoliert und
korrekt rekonstruiert werden.

Zeitsignal (abgetastet) DFT-Koeffizient Teilschwingung (harmonisch)
Im A
A
jb oo .. Co1
¢) !
— » Re
a
f3(0)
Goertzel ) Rotation  x(¢) = A-e/® - ej®at
= = b= - el® -
LO=£O+fA0) fiir @, Cor=a+jb=lc,| e =Ty bl wersliah Sl

mit A :%- |£w1|

Abbildung 5.6: Anwendungsbeispiel des Goertzel-Algorithmus 1. Ordnung

Der Goertzel-Algorithmus wird verwendet, wenn in Echtzeit der DFT-Koeffizient fiir eine
festgelegte Frequenz aus einem Signal mit iiberlagerten harmonischen Schwingungen bestimmt
werden soll. Dabei kann auf eine rechenzeitaufwéndige DFT oder FFT, ebenso wie auf die
Filterung des Signals, verzichtet werden. Im vorgestellten Verfahren werden Amplitude und
Phasenlage von Strémen und Spannungen fiir eine bekannte, konstante HF-Frequenz

miteinander verglichen, was den Einsatz des Goertzel-Algorithmus als sinnvoll erscheinen lésst.

5.3.2 Ideales Systemverhalten

Die Anregung der Achsen erfolgte fiir jede Stromkomponente mit einem sinusférmigen

HF-Signal mit der Amplitude ij,HF und der Kreisfrequenz wypg:
ij,ur = Ijur - cos(wyp - t). (5.16)

Vor der Anregung werden zunéchst konstante Strome fiir die einzelnen Stromkomponenten

eingestellt, um den gewiinschten Arbeitspunkt zu erreichen. Anschlieffend werden die einzelnen
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Stromkomponenten nacheinander mit dem HF-Strom if IC{IF iiberlagert, wiahrend die nicht
angeregten Stromkomponenten auf den eingestellten Arbeitspunkt ohne iiberlagerte Schwin-
gung geregelt werden. Gleichung 5.2 zeigt, dass die Gleichanteile der Stromkomponenten
aufgrund der Differentiation des Stroms nicht in induzierten Spannungen eingehen.

Durch die Anregung mit sinusférmigen Injektionsstromen sind die Spannungen ebenfalls
harmonische Groéfsen und konnen als komplexe Raumszeiger dargestellt werden, die mit der
Kreisfrequenz wyp des HF-Signals rotieren [56]. Die komplexe Wechselstromrechnung wird als
Darstellungsform gewéhlt, da hier Verhéltnisse zwischen Strom und Spannung in einem
linearen, zeitinvarianten System betrachtet werden und die Gréfen sinusformig sind. Insbe-
sondere die Stromableitung in Gleichung 5.2 wird hier durch eine Multiplikation mit einem
komplexen Faktor ersetzt, was die Betrachtung erleichtert. Der rotierende Zeiger einer

Spannung wird als komplexe Spannung u dargestellt durch:
u(t) = - (cos(wt + @y) +j - sin(wt + @y)) = @ - el (@+ew), (5.17)

Komplexe Zeiger werden wie in der Literatur iiblich mit einem Unterstrich gekennzeichnet. Fiir

die komplexen Stréme und Spannungen gilt somit:

[ Ugnr - el(OnFttoua) T ¢ O g - eIPud
Ugur - el(@nr t+ouq) Ugpr - €Pua
E?I‘; - ﬁd&HF ’ ej(wHF.tﬂPu’“) = Ud3,HF . el®Puasz |. gjOHFt = Cu- el OHFt (5.18)
0q3,HF . e} (@HFt+9uq3) qu3,HF . @/Pua3
| Uonr - el(onrtreuo) | L Ugyp - &/9uo0 |
sowie
[ Tqur- el(wnrtteia) 1 e SJPia -
iq,HF . el (@nFtteiq) Tq,HF . el®ig
L;iﬂ' = id3,HF : ej(wHF't+(pi'd3) = id3,HF . @l®ids|. gJOHFt = Ci- eJOHFT (5.19)
iq3,HF . o) (OHFt+®igs) iq3_HF . el®igs
| Tour- ellonrt+eio) [ L Toup - €910 |

Die Amplitude und Phasenlage der einzelnen Signale werden als komplexe Amplitude
bezeichnet und entsprechen den DFT-Koeffizienten ¢, fiir die Spannungskomponenten und c;
fir die Stromkomponenten. Diese konnen mit_dem in Kapitel 5.3.1 beschriebene_n
Goertzel-Algorithmus schnell und effizient bestimmt werden, eine zusétzliche Filterung ist bei
Anwendung des Goertzel-Algorithmus nicht nétig, da dieser so parametriert wird, dass
ausschliefllich die Injektionsfrequenz ausgewertet wird und die HF-Frequenz von den Gleich-
anteilen und anderen Frequenzen getrennt wird.

Die Differentiation des HF-Stroms nach Gleichung 5.2 ergibt sich in der komplexen Schreib-

weise zu:
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[ 14 pyp - €/ (PHFTOLA) ]
] i o el(0urtteiq)
ay | lard |
E =j-oyr gz ur- el(onrtt@ias) | = j- wyp - ¢; - JOHFT, (5.20)
iq3,HF . ei(wHF‘t+<Pi,q3)
| 1o uF - ol (WnFt+@ip) |

Die komplexen Grofsen der Gleichungen 5.18 bis 5.20 werden in Gleichung 5.2 eingesetzt, wobei
die Gleichanteile vorerst vernachlissigt werden, da diese mit dem Goertzel-Algorithmus isoliert
werden und die Induktivitét lediglich auf die Wechselanteile wirkt. Nach einigen Umformungen

ergibt sich:
) d
Cy = (R +] *WYFf* Ld(ilff) ' Cj. (521>

Die komplexe Impedanzmatrix Z fiir den definierten Arbeitspunkt ist durch die Division des

DFT-Koeffizienten der Spannung durch den DFT-Koeffizienten des Stroms definiert als:

[Cud/Cia  Cud/CSiq Cud/Cids Cud/Cig3 Cud/Sio]
I Eu,q/gi,d Eu,q/gi,q 9u,q/§i,d3 9u,q/§i,q3 Eu,q/gi,o I
Z=|Cyas/Ca Cudas/Siq Cuds/Cids Cuds/Siqz Cuds/Sio|=R+j-wup Lok (5.22)
[Cuq3/Cid Cuq3/Siq Cuq3/Cid3 Cuq3/Cig3s Cuq3/Ciol
Cu0/Cid  Cuo/Siq Cuo/Cid3  Cuo/Ciq3  Cuo/Sio

Der Imaginérteil der Impedanz entspricht der differentiellen Induktivitdt multipliziert mit der

HF-Kreisfrequenz wyg [56]. Die Induktivitit ergibt sich somit zu:

[Cud/Cid  Cud/Siq Cud/Cids Cud/Cigs Cud/Sio )
I Eu,q/gi,d Eu,q/gi,q Eu,q/gi,d3 Eu,q/gi,q3 Eu,q/gi,o |

d
Ly Cud3/Cid Cuds/Ciq Cuds/Cids Cuds/Ciq3 Eu,d3/£i,o|L- (5.23)

(
1 J
diff_(oHle

[Cuq3/Cid Cuq3/Ciq Cuq3/Cid3s Cuq3/Cigq3s Cuq3/Sio|
lgu,o/gi,d Cuo/Cq Cuo/Cid3  Cuo/Cig3 Eu,O/Ei,OJ

Der Wicklungswiderstand hat keinen direkten Einfluss auf die berechneten Induktivitéten,
sondern verursacht eine Phasenverschiebung, die in den DFT-Koeffizienten beriicksichtigt ist.
Bei einer Anregungsfrequenz oberhalb der Grenzfrequenz der Maschine liegt ein nahezu
induktives Verhalten vor, sodass der reale Anteil der Impedanz gegeniiber dem imaginéren
Anteil sehr gering ist.

Am Beispiel der Anregung in Richtung der d-Achse wird die Vorgehensweise zur Bestimmung
der differentiellen Induktivitdten beispielhaft erldutert. Die anderen vier Achsrichtungen
erfolgen analog hierzu.

Aus Gleichung 5.2 ergibt sich nach Einstellung des Arbeitspunktes mit der Injektion eines
HF-Stroms in die d-Achse, wenn die anderen Stromkomponenten keinen HF-Anteil aufweisen,

dass die HF-Anregung in der d-Achse bei vollbesetzter Matrix Lﬁ?ff eine Anregung aller
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Spannungskomponenten zur Folge hat. Hierbei ist darauf zu achten, dass die Stromkompo-
nenten der anderen Achsen keinen HF-Anteil aufweisen, da sich diese mit den
Spannungskomponenten der zu identifizierenden Achse iiberlagern wiirden und somit keine
eindeutige Zuordnung mehr moéglich wére. Durch eine Linearisierung im Arbeitspunkt ergibt

sich:

U4 HF id,HF [dld’HF]
e | 57| e
Ugzmr|=R-| 0 |+ L | ot (5.24)
Uq3,HF l 0 J | 0 |
Ug HF 0 l 0 J

Aus Gleichung 5.24 folgt, dass aus einer HF-Strom-Einpriagung in eine Stromkomponente eine
HF-Spannung in allen fiinf Spannungskomponenten resultiert. Somit miissen pro Injektions-

richtung sechs DFT-Koeffizienten bestimmt werden. Fiir die komplexen DFT-Koeffizienten

gilt:
[ ﬁd,HF . ej‘Pu,d T R ](p
ﬁ . ej‘Pu,q Id'HF reid
R qHF . 0
C_u = Ud3,HF .« @/®Pu,d3 , & = 0 . (525)
ﬁq3 HF * ej‘-Pu,q3 0
| ﬁo HF . ej‘-Pu,O ] O

Eingesetzt in Gleichung 5.23 lassen sich mit den DFT-Koeffizienten die Werte der ersten Spalte
der Matrix der differentiellen Induktivitdten Lﬁ?ff berechnen:

([Cua/Ca 0 0 0 O]y rLyg O O 0 O

Im{Z} 1 IEu,q/Qi,d 0 00 OI [qu 0 0 O O]
= ——=——Im{jcuas/Ga 0 0 0 0fp=llga 0 0 0 0O (5.

HF  OOHF [gu,q3/gi,d 00 0 oJ qu3d 000 oJ

Cuo/cia 0 0 0 o) Llia 0 0 0 0

Im Anschluss an die Anregung in d-Richtung folgt die Anregung in die anderen Achsen,

wodurch die Matrix L((ii?ff vervollstandigt wird.

5.3.3 Beriicksichtigung von Verzogerungen im System

Die in Kapitel 5.3.2 vorgestellte Berechnung zur Bestimmung der differentiellen Induktivitéten
geht von einem idealen System ohne Verzogerung aus. Ein reales System beinhaltet jedoch
Verzogerungen, beispielsweise durch analoge Filter im Zweig der Stromaufnahme, der diskreten
Abtastzeit der Regelhardware und der Verzdgerungen im Stellglied. Diese Verzégerungen
werden als Totzeit bezeichnet wund verursachen bei sinusformigen Groéfsen eine
Phasenverschiebung zwischen realem Signal und der in der Regelhardware vorliegenden Grofe.

Die Ubertragungsfunktion mit der Totzeit Ty ist gegeben durch [57]:
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Gr,(jw) = e71@Tr, (5.27)

Die absolute Phasenverschiebung ist bei sinusférmigen Grofen von der Frequenz des Signals
abhéangig. Abbildung 5.7 zeigt ein vereinfachtes Blockschaltbild des mit Totzeit behafteten
Systems. Fiir die Totzeiten Ty, Ty, und Ty wird nach [5] jeweils ein Abtastschritt ange-
nommen. Die aus den Totzeiten resultierende Phasenverschiebung zwischen realem und
gemessenem Signal hat eine groke Auswirkung auf die Giite der Ergebnisse und wird in
Abschnitt 5.8.3 messtechnisch bestimmt.

K, T Ky Ty T4 1/R L/R
Dol ‘: iggu |: usdglg da5 Usorl L,— Uist V
f- uvw
PI — Regler PI — Regler t Umrichter Regelstrecke
Drehzahl Strom T, (Motor)
Njgt i) q4¢5 iis List-mess
60 uvw ) LI:
2m-p * Stromerfassung
Tpr Tis
Wel,ist (@el unfilt d B Pelist LI: | Qelist—mess
P T ~
Drehzahlfilterung Positionserfassung

Abbildung 5.7: Vereinfachtes Blockschaltbild der Regelung mit Totzeiten

Mit einer resultierenden aufsummierten Totzeit T¢ zwischen realem Signal und Messsignal

erweitert sich Gleichung 5.23 zu:

( [Eu,d/ Cid Cud/Ciq Cud/Cids Cud/Cig3 Cud/Cio 1

| cuq/Cia  Cuq/Siq Cuq/Cid3s Cuq/Sig3  Cuq/Sio |
Im i Cud3/Cid Cud3/Ciq Cuds/Cidz Cud3/Cigz Cuds/Cio | .
[Qu,q3 /Cid Cuq3/Ciq Cuq3/Cids Cugq3/Ciq3 gu,qs/gi,oJ
\ Cuo/Cid  Cuo/Siq Cuo/Cids  Cuo/Cigz  Cuo/Cio

dq _
Laier =

1
WHF

\I
eTJonr T } (5.28)
)

Die hier als Totzeit angenommene Verzogerung der Stromerfassung ist bei exakter Betrachtung
iiber alle Frequenzen durch die RC-Glieder im Stromerfassungskreis ein PT1-Glied und hétte
fiir eine feste HF-Frequenz dementsprechend zusédtzlich zur Phasenverschiebung noch eine
Déampfung. Fiir die in Abschnitt 5.4 ausgewdhlte HF-Frequenz wird dieser Faktor bestimmt
und beriicksichtigt. Dementsprechend ist die Beriicksichtigung eines Dampfungsfaktors in

Gleichung 5.28 nicht notwendig.
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5.4 Auslegung des HF-Signals

Fiir die Identifikation der differentiellen Induktivitdten ist eine ausreichende Anregung durch
die injizierten HF-Signale notwendig. Sowohl die geregelten HF-Strome, als auch die
HF-Spannungen, die nétig sind, um die HF-Strome einzuprigen, sind so auszulegen, dass eine
ausreichend auflésbare Amplitude vorhanden ist und die Spannungsgrenze des Umrichters nicht
iiberschritten wird. Des Weiteren wird die HF-Frequenz so gewé&hlt, dass nahezu induktives
Verhalten der Maschine vorliegt und die in Kapitel 5.3 getroffenen Annahmen giiltig sind. Nach
oben ist die Frequenz des HF-Signals durch die Abtastfrequenz der Wandler begrenzt, da nach
dem Shannon-Theorem mindestens vier Werte pro Periode vorliegen miissen, um die Frequenz
eindeutig zu bestimmen.

Aus diesen Griinden werden in den folgenden Abschnitten die HF-Amplitude und die
HF-Frequenz so festgelegt, dass das Signal sowohl gut auszuwerten ist, als auch eine hohe
Ergebnisgiite verspricht.

Die Wahl der Frequenz kann in einer ersten Naherung gut durch die Ersatzzeitkonstante einer
als PT1-Glied angenommenen Ubertragungsfunktion des Motors bestimmt werden. Die

Motorstrecke hat die Ubertragungsfunktion:

1
Tg-s+1 L.giq (5.29)
R

GMotor(s) =

mit der Ersatzzeitkonstanten Tg. Abbildung 5.8 zeigt das Bode-Diagramm fiir Motoren mit
unterschiedlichen Zeitkonstanten. Ein gutes Verhalten stellt sich ein, wenn der Phasengang
nahezu -90° erreicht, eine hohere Frequenz sollte jedoch nicht unbedingt gewéhlt werden, um
die Signalverarbeitung zu vereinfachen. Dementsprechend héngt die Wahl der HF-Frequenz
von der Ersatzzeitkonstante des Motors ab. Bei Motoren mit einer Zeitkonstante grofser als 0,1
Sekunden ist eine HF-Frequenz von 100 Hz — 200 Hz ausreichend. Bei Motoren mit groferen
Zeitkonstanten werden mit niedrigeren Frequenzen gute Ergebnisse erzielt, wahrend bei
niederinduktiven Motoren mit einer Zeitkonstanten von 1 ms Frequenzen gréfler als 500 Hz
verwendet werden. Aus FEM-Simulationen geht hervor, dass die Zeitkonstante des
verwendeten Motors im Bereich von 50 ms liegt, weswegen eine HF-Frequenz von 200 Hz

gewahlt wird.
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Bode Diagramm
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Abbildung 5.8: Bode-Diagramm von PT1-Gliedern mit unterschiedlichen Zeitkonstanten

Nach Festlegung der Frequenz wird die Amplitude des HF-Stroms so gewéhlt, dass einerseits
Signale entstehen, die unter Beriicksichtigung der Quantisierung gut auswertbar sind und
andererseits die Stellspannungsgrenze nicht {iberschritten wird. Die entwickelte Reglerstruktur
ermoglicht die direkte Vorgabe einer Stromamplitude. Zur Berechnung der
Spannungsamplitude wird die Spannungsdifferentialgleichung fiir einen festgebremsten Motor

(we; = 0) nach Gleichung 5.2 mit dem HF-Strom erweitert:
.d ~d d ~d .
ud? =R (ig? + T} - cos(wyp - ) — oy - deilff Tht - sin(wgg - ©). (5.30)

Hierbei ist TSI% die Amplitude der HF-Anregung und igq der Vektor der konstanten Stréme des
aktuellen Arbeitspunkts. Bei Annahme eines induktiven Verhaltens und entsprechend hoher
Frequenz wyp kann der erste Summand von Gleichung 5.30 vernachléssigt werden. Die
Gleichung vereinfacht sich damit zu:

dq

u ~ —WyF L(:l(ilff . ng . Sin((DHF . t) (531)

Fiir die Amplitude der Spannung Gg% gilt somit:

~d d ~d
Uhr = —our - Lk - T (5.32)

Fiir die Abschitzung wird eine Kenntnis der differentiellen Induktivitdten benotigt, die néihe-
rungsweise aus FEM-Simulationen gewonnen wird. Des Weiteren ist das Maximum der
Injektionsamplitude, insbesondere im Séttigungsbereich, begrenzt, da es bei grofen Amplituden
durch die Linearisierung zu Abweichungen in den gemessenen differentiellen Induktivititen
kommen kann. Abbildung 5.9 stellt diesen Effekt anhand einer Erweiterung von Abbildung 5.4
dar. Wird die Amplitude der Stromanregung zu grofs gewéhlt, so wird nicht mehr die

differentielle Induktivitat identifiziert, sondern {iber einen groferen Bereich linearisiert. Die
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identifizierte Induktivitdt entspricht somit nicht mehr der Steigung der Flussverkettung in
Abhéngigkeit des Stroms im gewéhlten Arbeitspunkt.

1 —
O | e e < el e st i e - Lyj (3.0

El [ -
g
£ |
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Abbildung 5.9: Auswirkung von zu grofi gewdhlten Amplituden des HF-Stroms auf die
Identifikation der differentiellen Induktivititen

Fiir das Testsystem wird unter Beriicksichtigung der Spannungsgrenze sowie der Quantisierung
der A/D-Wandler bei Kenntnis des FEM-Ergebnisses fiir die Induktivitdten fiir die
Injektionsfrequenz fyp = 200 Hz eine Amplitude des Stromsignals von 0,05 - Iyenn, = 0,414 A

ausgewahlt. Hieraus ergibt sich eine Spannungsamplitude fiir die ungeséttigte Maschine von
Uyr =~ 20 V.

5.5 Struktur und Ablauf des Identifikationsverfahrens

Das in den Kapitel 5.2 bis 5.4 beschriebene Verfahren der HF-Injektion wird simulativ in
MATLAB-Simulink erprobt und anschlieffend experimentell validiert. Abbildung 5.10 zeigt die
Struktur des Verfahrens. Ziel der Ablaufsteuerung ist eine vollstindig automatisierte

Identifikation fiir vorher definierte Arbeitspunkte und Positionen.
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Abbildung 5.10: Struktur und Ablauf des Verfahrens zur Identifikation von differentiellen

Induktivitdten einer finfphasigen Synchronmaschine mit HF-Signalinjektion

Nach der Ausrichtung des Priiflings auf eine definierte Position wird die Welle durch einen
Lastmotor mit Bremse fixiert. Es folgt die Sollwertgenerierung, die sich in das Einprégen der
Stromkomponenten fiir den jeweiligen Arbeitspunkt und das Einprigen der HF-Strome in die
jeweiligen Stromkomponenten unterteilt. Wéahrend fiir den konstanten Strom im Arbeitspunkt
die iibliche Proportional-Integral-Reglerstruktur (PI-Regler) verwendet wird (siche Kapitel
6.1), kommt fiir den HF-Anteil ein Proportional-Resonanz-Regler (PR-Regler) zum Einsatz
(siehe Kapitel 5.6).

Die Stromarbeitspunkte werden in einer festgelegten Reihenfolge angefahren, so dass die
thermische Belastung der Maschine moglichst gering bleibt und keine groften Spriinge in den
konstanten Stromarbeitspunkten entstehen, da die statische Verstarkung der Stromregler von
der differentiellen Induktivitdt abhingig ist und im umgesetzten Verfahren die Reglerverstér-
kung mit dem jeweils zuletzt identifizierten Wert nachgefiihrt wird. Es wird zuerst der g-Strom
im gewahlten Intervall mit vorgegebenen Spriingen variiert. Sobald ein Durchlauf abgeschlossen

ist folgt eine Variation des d-Stroms, nach der wiederum alle Arbeitspunkte in g-Richtung
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angefahren werden. Anschliefend werden die Stréme in den Richtungen q3 sowie d3 variiert.

Abbildung 5.11 zeigt den Verlauf der Soll-Stréme ohne HF-Injektion fiir eine Rotorposition fiir
die Arbeitspunktkombinationen:

o Iq von -30 % Iyenn bis +30 % Inenns

« Iq von -100 % Iyenn bis 100 % Iyenn,
o Ig3 von -20 % Inenn bis +20 % Inenn,
*  Ig3 von -20 % Inenn bis +20 % Inenn;

Io: keine Variation, konstant iy = 0.

Zur besseren Ubersicht des Stromverlaufs in d- und g-Richtung zeigt Abbildung 5.12 eine
vergroferte Darstellung der ersten 60 Sekunden. Auf eine Identifikation der Induktivitéten des
Nullsystems wird verzichtet, weil die Nullkomponente lediglich einen oszillierenden Anteil zur
Momentenbildung beitrdgt und zur optimalen Bestromung der Maschine zu null geregelt wird
(sieche Kapitel 6.2). Des Weiteren ist die Nullinduktivitdt der Maschine um den Faktor 20
geringer als die iibrigen Induktivitdten. Auf diesem Grund miisste zur Anregung der Null-
komponente eine deutlich hohere Injektionsfrequenz gewéhlt werden, was sich wiederum

negativ auf die Giite der Identifikation der anderen Komponenten auswirkt.

Verlauf der konstanten Soll-Stréme ohne HF-Anteil
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Abbildung 5.11: Verlauf der Stromarbeitspunkte ohne HF-Injektion fiir eine Rotorposition
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Verlauf der konstanten Soll-Stréome ohne HF-Anteil
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Abbildung 5.12: Vergrifferung der ersten 60 Sekunden von Abbildung 5.11

Fiir jeden Arbeitspunkt wird ein HF-Strom nacheinander in die einzelnen Stromkomponenten
injiziert, wihrend die nicht angeregten Stromkomponenten keinen HF-Anteil aufweisen diirfen.
Der Ablauf der HF-Sollstromverldufe ist in Abbildung 5.13 dargestellt. Die Dauer der Injektion
pro Stromkomponente wird so gewihlt, dass eine Verlidngerung keine signifikante Verbesserung
der Ergebnisse bewirkt, um die Identifikationszeit gering zu halten. Im vorliegenden Beispiel
wird eine Injektionszeit von 0.05s pro Komponente gewdhlt. Der Wechsel des
Stromarbeitspunktes wird ebenfalls mit 0.05 s angenommen, um mogliche Ausgleichsvorgéinge
ausregeln zu kénnen. Den detaillierten Verlauf zeigt Abbildung 5.13. In Abbildung 5.14 ist eine
Vergroferung des ersten Anregungsabschnitts dargestellt.

Verlauf der Soll-Stréome mit HF-Anteil
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Zeit [s]

Abbildung 5.13: Verlauf der Soll-Stréme inklusive HF-Signalinjektion
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Verlauf der Soll-Stréme mit HF-Anteil
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Abbildung 5.14: Vergriferung von Abbildung 5.13 zur Darstellung des HF-Injektionsstroms in
d-Richtung (0.05 s bis 0.1 s) und in g¢-Richtung (ab 0.1 s)

Die Sollspannungen und die gemessenen Ist-Strome werden nach der notwendigen Korrektur
der Totzeit nach Kapitel 5.3.3 mit einem Goertzel-Algorithmus ausgewertet. Der Algorithmus
benstigt einen Trigger, der anzeigt, ab welchem Zeitpunkt die gewiinschte Anzahl von Perioden
aufgenommen wurde. Anschlieffend werden aus den DFT-Koeffizienten von Strom und
Spannung die entsprechenden differentiellen Induktivitdten ermittelt und gespeichert. Fiir die
Anzahl der auszuwertenden Perioden k und der Lénge eines Auswertungsfensters N gilt nach
Gleichung 5.5:

k fur
== . 5.33
N fAbtast ( )

Dementsprechend werden fiir einige Kombinationen von k und N mehrere differentielle
Induktivitdten fiir eine Anregung bestimmt, iiber die ein Mittelwert gebildet wird, um die
Ergebnisgiite zu steigern. Sobald die Identifikation einer Rotorposition abgeschlossen ist, wird
die Bremse geliiftet und eine neue Position angefahren. Die Positionsregelung wird iiber einen

P-Regler realisiert, die kaskadierte Geschwindigkeitsregelung {iber einen PI-Regler.

5.6 Stromregelung mit Proportional-Resonanzregler

Die Stromregelung besteht aus einer Parallelschaltung eines PI-Reglers fiir den konstanten
Arbeitspunktstrom und eines PR-Reglers zur Einprigung der Stromharmonischen. Die
PI-Reglerstruktur ist allgemein bekannt [10] und wird hier nicht naher erldutert. Ein stabiler
und gut ausgelegter PR-Regler ist jedoch Grundlage fiir ein schnelles und exakt arbeitendes

Identifikationsverfahren, weswegen auf die Auslegung im Folgenden genauer eingegangen wird.

5.6.1 Beschreibung des PR-Reglers

Der fiir die Identifikation benétigte HF-Strom ig: kann in ein Mit- und Gegensystem aufgeteilt
werden [17]:

HF _ :HF + | :HF -
tigq -

lag = lag (5.34)
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Der positive Anteil ig: * rotiert dabei mit wyp im Uhrzeigersinn, wihrend der negative Anteil

ig: "~ entgegen wyr rotiert (sieche Abbildung 5.15).

i 1

Abbildung 5.15: Darstellung der HF-Einprdgung in den entkoppelten, rotorfesten

Koordinatensystemen (erweitert, nach [17])

Die Amplituden der positiven und negativen Folge betragen jeweils die Hélfte der Gesamt-

amplitude:
~dq
g T = % cos(wyg - t) (5.35)
1%
lgg T = % . COS(_(DHF . t) (536)

Abbildung 5.15 zeigt die zusétzlichen Koordinatensysteme fiir die neu eingefiihrten HF-Grofsen,
in denen die HF-Strome aus den Gleichungen 5.35 und 5.36 als konstante Gréfsen erscheinen.
Eine mogliche Regelungsvariante ist die Einfiihrung eines weiteren Koordinatensystems, das
mit wyp rotiert und die Regelung der HF-Grofen mit PI-Reglern [58]. Die zusétzliche
Koordinatentransformation ist jedoch mit einem erhéhten Rechenaufwand verbunden,
weswegen die Regelung der Harmonischen mit einem PR-Regler realisiert wird [17] [59].

Die Ubertragungsfunktion des PR-Reglers Gpg(s) wird aus der Summe der Ubertragungs-
funktionen von zwei PI-Reglern Gp;(s) gebildet, deren Koordinatensysteme mit (s — jwyg) und

(s + jwyp) transformiert werden.

1
Gpr(s) = 5 [Gpi(s + jwyr) + Gpi(s — jwyr)] (5.37)
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Fiir die Ubertragungsfunktion des PI-Reglers gilt:

(5.38)

G =Kp+
pi(s) P Ty - s
mit der statischen Verstdrkung Kp und der Nachstellzeit Ty. Einsetzen von 5.38 in 5.37 liefert

die vollstindige Ubertragungsfunktion des PR-Reglers:

Gpr(s) = Kp + AL — (5.39)
Tn s?+ wip '
Die Ubertragungsfunktion 5.39 zeigt ein konjugiert komplexes Polpaar bei +jwyg, weshalb sich
das System bei Anregung mit wyp an der Stabilitdtsgrenze befindet [10]. Abbildung 5.16 zeigt
das Bode-Diagramm des PR-Reglers fiir eine Resonanzfrequenz wyg =2 - 1+ 200§ und Kp =1,
Ty = 1s. Zu erkennen ist die sehr hohe Verstiarkung bei der Resonanzfrequenz, wiahrend der
PR-Regler auf die weiteren Frequenzen keinen Einfluss hat.

Bode Diagramm

fu—
ot

—_
o

Amplitude [dB]
(@3

=]

50 175 200 225 250

90

Phase [Grad]
o

-45

-90
150 175 200 225 250
Frequenz [1/s]

Abbildung 5.16: Bode-Diagramm des PR-Reglers mit wyp =2 -1+ 200%, Kp=1 Ty=1s

Parallel zum PR-Regler wird der PI-Regler zur Kompensation der bleibenden Regelabweichung
und zur Einstellung des konstanten Stromarbeitspunkts geschaltet (Abbildung 5.17). Die
Parametrierung der Regler erfolgt nach dem Betragsoptimum nach Kapitel 6.1.1. Ein nétiger
Parameter zur Parametrierung der Stromregler sind die zu identifizierenden differentiellen
Induktivititen, die sich mit dem Arbeitspunktstrom dndern. Wie in Abbildung 5.10 dargestellt
werden die mit der vorherigen Stromkombination identifizierten Induktivitdten verwendet, um
die Reglerparameter nachzufithren. Zum Ausgleich von Messfehlern und zur Erhéhung der

Stabilitdt wird hierbei ein Sicherheitsfaktor von 0,8 verwendet.
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Abbildung 5.17: Struktur des Stromregelkreises mit Parallelschaltung aus PI- und PR-Regler

5.6.2 Stabilitdt des PR-Reglers und Verschiebung des Frequenzgangs
Nach Gleichung 5.39 befinden sich die Polstellen des PR-Reglers auf der imaginéren Achse. Die

Lage der Polstellen bedingt ein potentiell instabiles Verhalten, das im Folgenden genauer
analysiert wird. Fiir Stabilitdtsuntersuchungen wird {iblicherweise die Phasenreserve bei einer
Verstéirkung von 0 dB untersucht. Aufgrund der hohen Verstédrkung bei der Resonanzfrequenz
kommt es im Amplitudengang des PR-Reglers zu mehreren Kreuzungen der 0 dB-Linie (siehe
Abbildung 5.18). Eine einfache Untersuchung der Phasenreserve ist somit nicht moglich,
weshalb das Nyquist-Kriterium zur Untersuchung der Stabilitdt verwendet wird [60]. Die
direkte Anwendung des vereinfachten Nyquist-Kriteriums ist nicht moglich, da der offene
Regelkreis zwei Polstellen auf der imaginéren Achse besitzt. Nach [60] kann das vereinfachte
Nyquist-Kriterium verwendet werden, wenn die Kurve mit einem im Uhrzeigersinn laufenden
Halbkreis im Unendlichen geschlossen wird [61]. Dies héngt wiederum davon ab, wie die
Ortskurve an der Unstetigkeitsstelle geschlossen wird.

Nach dem vereinfachten Nyquist-Kriterium ist die Regelstrecke stabil, wenn der kritische Punkt
(-1 / 0) von der Ortskurve des offenen Kreises nicht umschlungen wird [62]. Abbildung 5.18
rechts zeigt fiir eine beispielhafte Reglereinstellung, dass fiir den unkompensierten Regelkreis
(blau) der kritische Punkt umschlossen wird. Durch eine Phasenverschiebung in der Umgebung
der Resonanzfrequenz kann dieses Verhalten jedoch so beeinflusst werden, dass der Regelkreis

stabil wird. Eine Moglichkeit zur Verschiebung des Frequenzgangs im Resonanzbereich ist [60]:

Kp s-cos(@n) — wyr - sin(¢n)
G =Kp+—- .
pr(S) Py s% + lg

(5.40)
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Fiir @, = 0 ergibt sich der PR-Regler nach Gleichung 5.39. Abbildung 5.18 links zeigt das
Bode-Diagramm des offenen Regelkreis mit einer als PTo-Glied approximierten Regelstrecke
des verwendeten Motormodells mit einer Kompensation von @y =% (griin) und ohne Kom-
pensation (blau). Zu erkennen ist der geringe Einfluss des Kompensationsterms auf den
Amplitudengang, wihrend beim Phasengang im Bereich der Resonanzfrequenz eine Phasen-
erhhung zu erkennen ist. Abbildung 5.18 rechts zeigt das dazugehorige Nyquist-Diagramm.
Beim PR-Regler ohne Kompensation wird der kritische Punkt durch die Schliefung der Kurve
im Unendlichen umschlossen, wihrend beim kompensierten Regelkreis der kritische Punkt nicht

umschlossen wird und der Regelkreis somit stabil ist.
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Nyquist Diagramm

= 300
= 2 ;
< 200 ohne Kompensation
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Abbildung 5.18: Bode Diagramm (links) und Nyquist Diagramm (rechts) des offenen
Regelkreises mit PR-Regler und PTs-Ersatzmodell des Motors

Sind die Parameter der Strecke bekannt, kann die Phasenverschiebung durch die Strecke

berechnet und vollstdndig kompensiert werden, wenn fiir ¢y, gilt:

Pn = _L(GMotor(j(’oHF)) —-Z (GStellglied(j(‘)HF)) (5-41)

5.6.3 Diskretisierung des PR-Reglers

Die Implementierung des PR-Reglers auf einem Digitalprozessor erfordert die Transformation
der Ubertragungsfunktion in die diskrete Form. Fiir die Transformation wird die bilineare
Transformation / Tustin-Transformation verwendet. Die Transformation hat im Vergleich zur
Fuler-Vorwarts- bzw. Euler-Riickwéartstransformation den Vorteil, dass der Frequenzgang und
nicht eine bestimmte Systemreaktion in Ubereinstimmung mit der kontinuierlichen
Ubertragungsfunktion gebracht wird. Die bilineare Transformation ist eine Substitutions-

methode, bei der in G(s) der Ausdruck s durch einen Ausdruck z ersetzt wird und so G(z)

resultiert.
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Nach [63] ergibt sich:

2 z—1
TAbtast z+ 1.

S =X

(5.42)

Bei der Transformation werden die stabilen Pole des Ubertragungsgliedes in den stabilen
Bereich der z-Ebene und somit in den Einheitskreis transformiert, wodurch die diskrete Form
die gleichen Stabilitdtseigenschaften wie die kontinuierliche Form aufweist. Der Zusammenhang
zwischen der kontinuierlichen Kreisfrequenz w. und der diskreten Kreisfrequenz wgq wird
beschrieben durch [63]:

(OF]

Tabtast 2 Wq * Taptast
- arctan(w, “tan (————).

5 ) e 5 (5.43)

TAbtast TAbtast

Die Abbildung der imagindren Achse auf den Einheitskreis in der z-Ebene ist nichtlinear. Fiir
kleine Argumente der imagindren Achse gilt tan(x) = arctan(x) ~ x, wodurch Gleichung 5.43
bei niedrigen Frequenzen zu einer lineare Abbildung w. = wq wird. Bei dem verwendeten PR-
Regler mit der Resonanzfrequenz von fyg = 200 Hz fiihrt die Nichtlinearitdt bei einer
Abtastzeit von Taprast = 125 ms zu einer Verschiebung der Resonanzstelle um ca. 5 Hz. Diese
Verschiebung wird bei der Diskretisierung des Reglers beriicksichtigt, so dass die diskrete Form
das gewiinschte Frequenzverhalten aufweist.

Die Diskretisierung nach Tustin durch Einsetzen von 5.42 in 5.40 liefert:

Ke (- cos(@n) 2 = (2 - oy sin(@p)z = 1= - cos(@y) + e - sin(@y)

Ta
4 2 2 2 8 2 4
(T—2+(1)HF)Z +<2(1)HF—T—2 Z+(DHF+T_2
A A A

(5.44)

Die Reglerparameter Kp und Ty werden mit den jeweils zuvor identifizierten Induktivitaten
wahrend der Identifikation nachgefiihrt. Die Einstellung erfolgt analog zu den Regler-
parametern des Grundwellenmodells nach Kapitel 6.1.1, wobei fiir die statische Verstarkung

ein Sicherheitsfaktor von 0,8 beriicksichtigt wird.

5.7 Simulation

Das vorgestellte Simulationsverfahren wird anhand von numerischen Simulationen in
MATLAB-Simulink validiert. Hierbei wird das mit Hilfe von FEM-Simulationen validierte
Motormodell nach Kapitel 4 mit den FEM-Simulationsdaten aus Kapitel 4.5.1 parametriert, so
dass sichergestellt ist, dass Sattigungseffekte und Mehrfachanisotropien zu keiner Verdnderung
des Messergebnisses fiihren.

Die ereignisgesteuerte Ablaufsteuerung zur Anderung der Sollwerte von Strom und Position
wird in Simulink-Stateflow realisiert. Hierbei wird die Ablaufsteuerung so umgesetzt, dass nach
der Parametrierung eine vollautomatische Identifikation durchgefiihrt wird. Die Giite des

Identifikationsverfahrens wird anhand des Vergleichs zwischen den Parametern des
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Motormodells und den identifizierten Parametern bewertet, wobei sowohl Totzeiten als auch
Messrauschen beriicksichtigt werden.
Im Folgenden werden in Kapitel 5.7.1 die analytisch hergeleitete Stromregelung validiert und

anschlieffend in 5.7.2 die Simulationsergebnisse vorgestellt.

5.7.1 Validierung der Stromregelung

Die Stromregelung nach Kapitel 5.6 wird in Bezug auf die Performance des PR-Reglers genauer
untersucht, da das FEinschwingverhalten die Parametrierung des Goertzel-Algorithmus
beeinflusst und Bereiche bestimmt werden miissen, in denen der Goertzel-Algorithmus nicht
ausgewertet wird, um falsche Identifikationen zu verhindern.
Als Giitekriterium zur Bewertung der Reglerperformance wird sowohl die Regelabweichung in
der angeregten Achse, als auch die Nichtreaktion der nicht angeregten Achsen ausgewahlt.
Abbildung 5.19 zeigt den Stromverlauf in einem Arbeitspunkt von I = 200 % Iyenn Wéhrend
die anderen Stromkomponenten zu null geregelt werden. Die Maschine ist somit stark geséttigt,
was als regelungstechnisch schwierigster Arbeitspunkt betrachtet wird und dementsprechend
hier untersucht wird. Die Amplitude der Anregung betragt 5 % Iyenn. Dargestellt ist der
Ausschnitt, in dem Ig, I und Ig3 angeregt werden. Auf die Darstellung der Soll- und Ist-Werte
der weiteren zwei Stromkomponenten, die im dargestellten Bereich gleich null sind, wird aus
Griinden der Ubersichtlichkeit verzichtet.
In Abbildung 5.19 ist die gute Performance des dargestellten Regelverfahrens zu erkennen.
Auch im Bereich einer geséttigten Maschine, in dem Kreuzkopplungen verstirkt auftreten, ist
die Regelung in der Lage, die HF-Signale innerhalb von drei Perioden des Signals einzupréigen
und auch wieder zu null zu regeln, wenn der Sollwert der Injektionsamplitude zu null geregelt
wird. Die nicht angeregten Stromkomponenten zeigen ebenfalls wenige bis keine Reaktion, wenn
in einer anderen Stromkomponente ein HF-Signal eingepragt wird. Dementsprechend kann die
Auswertung des Goertzel-Algorithmus nach drei HF-Perioden gestartet werden. In der
Umsetzung wird der Algorithmus nach vier HF-Perioden gestartet und anschlieffend {iber drei
Abschnitte mit je fiinf Perioden ausgewertet. Im Anschluss wird der Mittelwert {iber die drei
Ergebnisse der Abschnitte gebildet.

Verifikation PR-Regler
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Abbildung 5.19: Validierung der Stromregelung am Beispiel von ig,ig und igs
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5.7.2 Simulationsergebnisse

Die Validierung der entwickelten Identifikationsmethode erfolgt mit Hilfe von
MATLAB-Simulink. Hierbei wird das Motormodell mit den orts- und séttigungsabhéngigen
Parametern aus der FEM-Simulation parametriert. Es erfolgt eine Anregung mit HF-Signalen
sowie die Auswertung mit dem Goertzel-Algorithmus. Verglichen werden die im Motormodell
hinterlegten differentiellen Induktivitdten mit den durch die Anregung identifizierten differen-
tiellen Induktivititen. Eine gute Ubereinstimmung der beiden Verldufe fithrt zu einer guten
Bewertung des Identifikationsverfahrens.

Zur besseren Ubersicht wird die Darstellung der Ergebnisse in zwei Abschnitte unterteilt:

¢ Auswertung der Séttigungseffekte durch Variation von Iy und I bei fester Position

¢ Auswertung der positionsabhingigen Effekte durch Variation von ig und @g.

5.7.2.1 Auswertung von stromabhéngigen Effekten

Fiir die erste Simulation werden folgende Simulationsparameter gesetzt:

* Variation von ig von -40 % Inenn bis 40 % Inenn,

*  Variation von ig von -230 % Inenn bis 230 % Inenn,

* Keine Variation von ig3z. igz = 0,

* Keine Variation von igz. ig3 = 0,

¢ Regeltakt: 8 kHz

e Amplitude der HF-Anregung: 5 % Inenn-
Die Ergebnisse sind fiir die Identifikation von Lgg und Lqq in Abbildung 5.20 dargestellt. In der
linken Spalte befinden sich die Ergebnisse fiir Lyq, in der rechten Spalte die Ergebnisse fiir Lgq.
Zu erkennen sind zum einen ein Zusammenhang zwischen den differentiellen Induktivitéten
und dem Sattigungszustand der Maschine und zum anderen die gute Qualitdt des Verfahrens.
Die von dem Identifikationsalgorithmus identifizierten differentiellen Induktivitdten besitzen
eine gute Ubereinstimmung mit den im Motormodell vorgegebenen differentiellen
Induktivitdten. Die Abweichung betrigt bezogen auf den FEM-Wert fiir Lyq mit Ausnahme
von zwei Ausreifern ca. 1 % und fiir Lgq bis zu 3 %, wobei hier im Bereich grofer Séttigung
grofere Abweichungen zu erkennen sind. Diese Abweichungen sind durch die Beriicksichtigung
von Totzeiten und Rauscheffekten zu erkléren. Sie liegen jedoch in einem geringen Bereich, so
dass die Funktionalitit des Verfahrens simulativ bestatigt wird.
Hohere Anforderungen an das Identifikationsverfahren stellt die Bestimmung der Kreuz-
induktivitdten Lgq und Lgq, da deren absolute Werte etwa um den Faktor 10 kleiner sind und
somit Quantisierungs- und Rauscheffekte groferen Einfluss haben. Analog zu Abbildung 5.20
zeigt Abbildung 5.21 die Ergebnisse fiir die Identifikation der Kreuzinduktivititen Lqq und Lgg.
Zu erkennen ist der identische Verlauf Lgq und Lqq sowohl in den FEM-Werten als auch in den
identifizierten Werten (vgl. Satz von Schwarz, Gleichung 4.27). Des Weiteren zeigt sich, dass
das Identifikationsverfahren auch fiir die Identifizierung der Kreuzinduktivitdten geeignet ist.
Eine relative Abweichung der identifizierten Werte zu den FEM-Werten ist aufgrund des
Nulldurchgangs nicht moglich. Bezogen auf den Maximalwert der Kreuzinduktivitdten ergibt

sich auch hier eine maximale Abweichung von 2 %.
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Die weiteren Simulationsergebnisse fiir Lyzqz und Lgzqs sowie fiir die zugehdrigen Kreuz-
induktivitdten der dritten Harmonischen finden sich im Anhang in Abschnitt 8.2 und liefern
ebenfalls gute Ergebnisse, die zeigen, dass auch die Parameter der dritten Harmonischen im

rotorfesten Koordinatensystem korrekt identifiziert werden.
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Abbildung 5.20: Vergleich der differentiellen Induktivititen Lyq und Lgq des Motormodells
(FEM) und der durch das Identifikationsverfahren ermittelten Werte in Abhdngigkeit von iy

und ig
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Abbildung 5.21: Vergleich der differentiellen Induktivititen Lyq und Lqq des Motormodells
(FEM) und der durch das Identifikationsverfahren ermittelten Werte in Abhdngigkeit von iy

und ig
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5.7.2.2 Auswertung von positionsabhéngigen Effekten

Fiir die zweite Simulation werden folgende Simulationsparameter gesetzt:

*  Variation von ig von -230 % Inenn bis 230 % Inenn,

e Variation von @¢ von 0° elektrisch bis 72° elektrisch,

* Keine Variation von ig. ig = 0,

* Keine Variation von ig3. igz = 0,

* Keine Variation von igz. ig3 = 0,

¢ Regeltakt: 8 kHz

e Amplitude der HF-Anregung: 5 % Iyenn-
Abbildung 5.22 zeigt die Ergebnisse fiir die differentiellen Induktivititen Lgg und Lgq in
Abhéngigkeit von iy und @. Wie in Abbildung 5.20 sind in der linken Spalte die Ergebnisse
fiir Lgg und in der rechten Spalte die Ergebnisse fiir Lyq aufgetragen. In der oberen Zeile
befinden sich die Parameter des FEM-Modells, in der mittleren Spalte die in der Simulation
identifizierten Induktivitdten und in der unteren Spalte die Differenz. Es zeigt sich, dass die
Ergebnisse aus Abschnitt 5.7.2.1 auch fiir die Identifikation mit Positionsabhéngigkeit
Giiltigkeit haben. Sowohl fiir Lgq als auch Lgq liegt die Abweichung bezogen auf die FEM-
Werte bei weniger als 5 %, wobei im Stromnulldurchgang iiber alle Positionen grofere
Abweichungen zu erkennen sind.
Abbildung 5.23 zeigt die Ergebnisse der Simulation fiir die Kreuzinduktivitéten Lgg und Lggq.
Wie in Abbildung 5.21 ist auch hier der identische Verlauf der Induktivitdten sowohl in den
FEM-Werten, als auch in den Simulationsergebnissen, zu erkennen. Die Abweichung bezogen
auf den Maximalwert der Kreuzinduktivitidt betrégt auch hier trotz des geringen Absolutwerts

weniger als 5 %.
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Abbildung 5.22: Vergleich der differentiellen Induktivititen Lyq und Lgq des Motormodells

(FEM) und der durch das Identifikationsverfahren ermittelten Werte in Abhdngigkeit von ig

und Qg
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Abbildung 5.23: Vergleich der differentiellen Induktivititen Lyq und Lqq des Motormodells
(FEM) und der durch das Identifikationsverfahren ermittelten Werte in Abhdngigkeit von ig
und Qe
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5.7.3 Berechnung der absoluten Induktivitdten und Flussverkettungen

Zur Berechnung der vollbesetzten Matrix der absoluten Induktivitdten wird jede Komponente
Ljj der ebenfalls vollbesetzen Matrix der differentiellen Induktivitdten iiber die jeweilige
Stromkomponente ij integriert und anschliefend durch den Wert der Stromkomponente geteilt.
Anschaulich liefert die Integration den Verkettungsfluss in Richtung i, der durch die absolute
Induktivitét Lypgj und die Stromkomponente ij verursacht wird. Hierbei werden sowohl Eigen-
als auch Kreuzinduktivitdten beriicksichtigt. Die anschliefende Division durch die
Stromkomponente fiihrt, wie in Abbildung 4.10 dargestellt, auf die absolute Induktivitét Lapsjj-
Die Gleichung hierfiir ergibt sich zu:

foij' Lij (1%, @y )dif

: (5.45)
1j

Labs,ij (idq: (Pel) =

In der Modellbildung nach Kapitel 4 werden in den verwendeten Gleichungen fiir das elektrische
und das mechanische Modell die absoluten Induktivitdten nicht explizit verwendet (vgl.
Gleichungen 4.21 und 4.22). Hierfiir werden die Statorflussverkettungen benétigt, die sich aus
der Multiplikation der vollbesetzen Induktivititsmatrix Lyps mit dem Stromvektor i%9 und
dem Vektor der durch den Permanentmagneten verursachten Flussverkettung 1[);1,;,1,, ergeben.

Fiir die Flussverkettung gilt somit:

Ipdq(idq' (pel) = Labs(idq' (pel) -9+ Ip;l’;llfl(idq'(pel)' (5-46)

Der Vollstéandigkeit halber sei erwahnt, dass es mdoglich ist, die Matrix der absoluten Indukti-
vitdten auf eine Diagonalmatrix zu reduzieren, um die Anzahl der Parameter zu reduzieren.

Die reduzierte Matrix wird mit L, bezeichnet. Es ist dann:

Lapsa O 0 0 0
0  Labsg 0 0 0
Lips = 0 0 Lapsas 0 0 (5.47)
0 0 0 Labsqs O
0 0 0 0 Labs ol

Die Umrechnung der vollbesetzten Induktivitdtsmatrix L,ps in die reduzierte Induktivitéts-
matrix L,y erfolgt fiir die d-Komponenten nach Gleichung 5.48:

193 o

i i
T — q d3
Labs,d = Labs,d + Labs,dq : id + Labs,dd3 : id + Labs,dq3 : id + Labs,do : id. (5.48)

Die weiteren Komponenten berechnen sich analog zur dargestellten d-Komponente. Diese
Darstellung entspricht einer Vereinfachung, die fiir dreiphasige Systeme in [64] beschrieben ist.

Gleichung 5.48 ist jedoch in Punkten, in denen die Stromkomponente im Nenner gleich null
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ist, nicht definiert und insbesondere fiir die Berechnung des Drehmoments nach Gleichung 4.22
nicht geeignet.

Die Validierung des vorgestellten Ansatzes zur Berechnung der absoluten Induktivitaten erfolgt
mit Hilfe der durchgefiihrten FEM-Simulation. Es werden die von der FEM-Simulation
ausgegebenen Werte der absoluten Induktivitdten mit den nach Gleichung 5.45 ermittelten
Werten verglichen. Der Vergleich ist in Abbildung 5.24 dargestellt und zeigt, dass das
vorgestellte Verfahren die Werte korrekt ermittelt. Die Abweichung betrégt weniger als 0,1 mH
und ldsst sich durch die Verwendung einer Integration mit diskreten Werten nach dem
Trapezverfahren erkldren. Eine Berechnung der absoluten Induktivitdten im stromfreien
Zustand ist aufgrund der Division durch null nicht zuldssig, weswegen in Abbildung 5.24 fiir

alle Punkte mit iq = 0 keine Werte dargestellt sind.

FEM L berechnet
abs,qq abs,qq

0.022

[H]

0.02 -

abs,qq

L
I
o
=
3

i -5 -40 .
4 1Al i [A]

Abbildung 5.24: Validierung der Methode zur Berechnung der absoluten Induktivitdten

5.7.4 Fazit und Auswertung der Simulationsergebnisse

In Abbildung 5.20 bis Abbildung 5.23 sind die Simulationsergebnisse der differentiellen
Induktivitdten dargestellt. Es ist zu erkennen, dass bei den Induktivitdten Lgq und Lgq aufer
den kleinen Ausreiffern im Stromnullpunkt eine hohe Identifikationsgiite erreicht wird. Die
Abweichungen, die auf Quantisierungs- und Rauscheffekte zuriickzufiihren sind, betragen in
Bezug auf den zu identifizierenden Wert weniger als 5 %. Sowohl Sattigungseffekte, als auch
ortabhéingige Effekte werden in ausreichender Genauigkeit identifiziert. Aus diesem Grund und

aufgrund der geringen benétigten Rechenleistung durch die direkte Berechnung der
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Induktivitdten aus den DFT-Koeffizienten, wird das Verfahren als geeignet angesehen und im

Folgenden messtechnisch validiert.

5.8 Realisierung und Messergebnisse

In Kapitel 5.8.1 wird der verwendete Messaufbau kurz dargestellt und anschliefsend in 5.8.2 die
Stromregelung, insbesondere mit Fokus auf dem PR-Regler aus dem vorherigen Kapitel,
validiert. Wie in Kapitel 5.3.3 beschrieben, hat die Totzeit im System einen erheblichen Einfluss
auf die Giite der Messergebnisse. Aus diesem Grund werden die Totzeiten fiir Strom und
Spannung in Abschnitt 5.8.3 messtechnisch ermittelt, um die Giite der in Abschnitt 5.8.4

dargestellten Messergebnisse zu erhohen.

5.8.1 Messaufbau, Sensorik und Aktorik

Der zu untersuchende Priifling ist mit einer Lastmaschine zur Untersuchung verschiedener
Lastfélle verbunden, die iiber einen Servo-Umrichter angesteuert wird. Im vorliegenden Fall
wird die Lastmaschine als Bremseinrichtung verwendet, um eine Rotation des Priiflings zu
verhindern. Die Bremsenansteuerung ist ebenso wie der restliche Testablauf vollstindig
automatisiert, was bedeutet, dass auch ein Wechsel der Position kein manuelles Eingreifen

erfordert. Abbildung 5.25 zeigt den Priifling und die Lastmaschine.

S y H : B i 7 Meldeleuchten
o . , Not-Aus
__r_».; : _;L f | ' , Einschaltvorrichtung
a i J il 8
/ ~ ; \\"‘ﬂ‘ — Servo-Umrichter Lenze 9400

] ~— Lastmaschine Lenze MCA 26

HE £

R

Priifling

Zah

Y
B -

Getriebe

Abbildung 5.25: Rollwagenaufbau mit Prifling und Lastmaschine mit Ansteuerung

Im Gegensatz zum hochintegrierten Testsystem nach Kapitel 4.1 wird die Untersuchung der
differentiellen Induktivitdten mit externer Leistungselektronik durchgefiihrt, da so das Messen
von Phasengrofien zum Abgleich der Sensorik moglich ist. Der Aufbau ist in Abbildung 5.26
dargestellt. Die Ansteuerung des Priiflings besteht aus einer zentralen Steuerungseinheit und

zehn intelligenten Einzelzéhnen, die im Testaufbau wiederum aus einer Kommunikationseinheit
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mit FPGA, diversen Signalanpassungen und einem Leistungshalbleitermodul mit H-Briicke
bestehen. In Abbildung 5.26 sind sechs der zehn Einzelzahnmodule mit Leistungshalbleiter-

modul zu erkennen, die weiteren vier befinden sich auf der Riickseite.

Hauptschalter

Fm ;g m "..x‘ M i ~ Zentrale Steuereinheit

Drehzeiger zur ZK-
Spannungsmessung

Faasiaia sl

ST

=l

Galvanisch getrennte
ZK-Spannungsmessung

10 x Intelligente Einzel-
zahnmodule (SST)

10 x Signalanpassung

10 x Leistungs-
halbleitermodule

10 x Galvanisch
getrennte
Strommessung

10 x Anschluss Prifling

Abbildung 5.26: Zentrale Steuereinheit und intelligente Einzelzihne auf einem Rollwagen zur

Ansteuerung des Priiflings

Die Kommunikationsstruktur des Testsystems ist schematisch in Abbildung 5.27 dargestellt.
Uber ein echtzeitfihiges Bussystem mit proprietirem Protokoll kommuniziert jedes der intel-
ligenten Einzelzahlmodule mit der zentralen Steuereinheit. Ein direkter Datenaustausch
zwischen den intelligenten Einzelzdhnen ist nicht mdglich. Neben diversen Steuer- und
Statusworten werden folgende Daten im Regeltakt zwischen der zentralen Steuereinheit und
jedem der intelligenten Einzelzdhne ausgetauscht.
Von der zentralen Steuereinheit zu den intelligenten Einzelzihnen:
*  PWDM-Pulsweite
* Schaltfrequenz der PWM (alle intelligenten Einzelzéhne arbeiten mit identischer PWM-
Frequenz und sind untereinander synchronisiert, die PWM-Frequenz kann jedoch fiir
alle Zahle gemeinsam angepasst werden).
Von den intelligenten Einzelzihnen zu der zentralen Steuereinheit:
* Phasenstromistwert
e Aktuelle FPGA-Temperatur
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Abbildung 5.27: Schematische Kommunikationsstruktur des Testsystems

Die Phasenstrommessung erfolgt in jeder Phase iiber ein 50 A-Stromsensormodul, das nach
dem Kompensationsprinzip mit magnetischer Sonde arbeitet und eine Genauigkeit von 0,1 %
sowie eine Linearitit 0,1 % aufweist. Die Verzogerungszeit liegt bei einem Stromanstieg von
100 A pro Sekunde bei 1 ps und die Ansprechzeiten bei 3 ps [65].

Der Stromausgang des Stromsensormoduls wird {iber eine Signalanpassung sowie ein analoges
Anti-Aliasing Filter auf einen A/D-Wandler gefiihrt, der nach dem Prinzip der sukzessiven
Approximation mit einer maximalen Abtastrate von 1 Megasample pro Sekunde und einer
Auflésung von 12 bit die Digitalwandlung durchfiihrt [66]. Der Offset des Stromsensors und
der A/D-Wandler wird durch einen Abgleich bei unbestromten Phasenwicklungen vor
Inbetriebnahme ausgeglichen. Das FPGA triggert die Stromerfassung mit einer Frequenz von
400 kHz, was einer 50-fachen Uberabtastung iiber eine PWM-Periode entspricht. Der ausge-
gebene Wert ist der Mittelwert iiber die letzte PWM-Periode. Durch die Mittelwertbildung
entsteht eine Totzeit in der Stromerfassung von einem halben Regelungstakt, der in der
Reglerauslegung beriicksichtigt wird. Die Qualitéit der Stromerfassung steigt jedoch durch die
Uberabtastung, da sich das Signal-Rausch-Verhiltnis verbessert und Rauscheffekte verringert
werden. Die Validierung des Gesamtsystems in Abschnitt 5.8.2 anhand einer externen Referenz
zeigt, dass die Stromsensorik gute KErgebnisse liefert, weswegen an dieser Stelle auf eine
quantitative Bewertung verzichtet wird.

Die Sensorik fiir die Lageerfassung und die aktuelle Zwischenkreisspannung befindet sich aus
Kostengriinden nicht auf allen intelligenten Einzelzéhnen, sondern nur auf einem. Dieser
iibertragt ebenfalls im Regeltakt die aktuelle Position, die mit einem Strichgeber mit 4096
Strichen erfasst wird. Dies entspricht einer Quantisierung von 0,088° mechanisch bzw. 0,527°
elektrisch. Aus dem Positionssignal wird durch Zahlung der FPGA-Takte zwischen zwei
Positionswechseln die Drehzahl ermittelt. Diese wird anschliefsend mit einem Tiefpass mit einer
Verzogerungszeit von 1 ms gefiltert, um Rauscheffekte zu unterdriicken.

Die Spannung wird, wie in Abschnitt 4.1 beschrieben, iiber 10 H-Briicken gestellt. Eine sche-
matische Darstellung der Vollbriicke zeigt Abbildung 5.28. Die Verwendung von zehn nicht

miteinander verbundenen H-Briicken ermoéglicht im Vergleich zur klassischen Topologie des
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selbstgefiihrten Wechselrichters voneinander unabhéngige Strom- und Spannungsverlaufe in
den einzelnen Spulen.

Als Tragerverfahren werden Trégersignale fiir die doppelte Tragerfrequenz in der Phasen-
spannung verwendet, so dass pro Triagerperiode zwei Spannungspulse entstehen, wobei bei
jedem Wechsel des Spannungsniveaus nur ein IGBT schaltet. Das verwendete Verfahren wird
als versetzte Taktung bezeichnet und ist fiir eine Trigerperiode in Abbildung 5.29 dargestellt
[67]. Hierbei sind x1 4 und xrp die zueinander versetzen Zahler des Dreieck-Trégersignals und
Xgon der PWM-Sollwert, bei dessen Erreichen die Schaltvorginge ausgelost werden. Der Vorteil
der versetzten Taktung liegt in einer Verdopplung der wirksamen Schaltfrequenz an der Last
ohne dass zusétzliche Schaltvorginge im Vergleich zu Trigerverfahren, bei denen beide
Transistoren einer jeweiligen Seite gleichzeitig schalten, bendtigt werden. Das Verfahren wird
in [67] genauer beschrieben, hier findet sich ebenfalls die Darstellung der Spannungsspektren,
die durch die Verwendung der versetzten Taktung mit entgegengesetzten Dreiecksignalen
entstehen. Die Briicken werden mit einer Schaltfrequenz von 8 kHz angesteuert. Dies entspricht

einer effektiv wirksamen Schaltfrequenz von 16 kHz in den Spulen.
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Abbildung 5.28: Schematische Darstellung einer H-Briicke
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Abbildung 5.29: Erzeugung der Schaltsignale durch versetzte Taktung mit zwei
entgegengesetzten Dreieck-Trdgersignalen [Autor, nach [67]]

5.8.2 Validierung der Stromregelung

Zur Validierung des Stromreglers und zur Bestatigung der Simulationsergebnisse aus Kapitel
5.7.1 werden die Soll- und Ist-Strome in feldorientierten Koordinaten aufgenommen und
verglichen. Abbildung 5.30 zeigt die Simulationsergebnisse (oben), sowie die gemessenen Werte
(unten) fiir einen Arbeitspunkt mit hoher Séttigung und die Stromkomponente ig. Es ist zu
erkennen, dass das reale System in der Lage ist innerhalb von zwei Perioden der
HF-Schwingung den Sollstrom zu erreichen und dabei etwas dynamischer ist, als in der Simu-
lation. Die hohere Dynamik lasst aufgrund identischer Reglereinstellungen vermuten, dass die
differentiellen Induktivitdten im realen System kleiner sind als in der Simulation. Nach
Beendigung der Signalinjektion in die g-Achse folgt eine Injektion in die nicht dargestellte ds-
Achse. Der Strom in der g-Achse zeigt in diesem Bereich keine signifikanten Anteile in der
HF-Frequenz, so dass eine klare Trennung zwischen Selbst- und Koppelinduktivitdt moglich

ist.
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Abbildung 5.30: Vergleich von Simulation und Messung bei Anregung des Systems mit einem
Testsignal mit fyr = 200 Hz und Tfﬁ, = 5% Iyenn- Oben: Simulationsergebnisse aus

MATLAB-Simulink Unten: Messergebnisse am Testsystem

5.8.3 Bestimmung der Phasenverschiebung

Die richtige Aufteilung der bestimmten Impedanz auf HF-Widerstand und differentielle
Induktivitdt bendtigt die Kenntnis der schaltungs- und regelungstechnisch bedingten Totzeit
im System. In der Auswertung des Goertzel-Algorithmus werden die Sollspannungen mit den
gemessenen Ist-Stromen in ein Verhéltnis gesetzt. Wahrend die Sollspannungen den realen
Spannungen bedingt durch die Totzeit des Stellglieds voreilen, eilen die gemessenen Stréme
den realen Stromen durch Filterung und Totzeit der Sensorik und Kommunikation nach. In
Relation gesetzt werden sollen jedoch die realen Grofen, weswegen eine Phasenkorrektur
stattfindet, die die Sollspannung bzw. die gemessenen Strome ins reale Verhéltnis setzt.

Hierzu wird in eine Spulenwicklung eine Messeinrichtung eingesetzt, die synchron sowohl die
Spulenspannung als auch den Spulenstrom misst. Die Abtastrate betrdgt 128 kHz, wobei die
Strome und Spannungen durch isolierte, digitale ,Sigma-Delta-Wandler in einen digitalen

Datenstrom gewandelt werden [68]. Anschliefend erfolgt eine Filterung mit einem digitalen
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sinc3-Filter mit anschliefender Mittelwertfilterung iiber eine einstellbare Anzahl an Samples,
so dass die PWM-Einfliisse im Signal nicht sichtbar sind. Die Abtastrate der Stréme im
Antriebssystem betriagt 16 kHz, weil pro PWM-Periode zwei Messwerte ausgeben werden.

Da keine Synchronisation zwischen dem Testsystem und dem Leistungsanalysator besteht,
sondern nur zwischen den jeweiligen Strom- und Spannungswerten der Messeinrichtungen,
werden die gemessenen Werte anschlieffend fiir den Strom nach dem Least-Mean-Squares-
Verfahren so verschoben, dass sie bestmoglich mit den im System gemessenen Stromwerten
iibereinstimmen. Die so korrigierten Stromverldufe sind in Abbildung 5.31 zu sehen. Hier zeigt

sich, dass die im Testsystem vorhandene AD-Wandlung die realen Stréme qualitativ sehr gut

widergibt.
Zeitlich synchronisierte Stromwerte
205
7
= 200
2
2
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=
S 195 ; Y
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Zeit [s]

Abbildung 5.31: In bestmdgliche Deckung gebrachte Spulenstrommessung des

Leistungsanalysators und der systemintegrierten AD-Wandler

Der in Abbildung 5.31 dargestellte Ausschnitt wird anschliefend fiir die Spannungswerte
dargestellt. Durch die vorherige Korrektur der Totzeit in der Stromerfassung ist keine genaue
Zuordnung der Totzeiten zum Spannungsstellglied bzw. zur Stromerfassung mehr méglich. Fiir
die Identifikation der differentiellen Induktivitdten ist jedoch lediglich die Gesamttotzeit
relevant. Abbildung 5.32 zeigt den Vergleich der Phasensollspannung Ugy; und der realen
Spannungen, die am Leistungsanalysator gemessen wird. Die Phasenverschiebung der Werte in
der oberen Abbildung gibt die gesamte Totzeit bei der gewéhlten Frequenz an. Fiir die
Frequenz von fyr = 200 Hz ergibt sich eine Totzeit von Troizeir = 0,297 ms. Dies entspricht bei
der gewahlten Frequenz einer Phasenverschiebung von @¢00 = 0,3731rad bzw. 2,37
Abtastschritten der PWM.

Des Weiteren ist zu sehen, dass die im System gesetzten Sollwerte sowohl vom Offset, als auch
von der Amplitudenhéhe den realen Spannungen entsprechen. Dies zeigt, dass die
durchgefiihrte Wechselrichterfehlerkorrektur, die eine Fehlspannung in Abhéngigkeit des
aktuellen Phasenstroms angibt, fiir den aktuellen Arbeitspunkt korrekt hinterlegt ist, was
wiederum Voraussetzung fiir eine korrekte Funktion des Goertzel-Algorithmus ist, wenn keine
Spannungsmessung moglich ist. Die Griinde dieser Fehlspannung sind beispielsweise Schalt-
sperrzeiten, die Ein- und Ausschaltzeiten der Halbleiterbauelemente und der Spannungsabfall
an den Halbleiterbauelementen. Diese Effekte sind beispielsweise in [15], [69] und [70] genauer

beschrieben, weswegen hier auf eine detaillierte Dokumentation verzichtet wird.
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5.8.4 Darstellung und Auswertung der Messergebnisse

Zur besseren Ubersicht wird die Darstellung der Messergebnisse in zwei Abschnitte unterteilt:
zum einen die der Sattigungseffekte in Kapitel 5.8.4.1 und zum anderen die Darstellung der
Positionsabhéngigkeit in 5.8.4.2 Es wird jeweils der Vergleich zwischen den in der FEM
berechneten differentiellen Induktivitdten und den experimentell ermittelten differentiellen

Induktivitdten dargestellt.

5.8.4.1 Auswertung von stromabhéingigen Effekten
Abbildung 5.33 zeigt auf der linken Seite oben die in der FEM ermittelten Werte fiir die

differentielle Induktivitdt Lqq, in der Mitte die experimentell ermittelten Werte und unten die
Differenz. Gleiches ist fiir Lqq auf der rechten Seite der Abbildung zu erkennen. Die Ergebnisse
fir die Kreuzinduktivitdten Lqq und Lgq sind in identischer Reihenfolge in Abbildung 5.34 zu
sehen. Die Ergebnisse fiir die Induktivititen Lqzqs und Lgsqs befinden sich im Anhang. Die
Messbereiche entsprechen denen aus der Simulation in Kapitel 5.7.2.

Die Messergebnisse fiir Lgg und Lqq in Abbildung 5.33 weisen einen qualitativ &hnlichen
Verlauf zu den in der Simulation ermittelten Werten auf. Die Sattigungseffekte in Abhéngigkeit
von ig und ig sind deutlich zu erkennen. Die weiteren Stromkomponenten werden zu null

geregelt. Wie in den Simulationsergebnissen aus Abschnitt 5.7.2 besteht in allen Arbeitspunkten
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mit ig = 0 eine Abweichung, die durch wechselnde Belastungsrichtung zu erkléren ist. In diesen
Punkten wird durch den HF-Strom abwechselnd ein positives bzw. negatives Moment
aufgebracht, das wiederum im zwischengeschalteten Getriebe einen Wechsel der Zahnflanken
durch das Getriebespiel bewirkt. Dementsprechend fiihrt der Priifling in diesen Arbeitspunkten
kleine Bewegungen durch und die Annahme wg = 0 ist nicht mehr zutreffend, weswegen das
Messergebnis leicht verfilscht wird.

Deutlicher als die Abweichung bei iq = 0 sind die absoluten Abweichungen zwischen simulier-
ten und gemessenen Werten von bis zu 20 % zu erkennen, die mit zunehmendem
Sattigungszustand jedoch geringer werden. Die mit dem HF-Verfahren identifizierte Indukti-
vitét ist in allen Bereichen kleiner als die Vergleichsinduktivitdt aus der FEM-Simulation. Die
Abweichung kénnte zum Teil durch fehlerhafte Annahme beziiglich der Materialeigenschaften
in der FEM erkléart werden, die Signifikanz und die mit steigendem Sattigungszustand geringen
Abweichungen weisen jedoch auf eine Ungenauigkeit im entwickelten Verfahren oder fehlerhafte
Annahmen hin. Dieser Aspekt wird in der Diskussion der Messergebnisse in Abschnitt 5.8.5
genauer untersucht.

Abbildung 5.34 zeigt die Darstellung fiir die Kreuzinduktivitéten Lgg und Lqq. Wie nach dem
Satz von Schwarz (vgl. Gleichung 4.27) zu erwarten, ist auch bei den Messergebnissen eine
Gleichheit zwischen Lgq und Lgq zu erkennen, was fiir eine hohe Giite des eingesetzten Mess-
verfahrens spricht. Die Abweichungen zwischen simulierten und gemessenen Werten sind
deutlich geringer als bei den Selbstinduktivitéten Lgq und Lgq in Abbildung 5.33 und befinden
sich im Bereich von 10 % bezogen auf den Maximalwert. Da die absoluten Werte im Vergleich
zu den Selbstinduktivitdten jedoch deutlich geringer sind, kann diese Abweichung mit
fehlerhaften Annahmen der Materialeigenschaften in der FEM erklart werden. Eine
Abhéngigkeit der Abweichung vom Séttigungszustand der Maschine ist zwar ebenfalls
erkennbar, jedoch deutlich weniger ausgepréigt als bei den Selbstinduktivitaten.

Die weiteren Messergebnisse fiir Lyzqs und Lgzqs sowie fiir die zugehorigen Kreuzinduktivitdten
der dritten Harmonischen finden sich im Anhang in Abschnitt 8.3 und liefern ebenfalls gute
Ergebnisse, die zeigen, dass auch die Parameter der dritten Harmonischen im rotorfesten

Koordinatensystem korrekt identifiziert werden.
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L,,FEM qu FEM

Abbildung 5.33: Darstellung der experimentell ermittelten differentiellen Induktivititen Lgq
und Lgq tber ig und iy und Vergleich mit der FEM-Simulation
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L, [H]

Abbildung 5.34: Darstellung der experimentell ermittelten differentiellen Induktivititen Lgg

und Lqq tber ig und iy und Vergleich mit der FEM-Simulation

Modellierung und Regelung von fiinfphasigen Synchronmaschinen unter Beriicksichtigung von Sittigungseffekten und Mehrfachanisotropien



Identifikationsverfahren fiir differentielle Induktivitaten 102

5.8.4.2 Auswertung von positionsabhéngigen Effekten

Die Positionsabhéngigkeit der differentiellen Induktivitdten ist in Abbildung 5.35 und
Abbildung 5.36 dargestellt. Die Abbildungen zeigen den Verlauf der Induktivitdten Lgq und
Lqq bzw. Lgq und Lgq tiber ig und @¢;. Die weiteren Stromkomponenten werden zu null gere-
gelt.

Die differentiellen Selbstinduktivitdten in Abbildung 5.35 weisen Abweichungen in Abhéngig-
keit des Séttigungszustands der Maschine auf, die in Abschnitt 5.8.5 ausfiihrlich diskutiert
werden. Des Weiteren ist die in der FEM ermittelte Positionsabhéngigkeit in den gemessenen
Ergebnissen ebenfalls sichtbar und deutlich zu erkennen. Die Phasenlage der Harmonischen
stimmt mit der FEM-Simulation {iberein, wahrend in den Amplituden kleinere Unterschiede
zu sehen sind, die in der d-Achse deutlich ausgeprigter sind, als in der g-Achse. Da es sich
hierbei um relativ geringe Abweichungen von weniger als 1 mH handelt, kann dieser mit
abweichenden Materialeigenschaften zwischen FEM und realisiertem Motor erklart werden. Die
deutlich signifikantere Sattigungsabhingigkeit wird in Kapitel 5.8.5 diskutiert.

Die Darstellung der differentiellen Kreuzinduktivitdten in Abbildung 5.36 zeigt, dass die
Messwerte iiber den gesamten Verlauf sehr gut mit den aus der FEM erwarteten Werten
iibereinstimmen. Trotz der absolut geringen Abhéngigkeit der Werte von der elektrischen
Position sind die Harmonischen auch in den Messergebnissen deutlich sichtbar, was fiir die

Auflésung des gewéhlten Messverfahrens spricht.
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Abbildung 5.35: Darstellung der experimentell ermittelten differentiellen Induktivititen Lgq

und Lqq tiber iy und @¢ und Vergleich mit der FEM-Simulation

Modellierung und Regelung von fiinfphasigen Synchronmaschinen unter Beriicksichtigung von Séttigungseffekten und Mehrfachanisotropien



Identifikationsverfahren fiir differentielle Induktivitaten 104

%

ez, 7 | & 77z ’/ ’
s i
% - s 'a,,,, 54

2,
2
5 7%
7 7
G

% //,,,”I/ 7%
% /

% 777,
% G
5% "f/o,;»;;”/,/;,;,,’/z/ 4
s ,‘»’,,o e
”/o"/o,"foo’ 4% //,’"/o{"/}"/u/ 7
L 4 i

% 7

2

el. Winkel [rad] 0 20 iq 7 I el el. Winkel [rad] 0 20 iq % Il

qu Messung , qu Messung

”//,//,
/ / )
////

r/// ////
/
’//’r///,,

0 ; 0 .
el. Winkel [rad] 20 L [% INenn] el. Winkel [rad] 20 L [% INenn]

, Ld Differenz , L d Differenz
x 10 “ x 10 ¢

2 - 2
0 200 i [%
q

0 200

el. Winkel [rad] I o) el. Winkel [rad] iq % L el

Abbildung 5.36: Darstellung der experimentell ermittelten differentiellen Induktivititen Lgg
und Lqq tiber ig und @o und Vergleich mit der FEM-Simulation
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5.8.5 Diskussion der Messergebnisse

Die in Abschnitt 5.8.4 dargestellten Messergebnisse zeigen, dass das Verfahren zur Identifi-
kation der differentiellen Induktivititen die FEM-Ergebnisse qualitativ gut wiedergibt und
somit zur Bestimmung der Parameter geeignet ist. Insbesondere die Auflésung des Verfahrens
ist iiberzeugend, so dass auch kleine Induktivitdtsunterschiede bestimmt und dargestellt werden
kénnen. Die differentiellen Induktivitdten der dritten Harmonischen sowie deren
Kreuzkopplungseffekte sind ebenfalls gut zu identifizieren und stellen eine Erweiterung zu
bisherigen Publikationen dar.

Der Vergleich zwischen Messung und FEM-Simulation zeigt jedoch eine séattigungsbedingte
Abweichung auf, die im Bereich geringer Sattigung bis zu 15 % betridgt und mit steigender
Sattigung geringer wird. Dieser Unterschied zwischen FEM-Simulation und der Identifikation
mit HF-Signalinjektion kann mit dem Hystereseverhalten des Eisens erklért werden. Der Begriff
Hysterese beschreibt das Phénomen, dass die Ausgangsgrofie eines Systems, in diesem Fall die
magnetische Flussdichte B, nicht allein von der Eingangsgrofie, in diesem Fall die magnetische
Feldstarke H, abhingig ist, sondern auch von deren vorherigen Verlauf. Das bedeutet unter
anderem, dass die Flussdichte B nach Erhéhung und anschliefendem Absenken der
magnetischen Feldstdrke H auf mnull, nicht auf null zuriickgeht, sondern eine
Remanenzfeldstirke B, als Systemausgang anliegt. FEin Absenken der Flussdichte auf null wird
durch das Anlegen der negativen Koerzitivfeldstirke H. erreicht. Ebenso ist es nicht méglich,
die Neukurve eines einmal magnetisierten, ferromagnetischen Materials erneut zu erreichen
[71].

Dieses Remanenzenzverhalten tritt bei ferromagnetischen Werkstoffen, die in Motoren ver-
wendet werden, auf und kann iiber proportionale Abhéngigkeiten auf den Zusammenhang
zwischen dem Verkettungsfluss Y und dem Strom i iibertragen werden. Eine beispielhafte,
schematische Darstellung des Zusammenhangs ist in Abbildung 5.37 dargestellt. Zur besseren
Darstellung ist die Hysterese hier breiter angenommen, als es beim iiblicherweise in Motoren
verwendeten Eisen der Fall ist. Dargestellt sind die Kurven, die im B/H-Diagramm der idealen
Magnetisierung, der Neumagnetisierung und der einhiillenden Hysterese entsprechen, sowie eine
Rayleigh-Schleife (engl. Rayleigh Loop).

Die Rayleigh-Schleife stellt die Reaktion des Flussverkettungsverlaufs bei hochfrequentem
Wechsel der anliegenden Erregung dar, wenn die volle Hysterese nicht durchlaufen werden
kann [71]. Die Steigung der Rayleigh-Schleifen ist abhingig von dem jeweiligen Arbeitspunkt,
aber in jedem Fall geringer als die Steigung der idealen Magnetisierungskurve [72]. Mit
steigender Sattigung ndhern sich der aufsteigende und absteigende Ast der Hysterese an, was
zur Folge hat, dass die Steigung der Rayleigh-Schleife ebenfalls eine geringere Abweichung zu

den Zweigen der Hysterese bzw. der idealen Magnetisierungskurve besitzt [72].
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Abbildung 5.37: Schematische Darstellung des Hystereseverhaltens (Autor, nach [72])

Fiir den vorliegenden Vergleich zwischen den differentiellen Induktivitaten, die in der FEM-
Simulation ermittelt wurden, mit den experimentell bestimmten differentiellen Induktivitdten
haben die Hystereseeigenschaften des Materials somit einen Einfluss, der nicht, wie in der
Herleitung des Verfahrens noch angenommen, vernachlissigt werden kann. Wahrend in der
FEM die Steigung der idealisierten Magnetisierungskurve bestimmt wird, wird mit dem
HF-Verfahren die Steigung der entsprechenden Rayleigh-Schleife identifiziert. Dies fiihrt in
jedem Fall im Vergleich zwischen Simulation und Messung zu geringeren, gemessenen
differentiellen Induktivitédten, wobei die Abweichung mit steigender Sattigung geringer wird.
Zur experimentellen Verdeutlichung des Effekts werden bei festgebremstem Motor Hysterese-
schleifen aufgenommen, bei denen ein Spannungssignal mit 1 Hz und verschiedenen Amplituden
eingepréigt wird. Durch Umstellen von Gleichung 3.19 unter Beriicksichtigung eines resistiven
Spannungsabfalls iiber dem Wicklungswiderstand kann die Flussverkettung bestimmt werden
[72]:

t
Yq = f[Uq(T) —-R- Iq(t)]dt + Vg0 (5.49)
to

Die Integrationskonstante ygo wird zu null gesetzt. Durch Injektion eines HF-Signals mit
200 Hz werden nach Gleichung 5.49 fiir verschiedene Arbeitspunkte Rayleigh-Schleifen aufge-
nommen. Die Ergebnisse sind in Abbildung 5.38 dargestellt und verdeutlichen den
Hystereseeffekt, sowie den Unterschied zwischen Steigung der idealisierten Magnetisierungs-
kurve und der identifizierten Rayleigh-Schleifen. Die vergrofierte Darstellung in Abbildung 5.39

zeigt, dass der Unterschied zwischen den Steigungen der idealisierten Magnetisierungskurve
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und den Rayleigh-Schleifen mit steigender Siattigung geringer wird, was die
sittigungsabhéngigen Abweichungen in den Messerergebnissen aus Kapitel 5.8.4 erkldren kann.
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Abbildung 5.38: Experimentell ermittelte Hysterese-Schleifen fiir verschiedene
Stromamplituden bei einer Frequenz von 1 Hz und Vergleich mit experimentell ermittelten
Rayleigh-Schleifen bei 200 Hz in verschiedenen Arbeitspunkten
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Abbildung 5.39: Vergriflerte Darstellung von Abbildung 5.38
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Fiir eine vollstandige Beschreibung der Maschine ist eine frequenzabhéngige Unterscheidung
der wirksamen differentiellen Induktivitdten notwendig. Insbesondere bei sensorlosen
Regelungsverfahren ist dieser Einfluss von Bedeutung, da hier aus den Ergebnissen der FEM
nicht auf eine Anisotropie der Maschine geschlossen werden kann, die nétig ist, um eine
Beobachtbarkeit bei geringen Drehzahlen zu gewé&hrleisten.

Das vorgestellte und messtechnisch validierte Verfahren ist fiir eine qualitativ gute Bestimmung
geeignet, fiir eine korrekte Bestimmung der wirksamen differentiellen Induktivitdten der
Grundwelle durch HF-Signalinjektion miissen jedoch die Hystereseeigenschaften und Rayleigh-
Schleifen in der Modellierung beriicksichtigt werden oder ein Korrekturfaktor in Abhéngigkeit

des Sattigungszustands der Maschine eingefiihrt werden.

5.9 Fazit

In den vorherigen Kapiteln wird ein Verfahren zur Parameter-Identifikation flinfphasiger
Maschinen vorgestellt. Nach einem Vergleich verschiedener Identifikationsmoglichkeiten wird
das ausgewdhlte Verfahren der HF-Signalinjektion erstmals auf fiinfphasige Maschinen erwei-
tert. Die Erweiterung wird theoretisch hergeleitet und anschliefsend anhand von Simulationen
mit dem in Kapitel 4 entwickelten erweiterten Motormodell in MATLAB-Simulink validiert.
Es wird eine automatisierte Ablaufsteuerung umgesetzt, die sowohl die Stromarbeitspunkte, als
auch die Positionen ohne weitere manuelle Eingriffe anfihrt. Das Verfahren liefert eine sehr
gute Ubereinstimmung zwischen den im Motormodell hinterlegten differentiellen Induk-
tivitdten, die aus der FEM stammen, und den durch das HF-Verfahren identifizierten
differentiellen Induktivitdten. Es werden sowohl die Anteile der Grundwelle, als auch die
Anteile der dritten Harmonischen in Abhéangigkeit der Séttigung und der elektrischen Position
mit hoher Auflésung identifiziert.

Zur experimentellen Validierung wird die Strommessung optimiert und die Totzeit des Systems
ausgemessen, um exakte Frgebnisse zu generieren. Der Verlauf der gemessenen differentiellen
Induktivitdten stimmt mit den in der FEM ermittelten Induktivitdten {iberein und die
Auflésung des Verfahrens ist gut genug, um kleine Induktivitdtsunterschiede, wie sie
beispielsweise in Abh#ngigkeit der elektrischen Position auftreten, darzustellen. Die vom
Absolutwert geringeren differentiellen Induktivitdten der Komponenten der dritten Harmoni-
schen werden ebenfalls korrekt identifiziert. Somit ist das Verfahren geeignet, um die
vollbesetzte Induktivitdtsmatrix der Grofse 5 x 5 zu identifizieren.

Fiir die sdttigungsabhéingige Abweichung zwischen FEM-Simulation und Messung wird mit den
Hystereseeigenschaften des Eisens eine mogliche Erklarung gefunden, die insbesondere auf eine
FEM-Maschinenauslegung fiir den sensorlosen Betrieb im unteren Drehzahlbereich einen
Einfluss hat, da hier nicht die Ableitung der idealen Magnetisierungskurve verwendet werden
kann. Das Kleinsignal-Verhalten weicht in Abhéngigkeit des Sattigungszustands von dieser
Kennlinie ab. Die Messungen zeigen, dass die Annahmen, die zur Auswahl des Identi-
fikationsverfahrens in Abschnitt 5.1 verwendet wurden, nur eingeschrinkt giiltig sind. Die
Berechnung der absoluten Induktivitdten und Flussverkettungen aus den mit HF-Injektion

experimentell ermittelten differentiellen Induktivitdten fiihrt aufgrund der Rayleigh-Schleifen
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zu einem verzerrten Ergebnis, das sich ebenfalls auf die Berechnung der Flussverkettungen
auswirkt. Fiir eine vollstindige analytische Beschreibung des Grundwellenverhaltens der
Maschine sind Verfahren ohne HF-Injektion zu bevorzugen.

Die Abweichungen des Verfahrens werden fiir die weiteren Betrachtungen in den akzeptiert.
Die ermittelten Kenngrofien werden genutzt, um im folgenden Kapitel zwei Regelungsverfahren
zu optimieren und eine mogliche Wirkungsgradsteigerung des Gesamtsystems zu realisieren.
Hierbei werden sowohl die per FEM ermittelten Daten, als auch die davon leicht abweichenden
experimentell ermittelten Kenngrofsen verwendet. Die erweiterte Systemkenntnis in
Verbindung mit dem Motormodell aus Kapitel 4 vereinfacht die Reglerauslegung und

Regleroptimierung.
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6 Regelung und Wirkungsgradsteigerung
fiinfphasiger Antriebssysteme

Im Folgenden werden in Kapitel 6.1 zwei Regelverfahren zur Regelung von multiphasigen
Maschinen vorgestellt und verglichen: eine erweiterte ,Feldorientierte Regelung” (FOR), sowie
ein statorflussfestes Regelverfahren, das auf der ,Indirekten Selbstregelung* (ISR) basiert. Die
ausgewahlten Regelverfahren werden analytisch hergeleitet, simulativ erprobt und anschlieffend
messtechnisch validiert.

Das vorliegende Testsystem bietet durch die fiinfphasige Maschinentopologie und die unab-
héngige Bestromung der Einzelspulen Moglichkeiten zur Wirkungsgradsteigerung, von denen
in den Kapiteln 6.2 und 6.3 zwei genauer betrachtet und evaluiert werden: die Einprégung einer

dritten Harmonischen sowie die Spulenabschaltung im Teillastbereich.

6.1 Regelung multiphasiger Maschinen

Die Regelung multiphasiger Maschinen unterscheidet sich von der Regelung dreiphasiger
Maschinen insbesondere durch die Erweiterung der Park-Transformation nach Kapitel 4.2.
Hierbei wird auch die dritte Harmonische in Gleichgréften abgebildet, was die Anwendung von
bekannten, linearen Reglerauslegungen ermdglicht. Das feldorientierte Regelungsverfahren wird
in Kapitel 6.1.1 beschrieben. Nachteilig hierbei ist die zeitaufwindige Berechnung der
Transformationsmatrizen, da hier 20 statt der sonst iiblichen 6 trigonometrischen Funktionen
berechnet werden miissen, wenn die Park-Transformation aus Phasengroften in das rotorfeste
Koordinatensystem betrachtet wird (sieche Gleichungen 3.14 und 4.7).

Die Anzahl der zu berechnenden trigonometrischen Funktionen steigt bei einer denkbaren
weiteren Erweiterung der Park-Transformation mit der Phasenanzahl. Aus diesem Grund wird
in Kapitel 6.1.2 das Verfahren der ,Indirekten Selbstregelung® auf flinfphasige
Synchronmaschinen angewandt. Vorteilhaft an diesem Verfahren ist der Verzicht auf die
rechenzeitaufwindige Park-Transformation. Die Auslegung des Drehzahlreglers, die fiir beide
Regelverfahren identisch ist und sich von der Auslegung bei einer dreiphasigen Maschine wenig
unterscheidet, wird in Abschnitt 6.1.3 kurz dargestellt.

Abschliefsend findet ein experimenteller Vergleich der Regelverfahren anhand von Fiihrungs-

und Storgrofenspriingen in Kapitel 6.1.6 statt.

6.1.1 Feldorientierte Stromregelung

Zur feldorientierte = Stromregelung fiinfphasiger =~ Maschinen wird die erweiterte
Park-Transformation verwendet. Diese bewirkt eine Projektion der Grundschwingung und der
dritten Harmonischen als Gleichgréfen im rotorfesten Koordinatensystem. Durch das Konzept
der intelligenten Einzelzéhne und den Wegfall einer Sternpunktverschaltung existiert in der
vorliegenden Maschine eine Nullkomponente, die ebenfalls in der Regelung beriicksichtigt wird.
Abbildung 6.1 zeigt ein vereinfachtes Blockschaltbild der feldorientierten Regelung. Die

Totzeiten bzw. Phasenverschiebungen, die durch das Stellen der Spannung im Umrichter und
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durch die Erfassung der Stréome im System vorhanden sind, werden fiir die Reglerauslegung als
PTi-Glied mit der Zeitkonstanten T; beriicksichtigt. Die einzelnen Komponenten werden im
ersten Schritt als vollstdndig entkoppelt angenommen, sodass eine unabhingige Auslegung fiir

jede der Stromkomponenten moglich ist.

Kp,n Tn,n Kp:i Tllvi ':[‘n1 1/R L/R
.d dq u;
Do) lsgll : usog dgb usog V ls; V
4- 4 Uvwxy
PI — Regler PI — Regler Umrichter Regelstrecke
Drehzahl Strom (Motor)
Tis
ist .d . .
N lis‘i dgb P List P list-mess
il \ o
60 Uvwxy
2m- A
TP Stromerfassung
Tery T, 3
Wel,ist Wel,unfilt d Pel,ist Pel ist—mess
il a -
Drehzahlfilterung Positionserfassung

Abbildung 6.1: Vereinfachtes Blockschaltbild der Regelungsstruktur

Mit der Ubertragungsfunktion des Reglers Gg(s), der Ubertragungsfunktion des Umrichters
Gy(s) sowie der vereinfachten Regelstrecke Gg(s) nach Gleichung 5.29 gilt fiir die

Ubertragungsfunktion des offenen Regelkreises:

1

Tor-s+1 1 =
Go(s) = Gr(s) - Gy(s) - Gs(s) = Kp— 2
- S

TH,I'S TTS+1ﬂ (61)
R

+1

Die Grenzfrequenz des PT1-Glieds der Stromerfassung ist im vorliegenden Fall deutlich grofier
als die sonstigen Zeitkonstanten und wird vernachléssigt. Die entstehende Totzeit wird als
Approximation dem Umrichter als Gesamtzeitkonstante Ty zugerechnet, weswegen T2 in den
folgenden Gleichungen vernachléssigt werden kann. Die Auslegung der Stromregler erfolgt nach
dem Betragsoptimum, so dass die Regelgrofle bis zu moglichst hohen Frequenzen der
Fiihrungsgrofte entspricht. Dementsprechend ist der Amplitudengang auf den Wert eins und
der Phasengang auf den Wert null zu halten [73].

Da die Zeitkonstante der Regelstrecke deutlich grofier ist als die der Umrichterverzogerung,
wird diese liber das Polkompensationsverfahren ausgeglichen, womit sich die Nachstellzeit Ty, 1x

fiir jede Stromkomponente x ergibt zu:

XX

Tox = o~ (6.2)
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Mit der in Abschnitt 5.8.3 ermittelten Totzeit von Tt = 2,5 : Taptast erfolgt die Berechnung der
statischen Verstirkung fiir jede Stromkomponente mit Hilfe der Ubertragungsfunktion des

geschlossenen Regelkreises Gg:

Go (S) _ 1
GO(S) + 1 - R'Tn,lx'TT SZ + R'TI’I,IX s+ 1' (63)

Kp,1x Kp,1x

Gg(s) =

Mit den Koeffizienten der Normalform ergibt sich [73]:

1 _R-Tyy Ty 2D RToi

= . 6.4
(0(2) KP,IX Wy KP,IX ( )

Hier ist D das Dampfungsmaft und w, die Kreisfrequenz. Die Gleichungen 6.4 werden nach w,
aufgelost, ineinander eingesetzt und nach der statischen Verstérkung Kp, umgeformt. Somit

ergibt sich fiir die statische Verstdarkung fiir jede Stromkomponente:

1 Tl’l,IX
KP,IX = H . R . TT . (65)
Das Dampfungsmafs wird tiblicherweise gewéhlt zu D = % [73]. Somit folgt:
LXX
Kpix = 7T (6.6)

Sowohl die statische Verstdrkung als auch die Nachstellzeit des Stromreglers sind von der
differentiellen Selbstinduktivitdt der jeweiligen Komponente abhéngig. Mit dem in Kapitel 5
beschriebenen Messverfahren werden die differentiellen Induktivititen in Abhéngigkeit des
Sattigungszustands der Maschine bestimmt. Der Vergleich der Werte fiir Lyq zeigt, dass unter
Sattigung die differentielle Selbstinduktivitit noch ca. 50 % des Werts bei unbestromter
Maschine betrégt. Dies hat eine direkte Auswirkung auf die statische Verstdrkung des Reglers,
die nicht zu vernachléssigen ist. Dementsprechend wird eine stromabhéngige Nachfiihrung der
Reglerparameter realisiert. Der Einfluss der Position ist im Vergleich vernachléssigbar und wird
in der Reglernachfithrung nicht beriicksichtigt. Die Stromregler werden mit einer Anti-Windup
Struktur ausgefiihrt, um ein Uberlaufen der Integratoren zu verhindern [61].

Die notwendige Stellgrofenbeschrankung des Reglers ist bei einer fiinfphasigen Maschine
komplexer als bei einer Dreiphasigen. Wahrend bei einer dreiphasigen Maschine die Berechnung

der maximalen Spulenspannung in einer Periode gegeben ist mit:

Umax = ’uﬁ + ugy (6.7)

gilt bei einer fiinfphasigen Maschine die entsprechende Gleichung
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A~

Upnax = \/uﬁ + ua + \/u§3 + u313 + |u3 (6.8)

nicht fiir alle Kombinationen der Strome. Diverse Publikationen zu fiinfphasigen Maschinen,
beispielsweise zur Feldschwichung, verwenden diese Gleichung ohne Einschrankung [74] [75].
Zu beachten ist jedoch, dass die Lage der dritten Harmonischen einen Einfluss auf den maxi-
malen Wert der Phasengréfie hat. Leicht zu veranschaulichen ist dies anhand von Abbildung
6.2, in der beispielhafte Verldufe einer Funktion bestehend aus einer Grundschwingung und
einer dritten Harmonischen dargestellt sind, wobei die dritte Harmonische jeweils addiert bzw.
subtrahiert wird. Gleichung 6.8 liefert fiir beide Verlaufe:

N 1\ 2 132
Omax = V12V + f(g) V=412V + ’(‘g) V=~ 1,1667 V. (6.9)

Korrekt ist diese Berechnung jedoch nur fiir den Fall, dass sich die Maxima der Harmonischen
iiberlagern. Fiir alle anderen denkbaren Kombinationen ergibt sich durch Verwendung von
Gleichung 6.8 eine mogliche Beschriankung der Stellgrofien, obwohl noch Reserve vorhanden
ist. Analytisch lésst sich die Aufgabe als Maximalwertproblem von iiberlagerten Schwingungen

beschreiben:

ogp?z(n a; - cos() + a, - sin(@) + a3 - cos(3 - @) + a, - sin(3 - ). (6.10)

Eine analytische Losung des Maximalwertproblems ist nicht moglich, weswegen zur korrekten
Bestimmung des Maximalwerts der Stellgrofe auf numerische Verfahren zuriickgegriffen wird.
Der erhohte Rechenaufwand eines numerischen Verfahrens muss mit dem Einfluss des Fehlers
bei Verwendung von Gleichung 6.8 verglichen werden. Explizit erwédhnt sei, dass die Verwen-

dung von Gleichung 6.8 lediglich einen zu hohen Sicherheitsfaktor vorsieht und keine kritischen

Systemzustéinde bedingen kann.

™S TN\ Pau

™S\ 2R 7

= \ :7 \: /
-1 N N—
| cos(x)+1/6 Ceos(30t) cos(x)-1/6 Ceos(3R) |
-2 I I T

-6 -4 -2 2 4 6

0
x
Abbildung 6.2: Veranschaulichung der Mazimalwerte einer Uberlagerung einer

Grundschwingung mit einer dritten Harmonischen mit unterschiedlichen Vorzeichen
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6.1.2 Indirekte Selbstregelung

Als alternatives Regelungsverfahren wird im Folgenden die ,Indirekte Selbstregelung* (ISR)
auf fiinfphasige Maschinen angewandt. Die ISR ist ein statorfestes Regelverfahren, das
urspriinglich fiir die Regelung von Asynchron-Traktionsantrieben in der Bahntechnik
beschrieben wurde [76]. In [77] wird das Verfahren auf permanenterregte Synchronmaschinen
erweitert und die Vorteile, insbesondere im Feldschwéchbereich werden dargestellt.

Das Verfahren basiert auf der ,Direkten Selbstregelung“ (DSR) nach [78] und somit auf der
Fiihrung des Verkettungsflusses auf einer vorgegeben Bahn und erfordert keine Koordinaten-
transformation in das rotorfeste Koordinatensystem. Im Gegensatz zur DSR wird jedoch mit
Mittelwerten und nicht mit Augenblickswerten gerechnet, was die Verwendung einer PWM
mit fester Schaltfrequenz ermoglicht.

Das Grundprinzip der ISR ist die Fiihrung des Verkettungsflusses auf einer vorgegebenen Bahn.
In jedem Abtastschritt wird hierbei die neue Sollgrofe des verketteten Flusses in Abhéngigkeit
der aktuellen PM-Flussverkettung bestimmt und eine Differenz zum aktuellen, beobachteten
Verkettungsfluss gebildet. Diese Differenz wird unter Beriicksichtigung der Schaltfrequenz in
eine Sollspannung des folgenden Abtastschritts gewandelt. Dementsprechend miissen zum
Zeitpunkt t, sowohl die aktuelle Flussverkettung l[)gf ise(tk) , als auch die bendtigte
Flussverkettung zum Zeitpunkt tp + 1 1/;2’}“ sou(tx + 1) bekannt sein, um die zu stellende
Flussdifferenz AIIJZIB (tg) zu bestimmen. Abbildung 6.3 zeigt das Zeigerdiagramm fiir die
af - Achse. Fiir das Grundwellenmodell ohne Spannungsbegrenzung ist der
wirkungsgradoptimale Winkel mit y = 90° gegeben. Eine analoge Betrachtung wird fiir das

entkoppelte a;B; —Koordinatensystem der dritten Harmonischen angewandt.

ﬂ A
A ()

afl ths
]I)u ( k 1) ll)zlﬂ(tk)

Yih (trer)

Wk (t)
¥ (tk+1)

Abbildung 6.3: Zeigerdiagramm der af3-Achse der ISR
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Die Berechnung der Soll-Flussverkettung tl);flp <on €rfolgt ausgehend von Gleichung 3.61, die sich

fiir fiinfphasige Maschinen ergibt zu:
5 :dq\T d
M=§-p~(l DT . (3-ypa). (6.11)

Fiir die vorliegende fiinfphasige Maschine ergeben die Ergebnisse aus Kapitel 5, dass das
Reluktanzmoment aufgrund der geringen Differenz zwischen den Induktivitdten Lq und Lq eine
vernachléssigbare Auswirkung hat. In skalarer Darstellung ergibt sich somit fiir das

Drehmoment:

5 . . . .
M= 5P (Wpmd *1g = Wpmq “1d + 3 - Wpmdz “ igz — 3 - Upm,g3 * 1d3) (6.12)

Dieser Zusammenhang entspricht fiir dreiphasige Maschinen dem Rechteck, das durch die
PM-Flussverkettung und den dazu orthogonalen Strom aufgespannt wird. Die Darstellung
erfolgt fiir dreiphasige Maschinen h&aufig durch das Kreuzprodukt, das jedoch fiir fiinfzeilige
Vektoren nicht definiert ist. Anschaulich ist Gleichung 6.12 die Summe der 1-Norm der
Kreuzprodukte der jeweiligen Komponenten der Grundschwingung und der dritten
Harmonischen. Dieser Zusammenhang ist unabhéngig von der Transformation in das rotorfeste

Koordinatensystem und gilt somit auch fiir das statorfeste Koordinatensystem:

M = E . p . (lIJPM,(x . IB + lIJPM,B . l(X + 3 . lIJPM,(X3 . IB3 -|— 3 . lIJPM,B3 . 1a3). (6.13)

Die Umformung in Matrixschreibweise liefert:

M = ; P iaﬁT ’ (qu—wt[i (] ) Ip;l’;llfl)) : (6.14)

ap _ ob

Csaf .
Ly @ fiir eine

Fiir die Berechnung der Soll-Flussverkettung ll)u son folgt dann mit ¥ ;
Sollspannung Mg

-1

Mo ap d
LB, (Tagoas - (1 950)) (6.15)

p

U‘lll\J

lI)LI soll =

Als Inverse der PM-Flussverkettung wird die Moore-Penrose-Pseudoinverse verwendet, die eine
optimale Losung der unendlich vielen Losungsmoglichkeiten mit kleinster euklidischer Norm
liefert [79]. Die Verwendung der Moore-Penrose-Pseudoinversen erméglicht bei Kenntnis der
Lage der PM-Flussverkettungen fiir die Grundschwingung und die dritte Harmonische die
Bestimmung der wirkungsgradoptimalen Soll-Flussverkettungen. Die Ermittlung von ll)gf,,
kann beispielsweise durch eine dg-Transformation von wﬁj’w durchgefiihrt werden. Bei
Annahme konstanter Temperaturen ohne Sittigung entsteht hierbei eine Uberlagerung aus

Grundschwingung und dritter Harmonischer, die nicht vom Arbeitspunkt abhéingig ist und
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auch als Lookup-Table hinterlegt werden kann, was zu einer Optimierung der Rechenzeit fiihrt.
Dies wird im Folgenden so umgesetzt. Ebenfalls deutlich wird hier auch die fehlende
Moglichkeit einer Strombegrenzung der ISR, da bei ungenauer Kenntnis von ll)gf,, hohere
Strome auftreten konnen, als sie gefordert sind.
Der Term der absoluten Induktivititen LZES

Kenntnis des séttigungsabhéngigen Verlaufs der Induktivitdten. Diese kénnen entweder aus

bedingt fiir eine gute Reglerperformance die

FEM-Simulationen gewonnen oder experimentell nach dem in Kapitel 5 ausfiihrlich
beschriebenen Verfahren bestimmt werden.

Die aktuelle Flussverkettung wff is¢ kann direkt berechnet werden iiber die Gleichung:
Thist = Lans - fieg (6.16)

Nachteilig hierbei ist, dass es keine Korrektur in Bezug auf zu erwartende Ungenauigkeiten in
der Induktivitatsmatrix Lg{is gibt. Aus diesem Grund wird ein Beobachterverfahren eingesetzt,
das mogliche Modellfehler ausgleicht. Ausgangspunkt fiir die Betrachtung ist die Gleichung
3.29 des elektrischen Teilsystems im statorfesten Koordinatensystem, die hier zur besseren

Ubersicht nochmals aufgefiihrt wird:

, d . , d
u® =R i 4 L 5+ o (- L3 — L8 1) - 1% + e T Tagoap - Yply- (617

Gleichung 6.17 wird nach der zeitlichen Ableitung der Flussverkettung ll)glﬁ umgestellt. Es
ergibt sich:

dlllaﬁ -1 -1
d—gzuaﬁ_(R.LaB +wel.(].L‘;ES_ :gs.]).thB ) Zﬁ_mel']"pgﬁr (6.18)
Zur Beobachtung der Flussverkettung wird das Modell in ein Zustandsraummodell
umgewandelt. Allgemein gilt fiir die Gleichungen im Zustandsraum fiir Systeme ohne Durchgriff

[80]:

x=A-x+b-u (6.19)
y=C-x (6.20)

Hier ist A die Systemmatrix, B die FEingangsmatrix, C die Ausgangsmatrix, x der
Zustandsvektor, u der Vektor der Eingangsvariablen und y der Vektor der Ausgangsvariablen.
Abbildung 6.4 zeigt das Blockschaltbild der Zustandsraumdarstellung.
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lx(t = t9)
u x X y
— B ~ Cr—

A

A\ 4

A

Abbildung 6.4: Zustandsraumdarstellung (Autor nach [80])

Problematisch ist die haufig ungenaue Kenntnis des Zustandsvektors x. Zur Bestimmung des
Zustandsvektors werden Beobachterverfahren verwendet, die es ermdglichen einen geschétzten
Zustandsvektor X zu bestimmen. Eine Beobachterstruktur, basierend auf den Arbeiten von
Luenberger, beruht auf der Struktur nach Abbildung 6.5. Es wird ein Streckenmodell parallel
zur Regelstrecke geschaltet, das um die Differenz zwischen dem realen und geschétzten
Ausgangsvektor y bzw. ¥ multipliziert mit der Riickfiihrmatrix Lg erweitert ist [80]. Die
Differenz zwischen dem Vektor der gemessenen und geschétzten Ausgangsvariablen wird mit
up bezeichnet.

Die Gleichungen 6.31 und 6.32 erweitern sich fiir die Parallelschaltung der beobachteten Grofen

auf:

lx(t =ty)
u X X y

A

v
vy
v
Q
v

A

up ) Y
LB Q-
X 3 y

Q

oy

e

A

A
v

Abbildung 6.5: Struktur des Luenberger-Beobachters (Autor nach [80])
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Gleichung 6.18 ist bereits in einer Form, die eine Anwendung des Zustandsraummodells mit

Luenberger-Beobachter nach Abbildung 6.5 ermdglicht. Es ist:

B A (e (a2 1)
(6.23)
-1 -1
u=u“’*—we1~l~¢$”M, C=L§£s , uB:LB‘(laﬁ_LZES ‘1/’:{;)

Zur Auslegung der Matrix Lg wird das Verfahren der Polvorgabe verwendet. Hierzu ist eine
Transformation der Systemmatrix A in die Regelungsnormalform notwendig. Die

Regelungsnormalform ist allgemein definiert als [80]:

0 1 0 0
[0 0 1 - 0 ]
Agp =] i : S o (6.24)
0 0 0o - 1
[_ao _al _az A _an_1J

Die Transformation in die Regelungsnormalform wird in [80] beschrieben. Aus der
Regelungsnormalform koénnen die Koeffizienten a; des charakteristischen Polynoms der
Regelstrecke abgelesen werden. Fiir das charakteristische Polynom gilt mit der Einheitsmatrix I
und den Nullstellen Agj;:

n
p() = det@-T— Ag) = A" 4 ap_; + - +a; - A+ay = H(A +201) - (6.25)

i=1

Da die Systemmatrix von wg abhéngig ist, ist im Optimalfall eine Nachfiihrung der im
Folgenden ermittelten Riickfiihrverstarkungen vorzusehen. Die Untersuchungen anhand des zur
Auslegung verwendeten Skripts in Anhang 8.4 zeigt jedoch einen geringen Einfluss auf die
ermittelten Parameter der Rickfilhrmatrix. Fir einen beispielhaften Arbeitspunkt von
n = 300 rpm ergibt sich fiir das System ohne Beobachter mit dem Skript in Anhang 8.4 der
Vektor der Polstellen Ay:

—308,6
—40,9

A, =|-111|
—23,4
-21,6

Fiir das beobachtete System lésst sich die Berechnung mit der erweiterten Gleichung 6.21
ebenfalls durchfiithren, wobei die Parameter der Riickfiihrmatrix Lg zu ermitteln sind. Die Pole
des beobachteten Systems kénnen dabei durch Polvorgabe platziert werden. Je weiter links auf
der reellen Halbebene sich die Pole befinden, desto dynamischer wird der Beobachter und desto

starker wird das Messrauschen verstirkt. Nach [73] sind die Pole betragsméfig grofer zu wéhlen
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als die Pole der Strecke 1,;, damit der Beobachter schneller einschwingt als das beobachtete

System. Nach [80] gilt fiir das charakteristische Polynom bei einer Ausgangsriickfithrung:

n
PO = det-T— Ag + Lg-€) = A"+, 4 + -~ +4; - A48 = n(u Xop) - (6.26)

=1

Fiir die Platzierung der Polstellen zeigt eine gemeinsame Lage von dem dreifachen der betragsméfig
grofiten Polstelle auf der negativen reellen Achse ein gutes Systemverhalten. Mit der Realisierung
nach dem MATLAB-Skript in Anhang 8.4 ergibt sich fiir die Riickfithrmatrix somit:

17,41
16,68 |y
Lg=1:]19,88(— (6.27)
19,78
0,99

Dieser Wert wird fiir die simulative und experimentelle Validierung im Folgenden verwendet.
Ein vereinfachtes Blockschaltbild ohne die Darstellung der ebenfalls zu beriicksichtigenden
Verzogerungsglieder wird in Abbildung 6.6 dargestellt.

Durch die Moglichkeit die Flussverkettungen fiir die Grundschwingung und die dritte
Harmonische unabhéngig voneinander zu beeinflussen, lassen sich mit der ISR ebenso wie mit
der FOR beliebige Uberlagerungen von Grundschwingung und dritter Harmonischer realisieren,

um beispielsweise eine MTPA-Kurve nach Kapitel 6.2 umzusetzen.

Kl)ll Tﬂﬂ 1
Welsoll  Wel diff Mson T,
—»O—> p| Berechnung | g
A Yirson Al[)gf u®®
- soll o | aBs
von L
PI — Regler (vwxy
Drehzahl ap <
> lI)Ll,soll LX<
aB
PM,ist
[— iaB
Flussbeobachter fiir | ist |aps
af - ]
Llist uvwxy
T A
Wel ist d Pel,ist
E l
Abbildung 6.6: Vereinfachtes Blockschaltbild der ISR ohne Darstellung von
Verzégerungsgliedern

6.1.3 Drehzahlregelung
Die Drehzahlregelung wird sowohl fiir die FOR als auch fiir die ISR identisch ausgefiihrt.

Hierfiir wird der innere Stromregelkreis am Beispiel der FOR vereinfacht als PT1-Glied
angendhert. In Gleichung 6.3 entféllt der quadratische Term und fiir die Naherung ergibt sich

durch Einsetzen von Kp; und Ty | somit:
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1
G = .
Strom,PT1 2. 2,5 . TAbtast s+ 1

(6.28)

Nach Gleichung 4.24 kann die Regelstrecke des mechanischen Teilsystems als I-Glied mit der
Integrierzeit Ty mot beschrieben werden. Fiir die Ubertragungsfunktion des offenen Regelkreises

ergibt sich:

1 1
Gno = . .
" =225 Taptast S+ 1 Tymor 'S (6.29)
Die vorliegende IT1-Strecke kann mit einem PI-Regler mit der Ubertragungsfunktion:
Ton-s+1
Grn = KP,nW (6.30)

geregelt werden. Die Auslegung des Reglers kann aufgrund des integrierenden Strecken-
verhaltens nicht mit dem Betragsoptimum durchgefithrt werden, weswegen die Bestimmung
der Reglerparameter nach dem ,symmetrischen Optimum® durchgefiihrt wird. Auf eine
Herleitung wird an dieser Stelle verzichtet und auf [73] und [57] verwiesen. Die Reglerparameter
nach dem symmetrischen Optimum ergeben sich unter Beriicksichtigung des Drehzahlfilters als
zusétzliches PT1-Glied zu:

TN,mot
a- (5 Taptast + Tpr1)

Tn,n =a%- (5 - Taptast + Tpr1) sowie KP,n = (6.31 )

Der Faktor a gibt die Dédmpfung an und wird {iblicherweise zu zwei gesetzt. Diese Einstellung
bewirkt ein starkes Uberschwingen, welches mit einer Einstellung von a = 4 verringert wird
[57] oder alternativ durch die Einfithrung eines Vorfilters beddmpft werden kann [73]. Das
vereinfachte Blockschaltbild der Drehzahlregelstrecke mit gendhertem Stromregelkreis ist in
Abbildung 6.7 dargestellt.

K ; T 1 2 TT 1 TN,mot

Dgon Dt
A

PI - Regler Stromregelkreis Regelstrecke
(Motor)

\ 4
\4
v

Abbildung 6.7: Vereinfachtes Blockschaltbild des Drehzahlregelkreises mit angendhertem

Stromregelkreis
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6.1.4 Validierung der Reglereinstellungen

Die in den vorherigen Kapiteln hergeleiteten Reglereinstellungen werden simulativ umgesetzt,
erprobt und mit der Theorie vergleichen. Hierzu wird jeweils das Fiihrungsverhalten im
Kleinsignal untersucht. In Abschnitt 6.1.6 folgt die Validierung und die experimentelle

Untersuchung im Grofssignalverhalten.

6.1.4.1 Verhalten bei einem Momentensprung

Die Validierung der inneren Kaskade der FOR ist fiir eine ISR nicht vergleichbar umzusetzen.
Aus diesem Grund wird ein Momenten-Sollsprung von 10,2 % des Nennmoments simuliert, der
fiir beide Regelverfahren durchgefiihrt wird. Dies entspricht einem g-Strom von 10 %. Fiir die
FOR ist dies eine direkte Validierungsmoglichkeit der Stromregelung. Als Vergleich werden fiir
die ISR ebenfalls die momentenbildenden Stréome in das rotorfeste Koordinatensystem
transformiert.

Abbildung 6.8 oben zeigt die Reaktion auf einen Momentensprung bei t = 0 s. Sowohl die ISR
als auch die FOR regeln den Sollwertsprung mit &hnlichem Verhalten aus. Die ISR ist etwa
einen Abtastschritt schneller in der Anregelzeit, hat jedoch mit 8,7 % das hdohere
Uberschwingen im Vergleich zur FOR mit 5 % und zeigt eine lingere Ausregelzeit.

Abbildung 6.8 unten stellt die Stromverldufe im rotorfesten Koordinatensystem dar. Die mit
dem Betragsoptimum optimierte Stromregelung der FOR zeigt das erwartete Verhalten, mit
einem Uberschwinger von 2,8 %. Fiir die kontinuierliche Auslegung ohne Abtastung ergibt sich
nach [73] und [81] ein Erwartungswert von 4 %. Die Anregelzeit betrigt mit ca. 1,3 ms ebenfalls
nahezu dem Erwartungswert von 1,47 ms [73|. Sowohl die FOR als auch die ISR regeln die
dritte Harmonische auf den gewiinschten Sollwert aus. Es zeigen sich mit der gewéhlten Regler
bzw. Beobachterparametrierung keine signifikanten Unterschiede in den Verlaufen, weswegen
flir die Ersatzzeitkonstante, die fiir die Optimierung des symmetrischen Optimiums im
folgenden Abschnitt benétigt wird, fiir beide Verfahren ein identischer Wert von 2 - 2,5 - Taptast

angenommen wird.
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Abbildung 6.8: Simulative Validierung der Reglereinstellungen fir FOR und ISR bei einem

Momentensprung

6.1.4.2 Verhalten bei einem Drehzahlsprung

Das Verhalten der Regelungen bei einem Drehzahlsprung im Kleinsignalverhalten kann direkt
verglichen werden. Hierzu wird zum Zeitpunkt t = 0s ein Sollwertsprung auf 10 % der
Nenndrehzahl vorgegeben. Abbildung 6.9 oben zeigt den Verlauf fiir die Parametrierung mit
dem symmetrischen Optimum fiir a = 2 nach Gleichung 6.31 bei einer Drehzahlfilterzeit von
Tpr1 = 0,25 ms. Der untere Verlauf zeigt die Reaktion der Regelverfahren fiir a = 4. Der
Verlauf der FOR fiir a = 2 entspricht den theoretischen Erwartungen bei einer Auslegung nach
dem symmetrischen Optimum. Es stellt sich ein Uberschwingen von 46 % ein. Der theoretische
Erwartungswert einer zeitkontinuierlichen Realisierung des betragt 43 % [73]. Die Anregelzeit
betrdgt 3 ms, gegeniiber einem Erwartungswert von 3,1:(5: Taptast + Tpt1) = 2,7 ms. Die

geringfiigicen Abweichungen sind wie im vorherigen Abschnitt mit der zeitdiskreten
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Realisierung und der nicht exakten Darstellung des inneren Regelkreises durch ein PT-Glied
zu erklaren und werden akzeptiert.

Fiir die ISR =zeigt sich dhnliches Verhalten wie in Abschnitt 6.1.4.1. Die Anregelzeit ist
geringfiigig kleiner als bei der FOR, die Ausregelzeit jedoch grofter. Beide Verfahren sind
geeignet, um die Maschine zu regeln, wobei keine signifikanten Unterschiede in der Dynamik

zu erkennen sind.
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Abbildung 6.9: Simulative Validierung der Reglereinstellungen fir FOR und ISR bei einem
Drehzahlsprung
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6.1.5 Anpassung der Drehzahlreglerverstiarkung an den Priifstand

In den bisherigen Betrachtungen dieses Kapitels wird die mechanische Strecke als starr
angekoppelte Massentriagheit betrachtet und das mechanische System als linear und
zeitinvariant angenommen (,Linear time-invariant system“: LTI-System). In realen Systemen
kann die erreichbare Reglerverstirkung beispielsweise limitiert sein durch:

¢ Das mechanische System ist keine starr angekoppelte Massentragheit sondern besitzt
eine elastisch angekoppelte Masse und ist somit ein Zweimassenschwinger. Die
entstehende Resonanzfrequenz kann je nach Frequenz und Ausprigung die erreichbare
Drehzahlreglerverstiarkung verringern.

e FEin verwendetes Getriebe hat Getriebelose, durch die auf den Motor bei einem
Vorzeichenwechsel des Moments oder im Stillstand nicht die gesamte Massentréigheit
des Systems wirkt, sondern ausschlieflich die Massentrégheit der eigenen Welle. In
Abhéngigkeit des Verhéltnisses zwischen der Massentrigheit des Rotors und der
Massentrégheit des Gesamtsystems kann es so zu einer signifikanten Reduzierung der
erreichbaren Drehzahlreglerverstirkung kommen.

Die Umsetzung auf dem Priifstand nach Abbildung 5.25 zeigt fiir den Drehzahlregelkreis, dass
kein stabiles Verhalten mit den in Abschnitt 6.1.5 ermittelten Drehzahlreglereinstellungen
erreichbar ist. Der Grund hierfiir liegt in den Getriebelose des Getriebes, weswegen das
Massentrigheitsmoment der Last erst wirksam wird, wenn die Getriebezéhne greifen. Aus
diesem Grund wird im Folgenden mit einer reduzierten Drehzahlreglerverstirkung gefahren,
weil der Fokus auf der Stromregelung der FOR bzw. der Flussfithrung der ISR liegt. Hierfiir
wird die Erhohung der Amplituden- und Phasenreserve durch die Verwendung des
symmetrischen Optimums mit a = 8 erreicht. Dies bewirkt ein stabiles Verhalten im Stillstand,
sowie ein KErreichen der Stromgrenze bei einem Sprung auf Nenndrehzahl mit einem
Uberschwinger von etwa 15 % (vgl. Abbildung 6.14).

Abbildung 6.10 zeigt die Auswirkung der Getriebelose in einer vergroferten Darstellung von
Abbildung 6.15 mit angepassten Reglereinstellungen zum Zeitpunkt der Beschleunigung nach
einem Sollwertsprung auf Nenndrehzahl bei t = 0,1 s. Es ist zu erkennen, dass zum Zeitpunkt
der Beschleunigung sowohl bei der FOR, als auch bei der ISR, die Zahne des Getriebes noch
nicht im Eingriff sind. Die Folge ist ein steiler Anstieg der Geschwindigkeit bis ca. t = 0,102 s.
Anschliefsend wirkt die Massentriagheit des Gesamtsystems auf das Antriebssystem und die
Steigung der Geschwindigkeit verringert sich. Fiir die folgenden Simulationen und Messungen

wird von der angepassten, geringeren Drehzahlreglerverstiarkung ausgegangen.
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Abbildung 6.10: Durch Getriebelose beeinflusster Geschwindigkeitsverlauf beim Anfahren aus
dem Stillstand

6.1.6 Vergleich der Regelungsverfahren im Fiihrungsverhalten Grof3signal

Die beiden vorgestellten Regelungsverfahren werden mit den angepassten Reglerparametern in
MATLAB-Simulink simuliert und anschlieffend anhand von Messreihen miteinander verglichen.
Der simulative Vergleich findet sich in Abschnitt 6.1.6.1, die experimentelle Validierung am
Priifstand in Abschnitt 6.1.6.2.

Zur qualitativen Vergleichbarkeit der Regelverfahren werden ein Fiihrungsgréffensprung in der
Drehzahl und ein Storgrofensprung durch ein Lastmoment aufgegeben und die jeweilige
Reaktion des Regelverfahrens bewertet. Abbildung 6.11 visualisiert die Bewertungskriterien bei
einem Fiihrungsgréfensprung. Um den Sollwert wird ein Toleranzbereich definiert, der fiir die
Bestimmung der Anregelzeit t,, und der Ausregelzeit t,,s verwendet wird. Die Anregelzeit gibt
den Zeitpunkt an, bei dem der Signalverlauf erstmalig das Toleranzband erreicht. Die
Ausregelzeit gibt den letztmaligen Zeitpunkt an, an dem die Regelgrofe auferhalb des
Toleranzbands ist. Der Vollstandigkeit halber ist die bleibende Regelabweichung ey, aufgefiihrt,
die durch die Verwendung von PI-Reglerstrukturen zu null wird.

Abbildung 6.12 zeigt die Definition der An- und Ausregelzeit fiir einen Stérgréfensprung. Die
Anregelzeit gibt hierbei die Zeitspanne an, bis die Regelgrdfse erstmalig wieder im Toleranzband
ist und die Ausregelzeit die Zeitspanne, bei der die Regelgrofe letztmalig aufserhalb des
Toleranzbands ist. Bei Systemantworten ohne Uberschwingverhalten oder sehr breit gewéhltem

Toleranzband sind An- und Ausregelzeit identisch.
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Abbildung 6.11: Grafische Darstellung zur Bewertung der Reglerperformance anhand eines

Fihrungsgréfiensprungs
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Abbildung 6.12: Grafische Darstellung zur Bewertung der Reglerperformance anhand eines

Storgrafiensprungs

6.1.6.1 Simulation des Fiihrungsverhalten im Grofsignal

Ein simulativer Vergleich der vorgestellten Regelstrategien wird in MATLAB-Simulink
durchgefiihrt. Der Drehzahlregler wird hierfiir in der Simulation auf die im vorherigen Kapitel
am losebehafteten Messaufbau ermittelten Werte gesetzt, um einen Vergleich zwischen

Simulation und Messung zu ermoglichen. Ein weiteres Kriterium ist das Fahren an einer vorher
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festgelegten Stromgrenze. Fiir die FOR ist es direkt moglich in der Regelung eine Stromgrenze
zu definieren, wohingegen in der ISC keine Begrenzung der Stréme moglich ist, sondern lediglich
eine Begrenzung des Drehmoments. Nachteilig hierbei ist, dass dementsprechend der
Zusammenhang zwischen Drehmoment und Strom beriicksichtigt wird, der sowohl vom
Séttigungszustand der Maschine, als auch von der Temperatur abhéngig ist (vgl. Abbildung
4.25). Fiir die Simulation wird das Soll-Drehmoment bei der ISC auf 180 % Myenn begrenzt,
woraus sich basierend aus FEM-Simulationen bei Raumtemperatur ein ¢g-Strom von
zweifachem Nennstrom einstellt. Das Verhéltnis zwischen Grundschwingung und dritter
Harmonischer zur Drehmomentgenerierung wird fiir beide Verfahren identisch gelassen, so dass
die Regelbarkeit der dritten Harmonischen ebenfalls beriicksichtigt wird.

Abbildung 6.13 zeigt den Vergleich der Regelverfahren mit einem Fiihrungsgréfensprung bei
t = 0,1 s. Sowohl die FOR als auch die ISR regeln den Sprung in &hnlicher Zeit aus, die
Kennwerte fiir eine Toleranzband von 3 % der Nenndrehzahl finden sich in Tabelle 6.1. Die
geringfiigigen Unterschiede bedingen sich durch die fehlende Moglichkeit bei der ISR eine
Stromgrenze vorzugeben. Hierdurch wird zu Beginn der Maximalstrom leicht iiberschritten, im
Anschluss fallen jedoch sowohl der g- als auch der g3-Strom leicht ab. Die FOR zeigt einen
grofberen Ausschlag des d-Stroms wéhrend der Beschleunigungsphase, wihrend die ISR eine
ausgepragte Spitze im Nullstrom zu Beginn der Beschleunigung aufweist. Der direkte Vergleich

der Drehzahlverldaufe und der momentenbildenden Komponenten findet sich in Abbildung 6.14.
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Abbildung 6.13: Simulativer Vergleich von FOR und ISR bei einem Fihrungsgrofiensprung

auf Nenndrehzahl im Grofisignalverhalten

FOR ISR
Anregelzeit t,, Fiihrungsgréfsensprung 118 ms 120 ms
Ausregelzeit t,,s Fithrungsgrofensprung | 320 ms 323 ms

Tabelle 6.1: Kennwerte des Reglervergleichs in der Simulation bei einem

Fiihrungsgréfiensprung auf Nyenn
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Abbildung 6.14: Vergleich der Drehzahl- und Stromverldufe zwischen FOR und ISR

6.1.6.2 Messung des Fiihrungsverhaltens im Groftsignal

Zur Validierung der Simulationsergebnisse aus dem vorherigen Abschnitt wird das in Kapitel
5.8.1 vorgestellte Messsystem mit aufienliegender Leistungselektronik verwendet. Die
Arbeitspunkte und Limitierungen der Messungen entsprechen denen in der Simulation aus
Abschnitt 6.1.6.1. Die Lastmaschine ist unbestromt und befindet sich im Leerlauf.

Abbildung 6.15 zeigt den Verlauf der Drehzahl und der Stromkomponenten. Es zeigt sich die
Eignung beider Verfahren, die Maschine auch unter hoher Dynamik stabil zu regeln. Die
Regelung erfolgt hier mit einem festen Verhéltnis zwischen Grundschwingung und dritter
Harmonischer, das von beiden Verfahren exakt eingehalten wird. Die in das rotorfeste
Koordinatensystem transformierten Strome weisen jedoch kleinere Unterschiede auf. Wahrend
bei der ISR der Verlauf des g-Stroms weniger glatt ist als bei der FOR, sind der Ausschlag des
Nullstroms, sowie der Verlauf im Leerlauf bei der FOR deutlich schlechter und der Nullstrom
weicht vom Sollwert ab. Ausschlaggebend hierfiir ist die um den Faktor 10 geringere
Induktivitdt in der Nullachse, weswegen Spannungsdnderungen im Vergleich zu den anderen
Achsen eine grofere Stroménderung bedingen.

Der Ausschlag des d-Stroms im Moment des Sollwertsprungs beschrinkt sich auf wenige

Abtastschritte und ist mit der differentiellen Kreuzkopplungsinduktivitit Lgq zu erkléren,
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durch die ein Spannungssprung in g-Richtung eine Stroménderung in d-Richtung bewirkt. Eine
mogliche Kompensation dieses Effekts wird in [5] présentiert.
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Abbildung 6.15: Experimentell ermittelter Vergleich der Regelverfahren bei einem

Fiihrungsgréfiensprung
FOR ISR
Anregelzeit t,, Fiihrungsgréfsensprung 124 ms 126 ms
Ausregelzeit t,,s Fithrungsgrofensprung | 330 ms 335 ms

Tabelle 6.2: Kennwerte des Reglervergleichs in der Messung bei einem Fihrungsgroffensprung

auf Nyenn

6.1.6.3 Vergleich zwischen Simulation und Messung fiir das Fithrungsverhalten im Grofisignal

Die Ergebnisse aus den Abschnitten 6.1.6.1 und 6.1.6.2 sind fiir den Verlauf der Drehzahlen
und momentenbildenden Strome als Vergleich zwischen Simulation und experimenteller

Messung in Abbildung 6.16 dargestellt. Sowohl der Verlauf der Drehzahl als auch der Stréme
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stimmt gut iiberein. In der Drehzahl ist sowohl bei der FOR als auch bei der ISR ein leicht
erhohtes Uberschwingen von 2,5 % der Nenndrehzahl zu beobachten. Der Verlauf der Stréme
deckt sich wahrend der Beschleunigung zwischen Simulation und Messung. Die An- und
Ausregelzeiten aus Tabelle 6.1 und Tabelle 6.2 befinden sich ebenfalls innerhalb einer
Abweichung kleiner 3 %.

Die geringfiigigen Abweichungen werden akzeptiert, da hier sowohl die Reibung, als auch die
temperaturabhéngige = Permanentflussverkettung, sowie  gegebenenfalls  geringfiigige
Abweichungen in der Massentrigheit einen Einfluss haben. Die exakte Ermittlung dieser fiir

den Drehzahlregelkreis relevanten Parameter steht nicht im Fokus dieser Arbeit.

FOR ISR
o o
100 4 100 /-
= 50 o Simulation | | = 50 n Simulation | |
n Messung n Messung
nsoll nsoll
0 : : 0 : :
0 0.2 04 0.6 0.8 0 0.2 04 0.6 0.8
Zeit [s] Zeit [s]
200 i(1 Simulation |7 200 iq Simulation
—— i, Simulation —— i Simulation
__ 150 X 1 . 150 a3 1
= \ i Messung = \ i Messung
»—(g \ 'q n—% \ -q
£ 100 \ i3 Messung £ 100 \ is Messung
50 50
& \\.
0 N 0 L —_—
0 0.2 04 0.6 0.8 0 0.2 04 0.6 0.8

Zeit [s] Zeit [s]

Abbildung 6.16: Vergleich der Regelverfahren zwischen Simulation und Messung fir einen

Fiihrungsgréfiensprung

6.1.7 Vergleich der Regelverfahren im StGrverhalten
Der Vergleich des Storverhaltens erfolgt ebenfalls mit Hilfe des in Abschnitt 5.8.1 vorgestellten

Priifstands. Der Priifling wird auf Nenndrehzahl beschleunigt und mit der Lastmaschine ein
Moment appliziert, das die Reibeffekte ausgleicht, so dass nur ein geringer momentenbildener
Strom fliekt. Zur Vermeidung eines Arbeitspunkts in den Getriebelosen bleiben ca. 5 % des
Moments erhalten, womit der Ausgangspunkt sich leicht von der vergleichbaren Messung nach
Abbildung 6.15 unterscheidet. Zum Zeitpunkt t = 0 s erfolgt ein Lastsprung iiber die

Lastmaschine, der 50 % des Nennmoments betrigt, zum Zeitpunkt t = 0.4 s wird der
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Lastsprung wieder zuriickgenommen und das urspriingliche Moment appliziert, das die Reibung
ausgleicht. Bewertet wird die Anregelzeit nach Abbildung 6.12 mit einem Toleranzband von
3 % der Nenndrehzahl. Das Toleranzband ist in den folgenden Abbildungen durch rote Striche

angedeutet.

6.1.7.1 Simulation des Storverhaltens

Die Simulation des Storverhaltens ist in Abbildung 6.17 dargestellt. Wie im vorherigen Kapitel
ist anhand der Verldufe kein signifikanter Unterschied zwischen den Regelverfahren zu
erkennen. Es ergeben sich fiir die ISR geringfiigig kiirzere An- und Ausregelzeiten nach Tabelle
6.3. Da mit den verwendeten Drehzahlreglereinstellungen kein signifikantes Uberschwingen
auftritt, sind An- und Ausregelzeit identisch.

Abbildung 6.18 stellt beide Verldufe in einem Diagramm fiir einen direkten Vergleich dar. Hier
zeigt sich ein geringfiigig hoheres Uberschwingen von ca. 1,5 % der Nenndrehzahl bei der

Regelung mit der FOR, was zu der leicht erhohten Anregelzeit fiihrt.
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Abbildung 6.17: Simulativer Vergleich eines Storsprungs zwischen FOR und ISR

Modellierung und Regelung von fiinfphasigen Synchronmaschinen unter Beriicksichtigung von Séattigungseffekten und Mehrfachanisotropien



Regelung und Wirkungsgradsteigerung fiinfphasiger Antriebssysteme 133

FOR ISR
Anregelzeit t,, Storgrofensprung 1 53 ms 52 ms
Ausregelzeit t,,s Storgrofensprung 1 53 ms 52 ms
Anregelzeit t,, Storgrofensprung 2 53 ms 52 ms
Ausregelzeit ty,s Storgrofensprung 2 53 ms 52 ms

Tabelle 6.3: An- und Ausregelzeit fiir einen Storsprung in der Simulation

Geschwindigkeitsverlauf

120 FOR
ISR
_g 110
z
=100
S
90
80
-0.1 0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8
t [s]
Stromverlauf
80
— i FOR
™\ 4
60 / N i. FOR
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_(ZO 40 1q ISR
< ! —1q3 ISR
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Abbildung 6.18: Direkter Vergleich zwischen ISR und FOR bei einem Storfigrifsensprung in

der Simulation

6.1.7.2 Messung des Storverhaltens

Die Messung des Storverhaltens erfolgt im identischen Arbeitspunkt wie die Simulation im
vorherigen Abschnitt mit dem Messaufbau, der in Abschnitt 5.8.1 beschrieben wird. Die
Drehzahlreglereinstellung ist fiir beide Verfahren identisch zu denen in der Simulation. Die
Auswertung ist in Abbildung 6.19 dargestellt. Auffillig ist der im Vergleich zur Simulation
leicht unruhigere Drehzahlverlauf mit einer Amplitude von ca. 1 % der Nenndrehzahl, der
ebenfalls in den momentenbildenden Strémen zu erkennen ist. Diese Auffilligkeit ist in bei
abgeschalteter Lastmaschine, wie in Kapitel 6.1.6, weniger stark ausgepridgt und liegt somit

offenbar im mechanischen Aufbau und der Anbindung der Lastmaschine begriindet. Tabelle
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6.4 zeigt Kennwerte fiir die Messung. Auch hier entsprechen die Ausregelzeiten den

Anregelzeiten, da kein Uberschwingen aukerhalb des Toleranzbandes auftritt.
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Abbildung 6.19: Experimenteller Vergleich der Reaktion auf einen Storgréfiensprung

FOR ISR
Anregelzeit t,, Storgrofensprung 1 59 ms 61 ms
Ausregelzeit t,,s Storgrofensprung 1 59 ms 61 ms
Anregelzeit t,, Storgrofensprung 2 63 ms 63 ms
Ausregelzeit t,,s Storgrofensprung 2 63 ms 63 ms

Tabelle 6.4: Experimentell ermittelte Kennwerte der Regelverfahren fir einen Storsprung

6.1.7.3 Vergleich zwischen Simulation und Messung bei Stérverhalten

Abbildung 6.20 zeigt den Vergleich zwischen den Simulationsergebnissen aus Abschnitt 6.1.7.1

und den experimentellen Ergebnissen aus Abschnitt 6.1.7.2. Die Abweichungen zwischen

Simulation und Messung beschrinken

sich auf den mit Schwingungen behafteten
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Drehzahlverlauf in der Messung und auf ein leicht verzogertes Ausschwingverhalten nach den
Storsprungen. Die Anregelzeiten nach einem Storsprung fiir beide Regelarten weisen eine
Abweichung von 11 % zwischen Simulation und Messung auf.

Sowohl in den Simulationsergebnissen, als auch in der Messung weisen beiden Verfahren eine
Eignung fiir die Regelung von fiinfphasigen Synchronmaschinen auf, bei der sowohl die
Grundschwingung, als auch die dritte Harmonische geregelt wird. Es ldsst sich jedoch kein
signifikanter Vorteil der ISR in der Regelperformance herausarbeiten, weswegen im Folgenden

die Regelung auf dem weiter verbreiteten Verfahren der FOR umgesetzt wird.
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Abbildung 6.20: Vergleich zwischen Simulation und Messung bei einem Stérsprung

6.2 Wirkungsgradsteigerung durch Einpriagung der dritten Harmonischen

Die Verwendung der dritten Harmonischen im Stromverlauf ist in der Literatur bereits
beschrieben [2] [8] [23]. Die Bewertung zur Auswirkung der dritten Harmonischen wird
beispielsweise in [8] und [23] jedoch mit dem Scheitelwert des Stroms als konstanten Faktor
durchgefiihrt, was zu unterschiedlichen Stromzeitflichen der zu vergleichenden Stromformen
fiihrt. In realen technischen Anwendungen ist jedoch nicht der Scheitelwert des Stroms der
begrenzende Faktor, sondern die thermische Entwarmung des Antriebs, sowie die maximal
zuldssige induzierte Spannung. Die bisher bekannten analytischen Betrachtungen gehen des
Weiteren von einem linearen Systemverhalten aus, welches nach den numerischen Ergebnissen

aus [24] ebenfalls nicht ausreichend ist, um eine Wirkungsgradsteigerung fundiert zu begriinden.
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Die Ergebnisse aus [24] und [82] legen nahe, dass der Einfluss der Sattigungseffekte nicht zu
vernachléssigen ist.

Im Folgenden wird deswegen eine ganzheitliche Systembewertung durchgefiihrt, die den
Einfluss der dritten Harmonischen unter anwendungsrelevanten Gesichtspunkten bewertet. Die
Untersuchungen werden an dem hochintegrierten Demonstrator mit erhohter Leistung
durchgefiihrt (siehe Abschnitt 4.1.2 bzw. Tabelle 4.2). Es wird fiir einen festgelegten
Arbeitspunkt als Drehzahl-Drehmoment-Kombination eine Stromkombination ermittelt, die
minimale Verlustleistung bietet, ohne die zuldssige induzierte Spannung zu {iibersteigen.
Ausgehend von einer analytischen Berechnung fiir das lineare Modell ohne Séttigungseffekte in
Abschnitt 6.2.1 werden in Kapitel 6.2.2 FEM-Simulationen durchgefiihrt, die Sattigungseffekte
bertiicksichtigen. Die Simulations- und Messergebnisse folgen in den Abschnitten 6.2.3 und 6.2.4.

6.2.1 Analytische Berechnung fiir das lineare Motormodell

Die Herleitung einer moglichen Wirkungsgradsteigerung durch Nutzung der dritten Harmoni-
schen in den Stromen wird im Folgenden anhand des linearen Motormodells hergeleitet.
Ausgangspunkt ist die mit FEM-Simulationen validierte, analytische Gleichung des mechani-

schen Teilsystems nach 4.21, die hier der Ubersichtlichkeit wegen nochmals aufgefiihrt ist:

OEL(1%, o)

(6.32)
a(Pel

M= ; .p- (i99)" - (15 - wdq(idq,cpel)) +p
Zur ersten Betrachtung werden folgenden Annahmen getroffen:
¢ Die Permanentmagnet-Flussverkettung wirkt ausschlieflich in d- bzw. ds-Richtung.
¢ Die Flussverkettungen und somit auch die magnetische Co-Energie im rotorfesten
Koordinatensystem sind unabhéngig von der elektrischen Rotorposition.
* Es wird von einer vollstindig isotropen Maschine ausgegangen, die kein Reluktanz-
moment generiert.

Unter diesen Annahmen vereinfacht sich Gleichung 6.32 zu:

5 . .
M= 5P (Wpma - iq + 3 - Wpmas - iq3)- (6.33)

Leicht zu erkennen ist, dass fiir die Erzeugung eines Drehmoments bei konstanten Scheitel-
werten der PM-Flussverkettung durch Nutzung der dritten Harmonischen der Wert des qs3-
Stroms ein Drittel des Wertes des g-Stroms betrégt, wenn die Flussverkettung ausschliefslich

in d- bzw. d3-Richtung wirkt. Fiir die Verlustleistung gilt:

5 P
By =5 -R-(ig +ig3)- (6.34)

Durch die Quadrierung des Stroms bei der Berechnung der Verlustleistung ergibt sich somit
durch Verwendung der dritten Harmonischen nur noch ein Neuntel der Verlustleistung. Die

wirkungsgradoptimale Verteilung unter Vernachlissigung weiterer Faktoren ergibt somit eine
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Aufteilung der Flussverkettung ausschlieflich in der ds-Achse. Dies entspricht den Ergebnissen
aus [7].

Vernachlassigt wird hierbei jedoch, dass nach Gleichung 4.21 der Anteil der dritten Harmoni-
schen im elektrischen Teilsystem durch die Transformationsmatrix J5 bei gleichem Scheitelwert
des Flusses eine dreimal héhere Spannung induziert. Dies hat zur Folge, dass die gewiinschte
Nenndrehzahl der Maschine nicht mehr erreicht werden kann und ein direkter Vergleich somit
nicht mehr moglich ist. Bei der Auslegung fiinfphasiger Maschinen ist dementsprechend eine
Abwigung zwischen erreichbarer Drehzahl und Wirkungsgrad zu treffen, die nicht pauschal zu
16sen ist. Die Optimierung des Maschinendesigns ist durch die hohe Anzahl an Freiheitsgraden
und langen Iterationszyklen sehr komplex und nicht Teil dieser Arbeit. Fiir das Testsystem
wurde nach Optimierung eine Maschine ausgelegt, deren induzierte Spannung im Leerlauf eine
Uberlagerung aus Grundschwingung und dritter Harmonischer darstellt. Der Verlauf der
induzierten Spannung bei Nenndrehzahl im Leerlauf ist in Abbildung 6.21 dargestellt. Der
Anteil der dritten Harmonischen betrédgt ein Siebtel der Grundschwingung, wodurch die

induzierte Spannung einen an den Maxima abgeflachten Verlauf aufweist.
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Abbildung 6.21: Darstellung der induzierten Spannungen des Testsystems bei Nenndrehzahl

im Leerlauf in Phasengrdfen (Simulation)

Die PM-Flussverkettungen in d- bzw. ds-Richtungen ergeben sich somit zu:

Upma = 0,62 Wh sowie Upmas = 0,029 Wh. (6.35)

Fiir einen Nennstrom von ig = 37,82 A und igz = 0 ergibt sich somit ein Moment von:
5
Mi,=37824 = 5 6-062Wb-37,82A =351,7 Nm (6.36)
und Kupferverluste bei R = 0,109 Q in Héhe von:
5
Pyi =3782a = 5 0,109 Q- (37,82 A)? = 389,8 W. (6.37)

FEin identisches Moment kann unter Verwendung der dritten Harmonischen erzeugt werden,

wenn gilt: iy = 37,72 A und ig3 = 1,76 A. Fiir die Verlustleistung ergibt sich dann:
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5
Py =37,72i43=1,76 4 = 5 0,109 Q -[(37,72 A)? + (1,76 A)?] = 388,5 W. (6.38)

Die Verlustleistungsreduzierung durch Verwendung der dritten Harmonischen betrigt weit
weniger als 1 % und liegt somit im vernachlissigbaren Bereich.

Weitere Analysen zeigen jedoch, dass der Effekt der Sattigung bei der Nutzung der dritten
Harmonischen nicht vernachléssigt werden kann. Ein steigender g-Strom, der wie bei drei-
phasigen Maschinen hauptséichlich zur Generierung des Drehmoments verwendet wird, bewirkt
eine starke Verschiebung der Lage und Amplitude der dritten Harmonischen. Grafisch
dargestellt ist die Auswirkung der Sattigung in Abbildung 6.22 einmal fiir eine reine
Bestromung mit ¢-Strom (durchgezogene Linien) und einmal mit 20 % q3-Strom (gestrichelte
Linie). Hierbei zeigt sich, dass mit steigender Séttigung auch die Amplitude der dritten
Harmonischen der PM-Flussverkettung in qs3-Richtung steigt und auch kleine q3-Stréome einen
grofen Einfluss auf die Amplituden der PM-Flussverkettungen in d3 bzw. g3-Richtung bewir-
ken. Eine PM-Flussverkettung in gs-Richtung hat zur Folge, dass auch ein d3-Strom
momentenbildend wirken kann. Aus diesen Griinden ist ein lineares Modell hier nicht
verwendbar und zur effektiven Nutzung der dritten Harmonischen im gesamten Arbeitsbereich
wird im Folgenden anhand von FEM-Simulationen eine MTPC-Kennline (MTPC: Maximum-
Torque-per-Current) entworfen, die Sattigungseffekte berticksichtigt.
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Abbildung 6.22: Sdttigungsbedingte Verschiebung der ds- und qs-Komponente der
PM-Flussverkettung ohne harmonische Strome (durchgezogene Linie) und mit harmonischen

Stromen (gestrichelte Line)

6.2.2 Bestimmung der MTPC-Kennlinie in der FEM-Simulation

Die Untersuchungen des vorherigen Abschnitts zeigen, dass ein lineares Modell nicht ausrei-
chend ist, da die Flussverkettungen und somit die wirkungsgradoptimalen Stromverldufe
wiederum von den aktuellen Stromen abhéngig sind. Des Weiteren werden mdgliche
Reluktanzmomente nicht beriicksichtigt, die jedoch unter Sattigung aufgrund der Nicht-
linearitét der Induktivitdten (siehe Kapitel 5.8.4) ebenfalls auftreten kénnen. Der Zirkelbezug
zwischen optimalem Strom und Flussverkettung ist analytisch nicht zu l6sen. Aus diesem
Grund werden erneut FEM-Simulationen, analog zu Kapitel 4.5.1 verwendet, in denen eine
Vielzahl von Stromarbeitspunkten simuliert sind. Diese werden interpoliert, so dass zu jedem
Sollmoment der Stromarbeitspunkt gefunden werden kann, der die geringste Verlustleistung

aufweist.
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Die wirkungsgradoptimalen Stromanteile von ig, igz und igz in Abhéingigkeit des Sollmoments
sind in Abbildung 6.23 dargestellt. Zur besseren Ubersicht ist die Stromkomponente ig nicht
dargestellt. Wie Abbildung 6.22 vermuten lésst, ist der Einfluss der Séttigung deutlich zu
erkennen. Bis zum Nennmoment ist der Anteil der Stromkomponenten aufser iy sehr gering.
Mit steigender Séttigung steigt jedoch der Anteil der weiteren Stromkomponenten deutlich,
was auf eine signifikantere Wirkungsgradsteigerung in diesen Bereichen hindeutet. Der
wirkungsgradoptimale Verlauf des d-Stroms lisst sich durch eine Uberlagerung von
Reluktanzeffekten und der Verschiebung der Flussverkettungen erkldren, die eine optimalere

Nutzung der dritten Harmonischen méglich machen.
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Abbildung 6.23: Wirkungsgradoptimale Strome in Abhdngigkeit des Sollmoments aus
FEM-Simulation

Die wirkungsgradoptimalen Stromkombinationen aus Abbildung 6.23 werden fiir jedes
Soll-Drehmoment beziiglich ihrer Kupferverluste mit einer Stromkombination mit ausschliefs-
lich g-Strom in der Grundschwingung verglichen. Wie erwartet zeigt Abbildung 6.24, dass die
Einsparung im unteren Lastbereich vernachléssigbar ist, was mit den im vorherigen Abschnitt
durchgefiihrten analytischen Berechnungen fiir das lineare Modell {ibereinstimmt. Im Bereich
grofierer Lasten zeigt sich jedoch eine signifikante Verringerung der Kupferverluste, wenn die
wirkungsgradoptimalen Stromformen verwendet werden. Die Darstellung der relativen
Abweichungen in Abbildung 6.25 zeigt, dass sich die Kupferverluste im Bereich groferer

Drehmomente durch die Verwendung der optimierten Stromform um iiber 7 % reduzieren

lassen.
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Abbildung 6.25: Relative Reduzierung der Verlustleistung bei Verwendung der

wirkungsgradoptimierten Stromformen

6.2.3 Simulationsergebnisse

200

Die Betrachtungen des vorherigen Kapitels zeigen eine Verringerung der Kupferverluste im

Uberlastbereich, wenn wirkungsgradoptimierte Stromformen verwendet werden. Vernachlissigt

werden hierbei jedoch die Eisen- und Magnetverluste, weshalb zur Bewertung der ausgewéhlten

Stromtrajektorien deren Einfluss evaluiert wird. Die experimentelle Bestimmung der Eisen-

und Magnetverluste ist komplex und nicht Teil dieser Arbeit. Anhand von FEM-Simulationen

sollen fiir drei Stromformen die Aufteilung der Verluste und der FEinfluss der dritten

Harmonischen fiir einen Arbeitspunkt bewertet werden. Fiir einen festgelegten Arbeitspunkt

im Uberlastbereich werden drei Stromformen betrachtet, die ein identisches Moment erzeugen:

¢ 1. Stromform ,Grundschwingung“: Generierung des Moments ausschlieflich iiber die

Stromkomponente ig.

e 2. Stromform ,Grundschwingung mit symmetrischer 3. Harmonischer“: Generierung des

Moments iiber eine Kombination aus den Stromen ig und igs.

¢ 3. Stromform ,Optimierte Strome*: Generierung des Moments anhand der in der FEM

berechneten wirkungsgradoptimalen Stromkombination aus dem vorherigen Abschnitt.

Die Darstellung der verschiedenen Stromformen fiir eine Phase zeigt Abbildung 6.26. Ausge-

gangen wird von einem Scheitelwert des Stroms der 1. Stromform von 200 % Inenn, S0 dass sich
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ein Moment von ca. 180 % Myenn ergibt. Der nichtlineare Zusammenhang zwischen Strom und
Drehmoment wird durch Séattigungseffekte bedingt. Abbildung 6.27 zeigt den in der FEM
ermittelten Zusammenhang, bei dem bei 200 % des Nennstroms sich ein Moment von 180 %
des Nennmoments einstellt. Die Simulation zur Ermittlung des Wirkungsgrads wird bei einer
Drehzahl von 100 rpm durchgefiihrt, um so eine Vergleichbarkeit zu den in Kapitel 6.2.4
vorgestellten Messergebnissen herzustellen. Hieraus ergibt sich eine mechanische Leistung von
ca. 6,6 kW.

200 —

L /ﬁ?\\
| ye

B i
.~ o

-200 optimierte Stromform ||

I I
0 1 2 3 4 5 6
elektrische Position [rad)]

nenn

Strom [% I

Abbildung 6.26: Phasenstromformen zum Vergleich der Verlustleistungen in der FEM
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Abbildung 6.27: Per FEM ermittelter Zusammenhang zwischen g-Strom und Drehmoment zur

nenn

Darstellung der Sdttigungseffekte

Die Aufstellung und der Vergleich der Verlustleistungen, aufgeteilt auf Kupfer-, Eisen- und
Magnetverluste, sowie der Vergleich der Wirkungsgrade ist in Tabelle 6.5 dargestellt. Die Werte
fiir Magnet- und Eisenverluste sind ebenfalls aus der Auswertung der FEM entnommen. Es

zeigt sich, dass auch unter Beriicksichtigung der Magnet- und Eisenverluste eine signifikante
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Verlustleistungsreduzierung durch die optimierte Stromform eintritt. Wahrend die Eisenver-
luste nahezu konstant und von ihrem absoluten Anteil an den Gesamtverlusten sehr gering
sind, zeigt sich bei den Magnetverlusten, dass durch die Verwendung der wirkungsgrad-
optimalen Stromform eine 10 % hohere Verlustleistung auftritt. Dies ist durch den
Zusammenhang zwischen Stromfrequenz und Wirbelstromverlusten zu erklaren. Weitere
Ausfiithrungen hierzu finden sich in [10], [39] und [83]. Nicht betrachtet wird der Einfluss der
dritten Harmonischen auf die Wechselrichterverluste. Da es keinen Zusammenhang zwischen
der Stromfrequenz und den Verlusten im Wechselrichter gibt, wird davon ausgegangen, dass
Verluste durch die Verwendung der optimierten Stromform nicht steigen, sondern vermutlich
sogar leicht geringer sind, weil der RMS-Wert des Stroms fiir den Arbeitspunkt geringfiigig
kleiner ist. Die Simulation wird bei 100 rpm durchgefiihrt, weil der gewiinschte Uberlastpunkt
bei Nenndrehzahl nicht erreicht werden kann. Da sowohl Eisen- als auch Magnetverluste
drehzahlabhéngig sind, die Kupferverluste jedoch nicht, ist bei geringeren Drehzahlen die
Wirkungsgradsteigerung vermutlich noch signifikanter, wahrend sie bei hoheren Drehzahlen
leicht geringer wird, jedoch nicht vollstdndig verschwindet, da die Kupferverluste sinken und
diese deutlich dominant sind.

Die Verwendung einer zentralen dritten Harmonischen, wie es ein lineares Motormodell
nahelegt, ist an der realen Maschine unter Beriicksichtigung von Sattigungseffekten nicht
sinnvoll. Vielmehr ist fiir jeden Arbeitspunkt per FEM eine wirkungsgradoptimale Strom-
kombination zu ermitteln, damit ein messbarer Effekt auftritt. Dies erfordert ausfiihrliche
FEM-Simulationen, weil eine direkte analytische Berechnung nicht mdglich ist. Die

Iterationszyklen zur Optimierung der Rotor- und Statorgeometrie sind dementsprechend sehr

grof.
1. Stromform 2. Stromform: ,3. 3. Stromform:
,Grundschwingung® Harm. zentral" ,optimiert®
Kupferverluste 1556 W (100 %) 1540 W (99 %) 1459 W (93,7 %)
Eisenverluste 49 W (100 %) 51 W (103 %) 48 W (98 %)
Magnetverluste 87 W (100 %) 91 W (104 %) 94 W (109 %)
Gesamtverluste 1692 W (100 %) 1682 W (99,4 %) 1601 W (94,6 %)
Wirkungsgrad 79,6 % (Referenz) 79,7 % (+0,1 %) 80,5 % (+0,9 %)

Tabelle 6.5: Vergleich von Verlustleistungen und Wirkungsgrad der verglichenen Stromformen

in der Simulation

6.2.4 Messergebnisse

Die Simulationsergebnisse aus Abschnitt 6.2.3 werden am Messsystem aus Anhang 8.5
experimentell validiert. Die Wirkungsgradmessung wird durch einen Vergleich der elektrischen
Zwischenkreisleistung mit der mechanischen Leistung an der Welle realisiert. Das bedeutet,
dass sowohl die Maschinen- als auch die Umrichterverluste beriicksichtigt werden und eine
Unterteilung der Verluste in die verschiedenen Anteile nicht moglich ist. Eine Messung der
Maschinenverluste ohne Umrichterverluste ist aufgrund der Hochintegration der

Leistungselektronik nicht moglich.
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Als Vergleichsmoment wird wie in der Simulation das Moment verwendet, das sich bei zwei-
fachem Nennstrom in der Komponente i einstellt, wenn die anderen Stromkomponenten zu
null geregelt werden. Es werden drei Stromformen miteinander vergleichen, die identisch mit
der im vorherigen Kapitel verwendeten sind. Die Messung wird bei 100 rpm durchgefiihrt, da
die Nenndrehzahl im Uberlastbereich nicht erreicht werden kann.

Bei den Vergleichsmessungen ist zu beachten, dass sie bei konstanter Temperatur durchgefiihrt
werden, da steigende Temperaturen einen Einfluss auf den Wirkungsgrad haben und die
Vergleichbarkeit nicht mehr gegeben ist. Fiir den gegebenen Fall werden wie in der Simulation
Betriebstemperaturen von 30° C verwendet. Die resultierenden Stromarbeitspunkte ergeben
sich zu Tabelle 6.6.

1. Stromform

2. Stromform

3. Stromform

ig | 0% INenn 0 % INenn -22 7 INenn

io | 200 % Iyemn | 197.8 % Inenn | 191 % Iyemn
ig3 | 0 % INenn 0 % INenn 13,5 % INenn
igs | 0% Inenn 176 % Iyenn | 16,5 % Tnenn

Tabelle 6.6: Auflistung der zu vergleichenden Strome der Arbeitspunkte in Prozent des

Nennstroms

Nach Anhang 8.5.3 ergibt sich fiir die elektrische Leistung bei einer Einzelmessung eine zu
erwartende relative Abweichung von 0,38 % und fiir die mechanische Leistung von 0,3 %. Fiir
den Wirkungsgrad ergibt sich eine absolute Abweichung von 0,55 %. Fiir die Messreihen wird
pro Arbeitspunkt alle 100 ms ein Messwert fiir eine Dauer von 1 Sekunden aufgenommen und
iiber die 10 Werte der Mittelwert gebildet, um den zu geringen zufélligen Fehler zu reduzieren.
Die Arbeitspunkte entsprechen ndherungweise dem in Anhang 8.5.3 betrachteten Arbeitspunkt.
Fiir die gewahlten Arbeitspunkte werden die mechanische und elektrische Leistung berechnet,
woraus sich wiederum der Wirkungsgrad und die Verlustleistung bestimmen lassen. Die
Ergebnisse fiir den gewéhlten Arbeitspunkt mit den zu erwartenden Messunsicherheiten sind
in Tabelle 6.7 dargestellt. Der Gesamtwirkungsgrad ist aufgrund der Einbeziehung der im
Umrichter auftretenden Verluste Fine

im Vergleich zur FEM-Simulation niedriger.

ausschliefliche Betrachtung der Motorverluste ist aufgrund der Hochintegration der
Leistungselektronik nicht moglich.

Wie in Anhang 8.5.3 beschrieben, sind die Messungenauigkeiten in Tabelle 6.7 fiir die hier im
Fokus stehende Differenzbetrachtung nicht relevant, da die Angaben auf den gréftmoglichen
Linearitat- und Offsetfehlern beruhen, die sich in jeder Messung in identische Richtungen mit
identischem Betrag ausprégen.

Die Auswirkung einer zentralen dritten Harmonischen ist wie erwartet mit einer Wirkungs-
0,1 % auf FEM-Ergebnissen

Stromkombination liefert wie in der Simulation eine signifikante Steigerung des Wirkungsgrades

gradsteigerung von vernachléssigbar. Die basierende
in Hohe von 0,7 %. Fiir den Rahmen dieser Arbeit werden die Ergebnisse anhand eines
Arbeitspunktes als ausreichend angesehen, da sie sich in guter Deckung mit den Ergebnissen

der FEM befinden. Weiterhin denkbar wire eine experimentelle Ermittlung des optimalen
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Arbeitspunkts, welche jedoch aufgrund des grofsen Parameterraums und der Bedingung der

konstanten Temperatur des Testsystems extrem aufwéndig ist.

1. Stromform 2. Stromform 3. Stromform
ElL Leistung 8710 W (+0,38 %) 8692 W (40,38 %) 8621 W (40,38 %)
Mech. Leistung | 6768 W (£0,30 %) 6768 W (£0,30 %) 6768 W (£0,30 %)
Verlustleistung | 1942 W 1924 W 1853 W
Wirkungsgrad | 77,7 % (£0,55 % abs.) | 77,8 % (£0,55 % abs.) | 78,5 % (+0,55 % abs.)

Tabelle 6.7: Ergebnisse des experimentellen Verlustleistungs- und Wirkungsgradvergleiches fiir

verschiedene Stromformen

Die vorherigen Untersuchungen zeigen, dass eine wirkungsgradoptimale Bestromung von
fiinfphasigen PMSM nur unter Beriicksichtigung von Séttigungseffekten sinnvoll umgesetzt
werden kann. Diese Bestimmung kann mit Hilfe von FEM-Simulationen, per Messreihe oder
durch eine iterative Optimierung durchgefiihrt werden. Fiir den untersuchten Prototyp ergeben
sich im Uberlastbereich Steigerungen von ca. 0,7 % des Wirkungsgrads, was einer
Verlustleistungsreduzierung von ca. 5 %, bezogen auf eine rein sinusférmige Bestromung,
entspricht. Fiir Maschinen mit einem hoheren Anteil der dritten Harmonischen im Fluss ist
eine hohere Wirkungsgradsteigerung zu erwarten.

Die Wirkungsgradsteigerung des Testsystems ist nicht auf die Einzelzahnbestromung und den
nicht verbundenen Sternpunkt zuriickzufiithren, sondern funktioniert bei fiinfphasigen Systemen

mit Sternpunktverschaltung ebenfalls.

6.3 Wirkungsgradsteigerung durch Spulenabschaltung

Die in Abbildung 4.4 dargestellte leistungselektronische Topologie —mit einer
H-Briickenschaltung pro Spule erméglicht eine unabhéingige Bestromung der zehn Spulen des
Testsystems. Antriebssysteme mit einer Phasenzahl gréfer als drei ermdglichen einen redun-
danten Betrieb bei einem Phasenausfall, was insbesondere in Traktionsantrieben oder schwierig
erreichbaren Antriebssystemen von Relevanz ist. Dieser Effekt ist in der Literatur,
beispielsweise in [24] und [25] ausfiihrlich beschrieben. Die Einzelzahnbestromung liefert jedoch
in jeder elektrischen Maschine mit einer Statorpolpaarzahl von zwei oder grofer die
Moglichkeit, einen Teil der Maschine komplett abzuschalten, um die Umrichterverluste zu
minimieren und so in Bereichen geringer Last den Wirkungsgrad zu steigern. Dieser Effekt wird
im Folgenden in Abschnitt 6.3.1 theoretisch und anschliefsend messtechnisch in Abschnitt 6.3.2

untersucht.

6.3.1 Theoretische Grundlagen und Berechnungen

Die potentielle Reduzierung der Verlustleistung ergibt sich durch eine geringere Anzahl an
schaltenden Bauelementen, wenn nur ein Anteil der Spulen aktiv in Betrieb ist. Zur Berechnung
werden die Schaltverluste der Dioden Pgy, pjoge und der IGBTs Py, gy verwendet. Diese

ergeben sich pro Schaltelement zu [9]:
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Psw,piode = Erec " fs (6.39)
Psw,iGBT = (Eon + Eofe) - fs (6.40)

Hier ist E.o. die Abschaltenergie der Diode und E,, bzw. E ¢ die Ein- bzw. Ausschalt-
verlustenergie eines IGBT. Auf eine Herleitung wird an dieser Stelle verzichtet und auf [9]
verwiesen.

Bei dem verwendeten Messaufbau werden 10 H-Briicken verwendet, in denen jeweils zwei
Schalter und Dioden pro Schaltvorgang schalten. Die Statorpolpaarzahl ergibt sich somit zu
zwei, was bedeutet, dass in zwei der Spulen jeweils identische Spannungen und Stréme exis-
tieren. Dementsprechend konnen insgesamt fiinf der H-Briicken abgeschaltet werden, ohne dass
das System unsymmetrisch wird. In der vorliegenden Konfiguration existieren 25 = 32
Moglichkeiten jeweils eine Spule einer Phase abzuschalten, ohne die Symmetrie des elektrischen

Systems zu beeinflussen. Zwei der moglichen Kombinationen sind in Abbildung 6.28 dargestellt.

Abbildung 6.28: Schematische Darstellung von zwei der moglichen Abschaltmuster bei der

Verwendung der Spulenabschaltung

Zu beachten ist, dass sich die Stromamplitude der aktiven Spulen im fiinfspuligen Betrieb im
Vergleich zum zehnspuligen Betrieb verdoppeln. Die Kupferverluste in nicht aktiven Spulen
sinken auf null, wiahrend sich die Kupferverluste in den aktiven Spulen vervierfachen, da der
Strom quadratisch in die Kupferverluste eingeht. Die Durchlassverluste von IGBTs und Dioden
haben neben einem Anteil, in den der Spulenstrom linear eingeht, ebenfalls einen Anteil, in den
der Spulenstrom quadratisch eingeht. Fiir die Durchlassverluste pro IGBT P, gpr gilt nach [9]
[84]:

1 cos(p) (1 cos(p) )
PcigBT = <ﬁ + Mpyoq —> “Ucgo "1+ <— + Minoq - —5—— | *Tck i2. (6.41)
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Hier ist my,oq der Modulationsgrad, ucgg die Kollektor-Emitter-Leerlaufspannung rcg der
Durchlasswiderstand und 1 der Amplitudenwert eines sinusférmigen Stromverlaufs [9] [84]. Eine
Anderung des Modulationsgrads bei Spulenabschaltung ist gering und kann vernachlissigt
werden. Der erste Summand von Gleichung 6.41 hat bei einer Spulenabschaltung keinen
Einfluss auf die Gesamtverluste, da sich 1 verdoppelt, jedoch nur die halbe Anzahl an IGBTs
verwendet wird. Fiir den zweiten Summanden gilt analog zu den Kupferverlusten, dass durch
die Quadrierung des Stroms bei Verwendung der halben Anzahl an IGBTs doppelt so hohe

Verluste auftreten. Fiir den zweiten Summanden von Gleichung 6.41 wird eingefiihrt:

1 cos((P)> Teg - 12 (6.42)

Pc,IGBT,quad = <§ + Mpyyoq - 3

Insgesamt ergeben sich im fiinfspuligen Betrieb somit die doppelten Kupferverluste und erhchte
Durchlassverluste, wobei die Kupferverluste iiblicherweise dominant sind, so dass der Anteil
der Durchlassverluste an der Erh6hung gering ist. Ein Einfluss auf Magnet- und Eisenverluste
durch die Spulenabschaltung ist nicht gegeben.

Eine Wirkungsgradsteigerung durch Spulenabschaltung ist somit nur sinnvoll, wenn die
Verringerung der Umrichterverluste grofer ist als die Steigerung der Kupfer- und
Durchlassverluste. Bei der Moglichkeit, fiinf Spulen zu deaktivieren, besteht somit die
Moglichkeit zehn Schaltvorginge pro Schaltperiode einzusparen. Fiir einen sinnvollen Einsatz

der Spulenabschaltung muss im aktuellen Arbeitspunkt somit gelten:
2- (PV,Cu + Pc,IGBT,quad) <10- (Eon + Eofr + Erec) ’ fS- (6.43)

Aus Gleichung 6.43 lésst sich erkennen, dass die Einsparung grofer ist, je geringer das aktuelle
Drehmoment und je gréfer die Schaltfrequenz ist. Da die Umrichterverluste nicht signifikant

von der Drehzahl abhéngen, ist ein Einfluss der Drehzahl nicht anzunehmen.

6.3.2 Messergebnisse

Zur Validierung der theoretischen Ergebnisse werden zwei Wirkungsgradkennfelder bei iden-
tischer Temperatur aufgenommen. In der ersten Messung werden alle 10 Spulen zum Betrieb
der Maschine verwendet, in der zweiten Messung werden nur 5 Spulen mit dem Abschaltmuster
aus Abbildung 6.28 rechts verwendet. Der Messbereich ist durch den Priifstand begrenzt auf
ca. 60 % der Nenndrehzahl. Aufgrund einer fehlerhaften thermischen Anbindung eines
intelligenten Einzelzahnmoduls ist die erreichbare maximale Dauerleistung beschréankt. Da die
Berechnungen aus Abschnitt 6.3.1 eine Unabhéngigkeit der Wirksamkeit der
Spulenabschaltung von der Drehzahl nahelegen, wird das Risiko der thermischen Beschiddigung
des Demonstrators reduziert und die Drehzahl auf 55 % der Nenndrehzahl (330 rpm) begrenzt.
Zur Minimierung der zufélligen Messungenauigkeiten, die in Anhang 8.5.3 dargestellt werden,
wird erneut iiber 10 Messwerte pro Arbeitspunkt ein Mittelwert gebildet. Aufgrund der
arbeitspunktabhéngigen Messungenauigkeiten kann kein allgemeiner Wert fiir die Messreihe

angegeben werden. Die Berechnungen sind mit Anhang 8.5.3 arbeitspunktabhéngig mdglich.
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Da es sich um vergleichende Differenzmessungen handelt, sind systematische Fehler, die den
Wirkungsgrad insgesamt beeinflussen, wie in Kapitel 6.2.4 nicht relevant.

Die Auswertung der Messung ist in Abbildung 6.29 bis Abbildung 6.32 dargestellt. Abbildung
6.29 und Abbildung 6.30 zeigen den Wirkungsgrad des Gesamtsystems iiber Drehzahl und
Drehmoment ohne Spulenabschaltung und mit Spulenabschaltung. Klar zu erkennen ist eine
Verschiebung des optimalen Wirkungsgradbereichs in Richtung kleinerer Lasten, wenn die
Spulenabschaltung aktiv ist. Zur besseren Bewertung zeigen Abbildung 6.31 und Abbildung
6.32 in einem vergroferten Ausschnitt auf der Momentenachse die Verlustleistungsreduzierung
und die Wirkungsgradsteigerung. Positive Werte bedeuten hier, dass bei Spulenabschaltung
eine Verlustleistungsreduzierung bzw. eine Wirkungsgradsteigerung vorhanden ist.

Eine Abschaltung von Spulen ist im Bereich von 0 — 15 % des Nennmoments sinnvoll und fiihrt
hier zu einer signifikanten Reduzierung der Verlustleistung. Dieser Betriebsbereich wird in
realen Anwendungen, sowohl in Industrie- als auch Automotive-Anwendungen, verwendet und
verspricht in Abhéngigkeit des Lastprofils eine Minimierung der Verlustleistung {iber einen
gesamten Verfahrzyklus. Fiir das Verfahren ist keine fiinfphasige Maschine notwendig, sondern
es funktioniert fiir Maschinen beliebiger Phasenzahlen, wenn mehrere Spulen identisch
angesteuert werden und einzeln abschaltbar sind. Je hoher die Modularitdt des Systems und
somit die Anzahl der Spulen pro Phasen, desto grofser ist der Bereich, in dem eine

Spulenabschaltung aus Sicht des Wirkungsgrades sinnvoll ist.

Wirkungsgrad ohne Spulenabschaltung
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Abbildung 6.29: Ezxperimentell ermitteltes Wirkungsgradkennfeld des Antriebssystems bei
Betrieb mit 10 Spulen
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Wirkungsgrad mit Spulenabschaltung
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Abbildung 6.30: Experimentell ermitteltes Wirkungsgradkennfeld des Antriebssystems bei
Betrieb mit 5 Spulen
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Abbildung 6.31: Experimentell ermittelte Reduzierung der Verlustleistung in Prozent im

Vergleich des zehnspuligen mit dem fiinfspuligen Betrieb
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Abbildung 6.32: Experimentell ermittelte Wirkungsgraddifferenz in Prozent im Vergleich des
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fiinfspuligen Betriebs mit dem zehnspuligen Betrieb

Im Umschaltzeitpunkt ist es erforderlich, dass die nicht abgeschalteten Spulen ihren Spulen-
strom verdoppeln, um das Soll-Drehmoment weiterhin zu stellen. Dieser Umschaltzeitpunkt ist
potentiell kritisch und wird deswegen im Folgenden genauer untersucht. Es stellt sich die Frage,
ob ein hartes Abschalten der Spulen moglich ist oder ob die Notwendigkeit einer
Ubergangsfunktion existiert. Hierzu werden die Spulenstréme und der Drehzahlverlauf bei
halber Nenndrehzahl und Belastung mit halbem Nenndrehmoment untersucht, wenn zu einem
bestimmten Zeitpunkt fiinf der zehn Spulen abgeschaltet werden.

Abbildung 6.33 zeigt den Verlauf der Spulenstréme, wenn zum Zeitpunkt t = 0 s die Spulen-
abschaltung deaktiviert wird. Zu diesem Zeitpunkt sinken die Spulenstrome der abgeschalteten
Spulen auf null und die Amplitude der Spulenstréome der aktiven fiinf Phasen verdoppelt sich.
Zu erkennen ist eine sehr kurze Ubergangszeit, die regelungstechnisch mit einem Sollwertsprung
fiir die aktiven fiinf Spulen zu vergleichen ist und keine Probleme verursacht. Abbildung 6.34
zeigt den dazugehorigen Drehzahlverlauf. Zum Abschaltzeitpunkt sinken die Stréme der
abgeschalteten Spulen direkt auf null, widhrend die Strome der aktiven Spulen in einem
langsameren Vorgang per PI-Regler (siche Abschnitt 6.1.1) auf den doppelten Wert geregelt
werden. Dies bewirkt ein kurzfristiges Absinken des Drehmoments und den Drehzahleinbruch,
der jedoch mit 3 % der Nenndrehzahl gering ausfillt. Die Spulenabschaltung kommt
dementsprechend einem Storgrofsensprung gleich und diirfte in einem Grofiteil der
geschwindigkeitsgeregelten Antriebe zu keiner Einschriankung fiithren, weswegen eine
Ubergangsfunktion als nicht sinnvoll angesehen wird.

Der unproblematische Ab- und Anschaltvorgang der Spulen ermdéglicht die Umsetzung eines
variablen Abschaltschemas, bei dem die Spulen gleichméfig belastet werden, was zu einer
deutlich besseren thermischen Verteilung der Verlustleistung fiihrt. Hierbei werden die

aktivierten und deaktivierten Spulen einer Phase regelméfig gewechselt.
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Abbildung 6.33: Verlauf der Spulenstréme bei Belastung mit halbem Nenndrehmoment und

der Abschaltung von finf Spulen zum Zeitpunktt =0s
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Abbildung 6.34: Verlauf der Ist-Drehzahl bei Abschaltung von fiinf Spulen zum Zeitpunkt

t=0s

6.4 Fazit

Im vorherigen Kapitel werden zwei Regelungsverfahren fiir flinfphasige Synchronmaschinen
entwickelt, simulativ bewertet und an einem Testsystem validiert. Es zeigt sich, dass sowohl
die erweiterte, ,Feldorientierte Regelung”, als auch die erstmals auf fiinfphasige Maschinen
angewandte ,Indirekte Selbstregelung” in der Lage sind, das System zu regeln. Der Unterschied
in Bezug auf die Regelperformance ist vernachlassighar und die ISR benétigt durch den
einfacheren Aufbau und den Verzicht auf die Transformation in feldorientierte Koordinaten
eine geringere Rechenzeit. Das Verfahren bendtigt jedoch die exakte Kenntnis der
Maschinenparameter und ist bei Abweichungen sensitiver als die FOR. Fiir das Testsystem
liegen diese Parameter aufgrund der Identifikation in Kapitel 5 vor.

Die Regelverfahren und die ausfiihrlichen FEM-Simulationen werden genutzt, um anschliefend

die Wirkungsgradsteigerung durch Einpragung der dritten Harmonischen in filinfphasigen
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Maschinen zu bewerten. Im Gegensatz zu den in der Literatur bekannten Ansétzen werden
Sattigungseffekte betrachtet und simulativ sowie experimentell untersucht. Es zeigt sich, dass
lineare Modelle nicht ausreichend sind, um das Maschinenverhalten, insbesondere die Lage der
dritten Harmonischen in Bezug auf die Grundschwingung, ausreichend abzubilden. Fiir eine
optimale Nutzung ist die aufwéndige Ermittlung einer MTPC-Kennlinie notwendig. Es wird
anhand eines Arbeitspunkts im Uberlastbereich die optimale Stromform untersucht, wobei sich
eine signifikante Verlustleistungsreduzierung von bis zu 7 % feststellen lisst. Die Reduzierung
der Verlustleistung des Systems ist durch die Nutzung der dritten Harmonischen iiber das
Sollmoment nicht konstant, sondern ausschliefflich im Bereich hoher Séttigung von Bedeutung,
da hier die Anteile der Flussverkettungen fiir die dritte Harmonische deutlich ansteigen. Dieser
bisher analytisch nicht untersuchte Effekt sollte bei zukiinftigen Arbeiten in diesem
Themengebiet Beachtung finden.

Das modulare Systemdesign mit einer H-Briicke pro Spule er6ffnet auch im niedrigen Lastbe-
reich, in dem eine Wirkungsgradsteigerung durch Nutzung der dritten Harmonischen nicht
moglich ist, durch selektives Abschalten von fiinf Spulen eine Moglichkeit, die Verlustleistung
im System zu reduzieren. Dieses Verfahren ist nicht auf fiinfphasige Maschinen beschrankt,
sondern lasst sich einfach auf Antriebssysteme mit beliebiger Phasenzahl anwenden, wenn diese
eine Statorpolpaarzahl grofler als zwei aufweisen. Das Verfahren wird theoretisch hergeleitet
und anschlieffend experimentell erprobt. Bei geringen Soll-Drehmomenten von weniger als 15 %
des Nenndrehmoments lésst sich auch hier eine wirkungsgradoptimierte Regelung realisieren,
die Wirkungsgradsteigerungen von bis zu 3 % im Vergleich zu einem zehnspuligen Betrieb
ermoglicht.

Sowohl die Analyse zur Wirkung der dritten Harmonischen unter Beriicksichtigung von
Sattigungseffekten, als auch die Abschaltung von Spulen in einem System mit Einzelzahn-
bestromung bieten Potential zur weiteren Verwendung, wenn entsprechende Antriebssysteme

geregelt werden.
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7 Zusammenfassung und Ausblick

7.1 Zusammenfassung der Arbeit

Ziel dieser Arbeit ist eine vollsténdige Systembetrachtung einer fiinfphasigen PMSM mit einer
H-Briicke pro Spule. Hierfiir werden die bekannten, linearen Ansétze zur Modellierung von
fiinfphasigen Maschinen um Séttigungseffekte und Mehrfachanisotropien erweitert. Der
Wissensstand {iber fiinfphasige Maschinen n&hert sich somit dem Wissensstand dreiphasiger
Maschinen in diesem Bereich. Die Modellierung wird anhand von FEM-Simulationen validiert
und liefert sowohl fiir das mechanische als auch das elektrische Teilsystem Ergebnisse, die den
Verlauf der betrachteten Grofen mit Abweichungen von weniger als 1 % exakt wiedergeben.
Dies bedeutet, dass die analytischen Gleichungen mit Ersatzgrofen nahezu identische
Ergebnisse wie die Feldlésung der FEM liefern. Der Ansatz und das Vorgehen lassen sich leicht
fiir Maschinen mit einer beliebigen, ungeraden Phasenzahl grofser als eins adaptieren und bieten
die Moglichkeit, die Genauigkeiten von numerischen Simulationen, beispielweise in MATLAB-
Simulink, zu erhohen. Die Iterationszeiten beim Entwurf von Regelungen konnen gesenkt und
die Simulationsgenauigkeit, auch von transienten Vorgangen, kann gesteigert werden.

Fir das analytische, fiinfphasige Modell werden die Parameter entweder aus
FEM-Simulationen oder experimentell ermittelt. Zur experimentellen Ermittlung wird ein auf
der HF-Injektion basierendes Identifikationsverfahren, das fiir dreiphasige Systeme bekannt ist,
erstmalig auf fiinfphasige Systeme erweitert und validiert. In der Simulation zeigt sich, dass
das Verfahren in der Lage ist die differentiellen Induktivitdten zu identifizieren. Das Verfahren,
das an einem Testsystem umgesetzt wurde, ist in der Lage, vollautomatisiert ohne Eingriff des
Benutzers die differentiellen Induktivitdten in Abhéngigkeit des Stromarbeitspunkts und der
elektrischen Position zu identifizieren. Die Ergebnisse der experimentellen Identifikation sind
qualitativ dhnlich zu den in der FEM ermittelten Werten, weisen jedoch eine
sittigungsabhéngige Abweichung auf, die mit steigenden Stromen geringer wird. Eine mdégliche
Erklarung hierfiir wird unter Einbeziehung der Hystereseeigenschaften und der Rayleigh-
Schleifen geliefert.

Das Motormodell und die identifizierten Parameter werden verwendet, um mit der
,Feldorientierten Regelung und der ,Indirekten Selbstregelung* ein rotor- bzw. statorfestes
Regelverfahren fiir fiinfphasige Synchronmaschinen zu entwickeln. Beide Verfahren werden
simulativ und experimentell validiert. Es zeigt sich, dass die selten verwendete ,Indirekte
Selbstregelung” bei guter Kenntnis der Systemparameter nahezu identisches Verhalten wie die
erweiterte ,Feldorientierte Regelung” zeigt und dabei aufgrund der nicht notigen Koordina-
tentransformation in das rotorfeste Koordinatensystem effizienter in Bezug auf die Rechenzeit
ist. Insbesondere bei Maschinen mit einer Phasenzahl grofler als fiinf ist dies relevant, da die
Anzahl der notwendigen trigonometrischen Berechnungen mit der Phasenzahl steigt.

Zur Steigerung des Wirkungsgrads des Gesamtsystems werden zwei Mafnahmen untersucht:
die Einpragung der dritten Harmonischen in die Phasenstréme sowie die Spulenabschaltung im

Teillastbereich. Die Nutzung der dritten Harmonischen zur Drehmomentgenerierung und
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Wirkungsgradsteigerung ist in der verfiigbaren Literatur stark vereinfacht dargestellt. In der
vorliegenden Arbeit wird die Korrelation der wirkungsgradoptimalen Lage der dritten
Harmonischen in Bezug auf die Grundschwingung in Abhéngigkeit des Sattigungszustands
nachgewiesen. Die {iblicherweise getroffene Annahme einer zentralen Lage der dritten
Harmonischen wird anhand von FEM-Simulationen und Messungen widerlegt. Des Weiteren
zeigt sich, dass die Verlustleistungsreduzierung mit steigendem Séttigungszustand der Maschine
zunimmt, wenn eine wirkungsgradoptimale Stromkombination verwendet wird. Bis zum
Nennmoment lasst sich im verwendeten System keine signifikante Wirkungsgrad-steigerung
realisieren. Dieses wurde fiir einen ausgewéhlten Arbeitspunkt experimentell validiert.

Die zweite Moglichkeit zur Wirkungsgradsteigerung, die Spulenabschaltung, ergibt sich nicht
aus der Fiinfphasigkeit des Systems, sondern aus der Einzelzahnbestromung mit einer H-Briicke
pro Spule. Da jede Phase im System aus zwei Spulen besteht, kann eine Spule abgeschaltet
werden, um so die Verluste in den IGBT's zu reduzieren. Diese sind besonders im Teillastbereich
bis 15 % des Nennmoments dominant, weswegen sich in diesem Bereich eine signifikante
Steigerung des Wirkungsgrads realisieren lésst. Die Wirksamkeit der Spulenabschaltung wird
anhand von Wirkungsgradkennfeldern und dem Vergleich zwischen fiinf- und zehnspuligem
Betrieb experimentell nachgewiesen.

Die vorliegende Arbeit erweitert somit das Systemwissen iiber fiinfphasige Maschinen und zeigt
neben einem analytischen Motormodell die Ungenauigkeiten der bisherigen, linearen

Betrachtungsweise beziiglich der Injektion der dritten Harmonischen auf.

7.2 Ausblick

Diese Arbeit liefert die Grundlage fiir weitere Arbeiten und einige Erkenntnisse, sowohl fiir die
Betrachtung von fiinfphasigen Maschinen als auch fiir herkémmliche, dreiphasige Maschinen,
die zukiinftig Gegenstand der Forschung sein konnten. Das verwendete Identifikationsverfahren
mit HF-Signalinjektion zeigt, dass der Zusammenhang zwischen der differentiellen Induktivitét
fiir die Grundschwingung und der differentiellen Induktivitdt bei HF-Signalinjektion genauer
unterschieden werden muss. Der Begriff HF-Induktivitidt findet sich bereits in vielen
Veroffentlichungen zur sensorlosen Regelung, wobei sich die Frage stellt, inwieweit sich hieraus
weitere Modellparameter wie Flussverkettungen ableiten lassen.

Bei weiteren Arbeiten beziiglich der Wirkung der dritten Harmonischen in fiinfphasigen
Systemen sind Sattigungseffekte in jedem Fall zu beriicksichtigen. Da aufgezeigt wurde, dass
die Wirkungsgradsteigerung erst im Séttigungsbereich aufgrund des hoheren Anteils der dritten
Harmonischen in der Flussverkettung relevant wird, ist eine Auslegung des elektromagnetischen
Kreises notig, die schon im ungeséttigten Bereich einen hohen Anteil der dritten Harmonischen
in den Flussverkettungen aufweist.

Hier stellt sich die Frage, ob es fiir einen vorgegebenen Bauraum aus Sicht des Wirkungsgrads
sinnvoll ist, eine flinfphasige Maschine einzusetzen und wie diese auf die Nutzung der dritten
Harmonischen optimiert werden kann. Dies ist ein Punkt, an dem weiterfithrende Arbeiten

ansetzen konnen.
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8 Anhang

8.1 Validierung der fiinfphasigen Transformationsmatrix

8.1.1 Grundschwingung und dritte Harmonische

Die Validierung der fiinfphasigen Transformationsmatrix durch die Gleichungen 4.12 und 4.13
erfolgt mit Hilfe von MATLAB-Simulink und der Symbolic Toolbox. Eine ausfiihliche
Darstellung mit Hilfe von Winkelfunktionen ist moglich, aber durch die Multiplikation bzw.
Addition von zehn trigonometrischen Funktionen pro Zeile nicht {ibersichtlich darzustellen.
Das verwendete Skript ist im Folgenden dargestellt:

% Definition der Symbolic Variablen

syms al a3 phi thetal theta3

% Definition von Gamma
gamma = 2/5*pi;

% Transformationsmatrix 5-phasig
T_uvw_dq = 2/5*...

[cos(phi) cos(phi - gamma)  cos(phi - 2*gamm a) cos(phi-3*gamma) cos(phi- 4*gamma);
-sin(phi) -sin(phi - gamma)  -sin(phi - 2*gam ma) -sin(phi - 3*gamma)  -sin(phi - 4*gamma) ;
cos(3*phi) cos(3*(phi - gamma)) cos(3*(phi - 2*g amma)) cos(3*(phi - 3*gamma)) cos(3*(phi - 4*gamm a));
-sin(3*phi) -sin(3*(phi - gamma)) -sin(3*(phi - 2* gamma)) -sin(3*(phi - 3*gamma)) -sin(3*(phi - 4*gam ma));
1/2 1/2 1/2 1/2 1/2];
% Eingangsvektor
x_uvw = [al * cos(phi + thetal) + a3*cos( 3*(phi + theta3));
al * cos(phi - gamma + thetal) + a3*cos( 3*(phi - gamma + theta3));
al * cos(phi - 2*gamma + thetal) + a3*cos( 3*(phi - 2*gamma + theta3));
al * cos(phi - 3*gamma + thetal) + a3*cos( 3*(phi - 3*gamma + theta3));
al * cos(phi - 4*gamma + thetal) + a3*cos( 3*(phi - 4*gamma + theta3))];
% Berechnung und Vereinfachung
result = simplify(T_uvw_dq * x_uvw)
Das Ergebnis der Ausgabe ist identisch mit dem in Gleichung 4.13 angegeben Ergebnis:
[Xd 1 [Xu'l a; - cos(6y)
. Xq Xy a; - sin(6;)
x% = [Xq3| = Tuvw—>dq'|XW| = |a3 -cos(3-93)| (8.1)
Xq3 XX [33 * Sin(3 * 93)J
Xo leJ 0
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8.1.2 Beliebige Harmonische

Fiir beliebige ungeradezahlige Harmonische in den Phasengréfsen ist in Gleichung 4.15 die
Transformation in das rotorfeste, fiinfphasige Koordinatensystem angegeben. Wie in Kapitel
8.1.1 ist auch hier die Darstellung nicht iibersichtlich mdglich, so dass auf eine beispielhafte
Validierung mit MATLAB und der ,,Symbolic Toolbox* zuriickgegriffen wird. Das Skript, das

Harmonische bis zu einer vorgegebenen Ordnung berechnet (im Beispiel ist es die Ordnung 13),

lautet:

% Definition der Symbolic Variablen

% Definition der Symbolic Variablen

syms phi a0 al a3 a5 a7 a9 all al3;

syms thetal theta3 theta5 theta7 theta9 thetall the

% Erstellen der Vektoren bis zur 13. Oberwelle (erw
theta_vec = [thetal theta3 theta5 theta7 theta9 the
amp_vec = [al a3 ab a7 a9 all al3];
harm_order_vec =[1357 911 13];

% Transformationsmatrix 5-phasig

T_uvw_dq = 2/5*...

[cos(phi) cos(phi- gamma)  cos(phi - 2*gamm
-sin(phi) -sin(phi - gamma)  -sin(phi - 2*gam
cos(3*phi) cos(3*(phi - gamma)) cos(3*(phi - 2*g
-sin(3*phi) -sin(3*(phi - gamma)) -sin(3*(phi - 2*
1/2 1/2 1/2

% Vorbelegung mit a0
u=a0;v=a0;w=a0;x=a0;y=a0;

% Erstellen des Vektors

for i=1:length(harm_order_vec);
u = u+amp_vec(i)*cos(harm_order_vec(i)*(phi+the
v = v+amp_vec(i)*cos(harm_order_vec(i)*(phi-2/5
w = w+amp_vec(i)*cos(harm_order_vec(i)*(phi-4/5
x = x+amp_vec(i)*cos(harm_order_vec(i)*(phi-6/5
y = y+amp_vec(i)*cos(harm_order_vec(i)*(phi-8/5

end

X_UVW=[U;v;wiX;yl;

% Berechnung des Ergebnisses
x_dq = simplify(T_uvw_dg*x_uvw)

tal3;

eiterbar)
tall thetal3];

a) cos(phi-3*gamma)  cos(phi- 4*gamma);

ma) -sin(phi - 3*gamma)  -sin(phi - 4*gamma)

amma)) cos(3*(phi - 3*gamma)) cos(3*(phi - 4*gamm

gamma)) -sin(3*(phi - 3*gamma)) -sin(3*(phi - 4*gam
12 1/2];

ta_vec(i)));

*pi+theta_vec(i)));
*pi+theta_vec(i)));
*pi+theta_vec(i)));
*pi+theta_vec(i)));

Die Ausgabe entspricht der in Gleichung 4.15 angegebenen Summen.

’a));

ma))

Modellierung und Regelung von fiinfphasigen Synchronmaschinen unter Beriicksichtigung von Séattigungseffekten und Mehrfachanisotropien



Anhang 156

8.2 Weitere Simulationsergebnisse des Identifikationsverfahrens

Im Folgenden sind ergidnzende Ergebnisse zum Identifikationsverfahren aus Kapitel 4
dargestellt. Hierbei handelt es sich um die Komponenten der dritten Harmonischen Lgzqs, Lgzqs
sowie deren Kreuzkopplungskomponenten Lgzqs und Lgzqs. Die Ergebnisse sind in Abbildung
8.1 und Abbildung 8.2 dargestellt. Wie bei der Identifikation der differentiellen Induktivitéten
Lqq und Lgq sowie deren Kreuzkomponenten zeigt sich, dass das Identifikationsverfahren in der
Simulation in der Lage ist auch diese Komponenten korrekt zu bestimmen. Die Abweichung
betragt weniger als 0,5 mH und ist somit vernachldssigbar. Des Weiteren ist zu sehen, dass die
Kreuzkomponente der dritten Harmonischen einen geringen Absolutwert, auch unter Sittigung,
von weniger als 2 mH aufweist und somit vernachléssigbar ist.

Die nicht dargestellten Stromkomponenten werden jeweils zu null geregelt. Die Identifikation
findet bei @¢) = 0° statt. In Abbildung 8.1 werden i und igz in der jeweiligen Darstellung von
-30% Inenn bis 30% Inenn in Schritten von 10% variiert und ig von -230% Inenn bis 230% Inenn-
In Abbildung 8.2 wird ig von -30% Iyenn bis 30% Iyenn in Schritten von 10% variiert und ig
von -230% Inenn bis 230% Inenn-

Auf die Darstellung der positionsabhéngigen Effekte wird an dieser Stelle verzichtet. Diese

werden ebenfalls korrekt identifiziert und stellen somit keinen weiteren Erkenntnisgewinn dar.
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Abbildung 8.1: Vergleich der differentiellen Induktivititen Lgzgqsz und Lgzqs des Motormodells
(FEM) und der durch das Identifikationsverfahren ermittelten Werte in Abhdngigkeit von ig3

bzw. igz und ig
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Abbildung 8.2: Vergleich der differentiellen Induktivititen Lgszqz und Lgzqs des Motormodells

(FEM) und der durch das Identifikationsverfahren ermittelten Werte in Abhdngigkeit von iy

und iq
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8.3 Weitere Messergebnisse des Identifikationsverfahrens

Die Messergebnisse des Identifikationsverfahrens fiir die differentiellen Induktivitdten der
dritten Harmonischen Lgzqz und Lgsqz sind in Abbildung 8.3 dargestellt. Das Messverfahren
ist in der Lage auch die Komponenten der dritten Harmonischen exakt wiederzugeben, wobei
der sdttigungsabhingige Fehler, der in Abschnitt 5.8.5 beschrieben wird, hier ebenfalls sichtbar
ist. Es zeigt sich eine Abhingigkeit der differentiellen Induktivititen von ig sowie von der
jeweils zugehorigen Stromkomponente igz bzw. igs.

Die nicht dargestellten Stromkomponenten werden jeweils zu null geregelt. Die Identifikation
findet bei ¢ = 0° statt. In Abbildung 8.3 werden igz und ig3 in der jeweiligen Darstellung von
-30% Inenn bis 30% Inenn in Schritten von 10% variiert und ig von -230% Inenn bis 230% Inenn-
In Abbildung 8.4 wird ig von -30% Inenn bis 30% Iyenn in Schritten von 10% variiert und ig
von -180% Iyenn bis 180% Inenn- Die im Vergleich zu Abbildung 8.1 geringere Aussteuerung
von ig ist aufgrund thermischer Begrenzungen im Experiment bedingt.

Abbildung 8.4 zeigt die experimentell bestimmten differentiellen Kreuzinduktivitdten in
Abhingigkeit von ig und ig. Auch hier ist eine gute Ubereinstimmung zwischen den
FEM-Ergebnissen und den experimentell bestimmten Werten zu sehen, die im Bereich von
15 %, bezogen auf den Maximalwert, liegt. Dieser Wert ist im Vergleich zu den Komponenten
der Grundschwingung héher, da sich die Absolutwerte der Kreuzkopplung im Bereich von
weniger als 2 mH befinden. Trotz des geringen Absolutwerts sind die Verldufe experimentell

gut zu bestimmen.
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Abbildung 8.3: Vergleich der differentiellen Induktivititen Lgzqs und Lgzqs des Motormodells

(FEM) und der experimentell ermittelten Werte in Abhdngigkeit von igz bzw. igz und i,
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Abbildung 8.4: Vergleich der differentiellen Induktivititen Lyzqs und Lqzqs des Motormodells
(FEM) und der experimentell ermittelten Werte in Abhdngigkeit von iy und i,
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8.4 MATLAB Skript zur Beobachterauslegung

Im Folgenden findet sich das MATLAB-Skript, das zur Auslegung des Beobachters in Kapitel

6.1.2 verwendet wird.

% Beobachter auslegen

% Werte fir die berechnet werden soll definieren

Motor.p = 6;

position_el_rad = 0;

speed_el_rad = Motor.p*300*pi/60*2;

L_w_Matrix =[0.0220000; 00.0219000; 00 0. 0187 0 0;
0000.01920; 0000 0.0016];

Motor.R_S = 0.4937;

%% Beweis das vorhandenes System Beobachtbar ist

clear Q_B

%Transformationsmatrix Park berechnen

m=5;

t_T_ab = zeros(m);

for i=1:2:m-2
t_T_ab(i:i+1,i:i+1) = [cos(i*position_el_rad),sin(i *position_el_rad);
-sin(i*position_el_rad),cos(i*position_el_rad)];

end

t T_ab(m,m) =1,
%Ableitung der Transformationsmatrix bereitstellen
J_w = zeros(m);
for i=1:2:m-2
J_w(isi+1,i:i+1) = [0 -i; i O];
end
J_w(end,end)=0;
%Transformation der Induktivitaten in Clarke
L_w_Matrix_ab = inv(t_T_ab) * L_w_Matrix *t_T_ab;
%Systemmatrix c*T berechnen
c_T = transpose(inv(L_w_Matrix_ab));
%Vektor b berechnen

b = ones(5,1);

%Systematrix A berechnen

A =-Motor.R_S .* inv(L_w_Matrix_ab) -(J_w*L_w_Matr ix_ab -...
L_w_Matrix_ab*J_w) * inv(L_w_Matrix_ab) .* speed_el _rad;

%Beobachtbarkeit nachweisen

Q_B = zeros(25);

Q_B(:,1:m) = [c_T;c_T*transpose(A);c_T*transpose(A) N2;c_T*transpose(A)"3;...
c_T*transpose(A)™];

Q_B_rank = rank(Q_B);

%% In Regelungsnormalform transformieren
%Steuermatrix berechnen

Q_S = [b,A*b,A"2*b,A"3*b,AN4*b];

Q_S_rank = rank(Q_S);

s_RT = [zeros(1,4),1]*inv(Q_S);

%Transformationsmatrix berechnen

T_R =inv([s_RT;s_RT*A;s_RT*A"2;s_RT*A"3;s_RT*A"])
%Groel3en transformieren

A R=inv(T_R)*A*T_R;

b_R =inv(T_R) * b;

cC T R=cT*T_R;

%% Eigenwerte berechnen um Verstarkungsfaktoren des Beobachters zu bestimmen
Ac = -Motor.R_S.*inv(L_w_Matrix_ab) -...
(J_w*L_w_Matrix_ab - L_w_Matrix_ab*J_w).*speed_el_r ad*...

inv(L_w_Matrix_ab);
Ac_R=inv(T_R)*Ac*T_R;
symsss_erg kk_erg k_erg_s

digits(40);
s_erg=vpa(solve(det(s*eye(5) - A)==0,s));
k_erg_s(s)=vpa(solve(det(s*eye(5) - Ac + k*c_T)==0, Kk));

s_erg = double(s_erg);

k_values = zeros(5,1);

for i=1:5
k_erg=vpa(solve(det(s_erg(1)*3*eye(5) - Ac + k*c_T) ==0,k));
k_values(6-i) = k_erg(i);

end

%Stabilitaet nach Lyapunov pruefen

cont_value = transpose(k_values) * L_w_Matrix_inv;
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8.5 Priifstand hochintegrierter Antrieb

8.5.1 Messaufbau

Zur Validierung der Wirkungsgradsteigerungen des hochintegrierten Antriebs wird in den
Experimenten in den Abschnitten 6.2 und 6.3 eine genaue Momenten- und Leistungsmessung
benotigt. Hierzu wird der hochintegrierte Antrieb direkt mit einer Lastmaschine gekoppelt und

mit einer Momentenmesswelle verbunden. Die Lastmaschine stellt eine feste Drehzahl ein und

der Priifling befindet sich im strom- bzw. momentengeregelten Betrieb. Abbildung 8.5 zeigt den
Aufbau des Priifstands.

Lastmaschine

Drehmomentmesswelle

Priifling
Spannungsversorgung

Oszilloskop

Yokogawa W'T' 1800

Hilfsspannung

PC zur Ansteuerung

Abbildung 8.5: Priifstand hochintegrierter Antrieb

8.5.2 Verwendete Messmittel

Die zu messenden Grofsen sind Drehzahl und Drehmoment, sowie die elektrische
Leistungsaufnahme des hochintegrierten Antriebs. Zur Messung der Drehzahl und des
Drehomoments wird der Drehmomentaufnehmer TI10F der Firma HBM mit einem
Maximalwert von 1000 Nm verwendet [85].

Das Signal des Drehmomentaufnehmers wird von dem Leistungsanalysator WT1800 der Firma
Yokogawa verarbeitet [86]. Die elektrische Leistungsaufnahme des Systems wird iiber die
Zwischenkreisleistung ermittelt. Hierzu wird die Zwischenkreisspannung direkt mit dem
Yokogawa WT1800 aufgenommen. Der Messbereich betrigt 300 V. Die Aufnahme des
Zwischenkreisstroms erfolgt ebenfalls iiber den Leistungsanalysator WT1800. Aufgrund des
limitierten Messbereichs wird der Strom hierfiir mit dem Stromumsetzer ,IT1000-S/SP1
Ultrastab® der Firma LEM mit dem Faktor 1000 skaliert [87].
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8.5.3 Fehlerbetrachtung
Im Folgenden wird eine Fehlerbetrachtung der Messung des Wirkungsgrads des

Antriebssystems anhand der von den Herstellern zur Verfiigung gestellten Datenblidttern
durchgefiihrt. Es handelt sich um eine Abschéitzung des grofiten zu erwartenden systematischen
Fehlers, der beispielsweise aufgrund von Gain- und Offsetfehlern entsteht.

Die Fehlerbetrachtung des elektrischen Teilsystems wird anhand des Datenblatts [86] sowie der
vom Hersteller zur Verfliigung gestellten Excel-Mappe [88] durchgefithrt. Fiir einen
Spannungsmessbereich von 300 V ergibt sich eine Messunsicherheit von 0,05 % des Messwerts
und 0,1 % des Messbereichs [88]. Somit ergibt sich fiir eine eingestellte Zwischenkreisspannung

von 280 V ein Fehler von:
AUg.=0,1%-300V+0,05%-280V =0,44V. (8.2)

Dies entspricht einem relativen Fehler von 0,16 % bezogen auf den Messwert von 280 V.

Fiir die Strommessung ergibt sich durch die Wandlung des Stroms zur Anpassung des
Messbereichs durch den hochgenauen Stromwandler und der Messungenauigkeit des
Leistungsanalysators eine Reihenschaltung in Bezug auf die Fehlerbetrachtung. Fiir die
Stromwandlung ist ein Offsetfehler von 0,005 % angegeben [87]. Eine relative Genauigkeit der
Wandlung ist im Datenblatt nicht ersichtlich.

Die Messungenauigkeit des Leistungsanalysators ist mit 0,1 % des Messbereichs und 0,05 % des
absoluten Wertes angegeben [88]. Fiir einen Strom von 29 A im Zwischenkreis ergibt sich nach

der Wandlung ein Strom von 0,029 A und somit ein Fehler von:
Alge = 0,1%-0,05A + (0,05 + 0,005)% - 0,29 A = 0,065 mA. (8.3)

Dies entspricht einem relativen Fehler von 0,22 %. Fiir die elektrische Leistung ergibt sich mit

der linearen Fehlerfortpflanzung eine relative Messunsicherheit von [89]:

Pel

= 0,16 % + 0,22 % = 0,38 %, (8.4)

el

Die Berechnung der Messungenauigkeiten im mechanischen Teil erfolgt iiber die
Einzelbetrachtung der Ungenauigkeiten fiir die Erfassung von Drehzahl und Drehmoment.
Beide Grofsen werden von der Messwelle T10F der Firma HBM aufbereitet und von dem
Leistungsanalysator WT1800 verarbeitet. Fiir das Drehmoment ergibt sich laut Datenblatt des
Drehmomentaufnehmers ein relativer Fehler von 0,03 % [85] und ein Fehler von 0,1 % in Bezug
auf den Messbereich. Im Leistungsanalysator, der als in Reihe geschaltet betrachtet wird,
entsteht ein maximaler Fehler von 0,05 % des angegebenen Werts [86] [88]. Fiir ein
beispielhaftes Drehmoment von 633 Nm und einen Messbereich von 1000 Nm ergibt sich ein

Fehler von:

AM = 0,1 % -1000 Nm + (0,03 4+ 0,05)% - 633 Nm = 1,51 Nm. (8.5)

Modellierung und Regelung von fiinfphasigen Synchronmaschinen unter Beriicksichtigung von Séttigungseffekten und Mehrfachanisotropien



Anhang 165

Dies entspricht einem relativen Fehler von 0,24 %.

Fiir die Drehzahl geht aus dem Datenblatt [85] keine Genauigkeit hervor. Es ist jedoch im
Vergleich zur Drehmomentmessung eine hohere Genauigkeit zu erwarten, die hier mit 0,01 %
des Messwerts angenommen wird. Filir die Messwerterfassung im Leistungsanalysator ergibt
sich ein Fehler von 0,05 % des angegebenen Werts [86] [88|. Fiir eine Drehzahl von 100 rpm

gilt somit:
An = (0,01 + 0,05)% - 100 rpm = 0,06 rpm. (8.6)

Der relative Fehler betragt dementsprechend 0,06 %. Fiir die Leistungsmessung des

mechanischen Teils gilt nach der linearen Fehlerfortpflanzung im betrachteten Arbeitspunkt:

APmech

= 0,24 % + 0,06 % = 0,3 %. (8.7)
l:)mech

Fiir den Fehler der Berechnung des Wirkungsgrad n aus dem Quotienten der mechanischen
Leistung Ppech und der elektrischen Leistung P ergibt sich fiir den betrachteten Arbeitspunkt

ein grofter zu erwartender Fehler von [89]:

on
al)mech

o
An = | | - APpech + |F1| - APg) = 0,55 %. (8.8)
e

Bei Differenzmessungen ist zu beachten, dass sich die systematischen Fehler bei dhnlichen
Arbeitspunkten kompensieren, weil die Gain- und Offsetfehler keine Streuung im angegebenen
Bereich aufweisen, sondern bei demselben Messgerat in die identische Richtung ausschlagen
[90]. Bei einer vergleichenden Wirkungsgradmessung in nahezu identischen Arbeitspunkten ist
somit flir die Differenz zwischen den betrachteten Wirkungsgraden kein systematischer Fehler
zu erwarten. Lediglich die Absolutwerte der Wirkungsgrade weisen maximal die in diesem
Kapitel berechneten Fehler auf.

Neben den bereits betrachteten systematischen Fehlern sind in deutlich kleinerem Umfang
zufillige Fehler in der Messung zu erwarten, die beispielsweise durch Quantisierung oder
Rauscheffekte auftreten konnen. Bei einer Mehrfachmessung eines Arbeitspunkt kann durch
Mittelwertbildung der zu erwartende zuféllige Fehler verringert werden. Die Messungenauigkeit
aufgrund des zufélligen Fehlers nimmt reziprok-proportional zur Wurzel aus der Summe der

Messwerte ab.
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