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Kapitel 1

Motivation und Zielsetzung

1.1 Herausforderungen zur Wahrung der Systemstabilitét

Angestoflen durch die energiepolitischen Ziele der EU, die Treibhausgasemmis-
sionen bis 2030 um mindestens 40 % gegeniiber 1990 zu verringern [36], findet
derzeit ein Wandel der européischen Energiesysteme statt. Dieser beinhaltet einen
Paradigmenwechsel der Erzeugungslandschaft von zentralen Kraftwerken mit Syn-
chrongeneratoren hin zu umrichterbasierten und dezentralen Einspeisern zur Nut-
zung erneuerbarer Energietriager wie Solar, Wind und zukiinftig Wasserstoff. Auf
Verbraucherseite findet gleichzeitig eine zunehmende Elektrifizierung des Wéarme-
und Verkehrssektors statt, sodass erhohte Strombedarfe sowie die massive Inte-
gration umrichterbasierter Systeme bei gleichzeitiger Reduktion der Momentan-
reserve das zukiinftige européische Energienetz vor verschiedene neue Herausfor-
derungen zur Wahrung der Systemstabilitat stellen.

Aufgrund der Zunahme umrichterbasierter Systeme fand in Ergénzung zur ur-
spriinglichen Klassifizierung nach |96] eine erweiterte Einordnung von Stabilitats-
problemen nach [91] statt, deren Frequenzbereiche in Abb.[[Ildargestellt sind. Die
Kategorie der subsynchronen Resonanzen (SSR) steht dabei nicht im direkten Zu-
sammenhang mit Umrichtersystemen, vielmehr ist durch die zunehmende Integra-
tion von Umrichtersystemen ein groflerer Frequenzbereich fiir Stabilitdtsprobleme
relevant geworden. Zudem sind in Abb.[I.T] die Frequenzbereiche ausgewéhlter
Uberspannungskategorien nach [148] eingetragen, welche die temporiren Uber-
spannungen (TOV, engl: temporary overvoltages), langsam ansteigende Uberspan-
nungen (SFO, engl: slow-front overvoltages) sowie schnell ansteigende Uberspan-
nungen (FFO, engl: fast-front overvoltages) umfassen. Zur Einordnung der Heraus-
forderungen hinsichtlich der Zunahme von Umrichtersystemen im Wechselstrom-
(AC, engl: alternating current) Netz, ist der Frequenzbereich aktiver Umrich-
terdynamiken fiir die in dieser Arbeit relevanten selbstgefithrten Umrichter (VSC,
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Abb. 1.1: Einordnung der Frequenzbereiche klassischer (griin) sowie aktualisier-
ter (blau) Stabilitétsprobleme nach [91] sowie fiir Uberspannungskate-
gorien (grau) nach [14§].

engl: wvoltage-sourced converter) aufgetragen. Die aktiven Umrichterdynamiken
umfassen neben den passiven Umrichtereigenschaften die Reglerdynamiken innerer
und &uflerer Regelschleifen sowie Filter- und Totzeitdynamiken.

In der vergangenen Dekade sind neue Stabilitdtsphdnomene in Form von Inter-
aktionen zwischen den aktiven Umrichterdynamiken und den vorherrschenden
Netzresonanzen aufgetreten, welche unerwiinschte Oszillationen im Netz hervorge-
rufen haben. So wurden beispielsweise hochfrequente Oszillationen zwischen der
franzésisch-spanischen Hochspannungs-Gleichstrom-Ubertragungs-(HGU) Verbin-
dung Inelfe und dem franzosischen Ubertragungsnetz aufgrund einer ungiinstigen
Filterauslegung |47 oder das Auftreten unerwiinschter Resonanzprobleme zwi-
schen der Offshore-Windenergieanlage BorWin 1 und dem angebundenen HGU-
Umrichter [22] verzeichnet. Fiir diese Phénomene hat sich in der Literatur der
Begriff der Harmonischen Stabilitat oder Oberschwingungsstabilitit etabliert [131,
152], welcher sich fiir den Frequenzbereich von 10Hz [126, [152] bis zu einigen
Kilohertz [126, 131, [152] einordnet und somit breitbandig zu gewéhrleisten ist.

Neben der Bewiéltigung neuartiger Stabilitdtsprobleme stellt die Wahrung klassi-
scher Stabilitdtsmerkmale fiir das Gelingen der Energiewende zunehmend eben-
falls eine zentrale Rolle dar. Aus diesem Grund wird der Lésungsansatz verfolgt,
geplante GroBprojekte der VSC-Klasse mit einer netzbildenden (GFM, engl: grid-
forming) Regelung auszustatten, sodass diese zukiinftig einen Beitrag zur Wah-
rung klassischer Stabilitdtsmerkmale leisten konnen [132]. Wahrend netzbildende
Regelungskonzepte fiir Inselnetze bereits zum Stand der Technik zu zéhlen sind,
ist die mogliche Integration paralleler, synchroner und netzbildender Umrichter-
systeme Gegenstand aktueller Forschung und Entwicklung |26]. Hierbei ist das
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HGU-Vorhaben SuedLink hervorzuheben, welches netzbildende Regelungskonzep-
te eingebettet in das europédische Verbundnetz erstmals grofiskalig implementie-
ren soll [80]. Tatséchlich ist unter weiterer Beriicksichtigung des européaischen
Zehnjahresentwicklungsplans (TYNDP, engl: ten-year network development plan)
von 2020 [146] davon auszugehen, dass Gleichstrom- (DC, engl: direct current)
Systeme eine tragende Rolle im zukiinftigen europiischen Energienetz spielen
werden, wobei sich in Abhéngigkeit des Regelverhaltens sowohl Herausforderungen
zur Wahrung der Systemstabilitéat als auch grofle Potenziale zur Verbesserung der
Systemstabilitat bieten.

1.2 Zielsetzung und Struktur der Arbeit

Basierend auf den zuvor diskutierten Stabilitdtsthematiken leiten sich im Kon-
text der HGU-Systemtechnik zwei zentrale Fragestellungen ab: i) die Auswirkung
der Umrichterregelung auf die harmonische Stabilitat sowie i7) die Nutzung der
Umrichterregelung zur Verbesserung der Stabilitét.

Auf Grundlage dieser Fragestellungen setzt sich diese Dissertation zum Ziel, ein
umfingliches Verstindnis iiber die frequenzabhingigen Eigenschaften eines HGU-
Umrichters in Abhéngigkeit des gewdhlten Umrichterregelungsverhaltens sowie die
dafiir notwendigen Modellierungsempfehlungen zu erarbeiten. Weiterhin soll im
Kontext netzbildender HGU-Regelverfahren eine Moglichkeit untersucht werden,
virtuelle Momentanreserve trotz limitierter Energiespeicher innerhalb der Um-
richterstation bereitzustellen und damit einhergehende Herausforderungen anhand
geeigneter Untersuchungsszenarien abzuleiten.

Die Untersuchungen unterliegen dabei folgender Abgrenzung;:

o Diese Arbeit behandelt Stabilititsprobleme im AC-Ubertragungsnetz. Da-
her sei fir Untersuchungen DC-seitiger Reglerinteraktionen z.B. auf die
Dissertation [39] verwiesen.

o Da die frequenzabhingige Modellbildung des Ubertragungsnetzes lediglich
auf Basis weitreichender Netzdaten belastbar durchgefiihrt werden kann, ist
diese nicht Gegenstand dieser Arbeit.

o Diese Dissertation untersucht das Regelverhalten von HGU-Systemen im
stationdren Betrieb sowie fiir dynamische Fault-Ride Through (FRT) Ereig-
nisse ohne Blockierzustand des Umrichters. Daher bleibt die thermische Aus-
legung leistungselektronischer Bauteile im Zusammenhang mit auftretenden
Strom- und Spannungsbelastungen in dieser Arbeit unberiicksichtigt.

o Es werden ausschlieflich Punkt-zu-Punkt (P2P)-HGU-Systeme zugrunde
gelegt. HGU-Mehrpunktiibertragungen (MTDC, engl: multi-terminal high
voltage DC transmission system) sind nicht Gegenstand dieser Arbeit.
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Kap.[Tt Zusammenfassung
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Abb. 1.2: Struktur der Dissertation.

Diese Disseration hat folgende Untersuchungsschwerpunkte:

o Mathematische Modellierung des frequenzabhéngigen Verhaltens eines HGU-
Umrichters sowie Ableiten generischer Aussagen zur Formung dieser in Ab-
héngigkeit des Umrichterregelverhaltens,

¢ Entwicklung und Auslegung eines Regelungskonzepts inklusive Strombegren-
zung fiir eine GFM-HGU zur Untersuchung von AC-seitigen FRT-Ereignissen,

o Diskussion tiber das Sollverhalten netzbildender Umrichtersysteme fiir schwer-
wiegende Netzfehler im Kontext bestehender Normenwerke,

o Ableiten von Herausforderungen der HGU-Systemintegration bei netzbilden-
der Umrichterregelung und Identifikation kritischer Fehlerszenarien.

Die genannten Schwerpunkte werden durch die in Abb.[[2] visualierte Struktur
der Arbeit eingerahmt. In Kap. werden die Grundlagen der HGU-Systemtechnik
sowie der harmonischen Stabilitdt geschaffen. Weiterhin wird ein Einblick in die
Klassifizierung des Umrichterregelungsverhaltens sowie den heutigen technischen
Anschlussregeln fiir HGU-Systeme gewihrt. Kap.[3 widmet sich der studienabhén-
gigen Modellbildung fiir MMC-HGU-Systeme, wobei der Schwerpunkt auf den
mathematischen Zusammenhingen im Frequenzbereich liegt. Auf dieser Basis
werden in Kap.[] mithilfe umfassender parametrischer sowie struktureller Sen-
sitivitdtsanalysen generische Aussagen hinsichtlich der harmonischen Stabilitét
netzfolgender und netzbildender Umrichter sowie resultierende Modellierungsemp-
fehlungen erarbeitet. Unter Beachtung dieser Untersuchungen erfolgt in Kap.[Hlein
Implementierungsvorschlag einer GFM-HGU, wobei Auslegungsrichtlinien auf Ba-
sis der mathematischen Zusammenhénge im Frequenzbereich hergeleitet sowie ein
mehrstufiges Strombegrenzungskonzept erarbeitet werden. Auf dieser Grundlage
werden in Kap.[f die dynamische Performanz der GFM-HGU mit dem Schwer-
punkt auf AC-DC-AC-Interaktionen in Folge von AC-Netzereignissen untersucht
und Herausforderungen im Hinblick auf die Integration im Ubertragungsnetz ab-
geleitet. Kap.[7 fasst die wesentlichen Erkenntnisse zusammen.
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Kapitel 2

Grundlagen

In diesem Kapitel erfolgt eine Einfiihrung in die wesentlichen HGU-Systemkonfigu-
rationen sowie die Eigenschaften eines modularen Multilevelumrichters, welcher im
Rahmen dieser Dissertation als VSC-Umrichtertyp zugrunde gelegt wird. Hierbei
wird auf dessen Funktions- und Regelprinzip eingegangen, was die Grundlage
fir Untersuchungen der harmonischen sowie transienten Stabilitdt schafft. Zur
Einordnung eingefiihrter Regelungsmodi findet weiterhin eine Klassifizierung des
Umrichterregelverhaltens statt und dariiber hinaus ein Uberblick iiber die we-
sentlichen Anforderungen seitens der technischen Anschlussrichtlinien fiir HGU-
Systeme. Abschlieend erfolgt eine Einfiihrung in die Grundlagen der harmoni-
schen Stabilitéit, welche die Abgrenzung der Untersuchungsschwerpunkte fiir VSC-
Unmrichter, eine Diskussion iiber vorhandene Methoden der Stabilitdtsanalyse so-
wie Vorgehensweisen zur Bewertung von Interaktionen beinhaltet. Es werden die
Terminologien DIN EN 60633 |140] sowie DIN EN 62747 |142] verwendet.

2.1 HGU-Systemkonfigurationen

Entsprechend dem Uberblick in Abbildung@Ilsind fiir HGU-Systeme unterschied-
liche Konfigurationen denkbar. Die Wahl der Systemkonfiguration ist in jedem
Fall projektspezifisch, wobei verschiedenste Faktoren, wie z.B. 6konomische, 6ko-
logische, regulatorische oder politische Aspekte sowie das transiente Fehlerverhal-
ten und die potenzielle Erweiterbarkeit fiir MTDC-Anwendungen, entscheidungs-
gebend sind. Im Folgenden werden die wesentlichen Eigenschaften und Unterschie-
de der Konfigurationen zusammengefasst, wihrend deren Vor- und Nachteile in
ausfiithrlicher Form [87, 1123, [134] zu entnehmen sind.

Im Wesentlichen wird zwischen monopolaren und bipolaren Konfigurationen unter-
schieden, wobei die Anzahl der Systempole namensgebend ist. Der asymmetrische
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Monopolare Konfigurationen
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Abb. 2.1: HGU-Systemkonfigurationen.

Monopol (AMP) stellt die einfachste und giinstigste Konfiguration dar. Hier wird
der DC-Strom tiber einen auf volle DC-Spannung isolierten Leitungspol hin- sowie
einen metallischen Riickleiter (DMR, engl: dedicated metallic return) oder einen
Erdriickleiter zuriickgefithrt. Aufgrund der asymmetrischen Spannungsverteilung
sieht der Stromrichtertransformator eine DC-Beanspruchung in Héhe der halben
DC-Spannung. Die Konfiguration des symmetrischen Monopols (SMP) repréisen-
tiert die derzeit am h&ufigsten verbaute Konfiguration fiir VSC-Anwendungen
weltweit. Hier teilt sich die DC-Spannung je hélftig (symmetrisch) auf den posi-
tiven sowie negativen Leitungspol auf. Aus diesem Grund muss der Stromrichter-
transformator lediglich fiir AC-Belastungen ausgelegt werden. Zur Symmetrierung
der DC-Spannung wird eine hochohmige Erdungskonfiguration an einer der beiden
Stationen z.B. wie in Abbildung2ZT]in Form eines Sternpunktbildners ausgefiihrt.
Eine hochohmige Erdung bringt den Vorteil, stationdre Fehlerstréme zu vermei-
den, jedoch sieht im Falle eines Pol-Erde-Fehlers der gesunde Leitungspol die
doppelte DC-Bemessungsspannung.

Bei bipolaren Konfigurationen werden in einer Stromrichterstation jeweils zwei
Stationspole DC-seitig seriell und AC-seitig parallel geschaltet. Die Verkniipfung
zweier Stationspole ermdglicht eine hohere Ubertragungskapazitit im Vergleich
zu monopolaren Anwendungen. Der Bipol mit Riickleiter (BP) entspricht einer
Parallelschaltung zweier AMPs, somit existieren zwei DC-Stromkreise. Bei der
Wahl einer Erdriickleitung sind beide Stationen tiber eine Erdelektrode geerdet,
jedoch ist diese Option vielerorts aus vielschichtigen Griinden nicht akzeptiert. Um
unerwiinschte Stromfliisse im Erdreich zu vermeiden, wird in den Konfigurationen
AMP sowie BP mit DMR daher lediglich ein Stationspol geerdet. Die Ausfiihrung
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einer niederohmigen Erdung reduziert hierbei die DC-Spannungsbelastungen im
Fehlerfall. Ein groler Vorteil gegeniiber monopolaren Anwendungen zeichnet sich
durch die Redundanz bipolarer Systeme mit DMR aus. Bei Ausfall oder Wartung
einer Systempol-Komponente (Leitungs- oder Stationspol) kann der gesunde BP-
Systempol mit reduzierter Ubertragungskapaziit weiterbetrieben werden.

Wird im bipolaren System auf einen Riickleiter verzichtet, handelt es sich um
ein stromrigides System, welches als Rigid Bipol (RBP) bezeichnet wird. Im Ge-
gensatz zur BP-Konfiguration stellt diese insbesondere bei langen Kabelstrecken
eine hohe Kostenersparnis dar. Allerdings existiert DC-seitig nur ein Stromkreis,
sodass fiir einen fehlerbehafteten Leitungspol keine Redundanz besteht. Jedoch ist
bei Ausfall oder Wartung eines Stromrichterpols ein fortwiahrender Betrieb in der
Konfiguration des AMP moglich. Fiir die Erdung der DC-Neutral-Sammelschiene
sind nieder- oder mittelohmige Erdungskonzepte denkbar, wobei ein Kompromiss
zwischen der Gewéhrleistung von Stromnulldurchgéngen infolge unsymmetrischer
Fehler auf der Umrichterseite des Transformators sowie auftretender Spannungs-
belastungen infolge von Kabelfehlern gefunden werden muss. Ausfiihrliche Ausle-
gungsaspekte hinsichtlich der DC-seitigen Erdungskonfiguration sind |79, [173] zu
entnehmen.

Im Kontext des GFM-HGU-Vorhabens SuedLink wird zur Untersuchung dyna-
mischer Vorgidnge die RBP-Konfiguration herangezogen. Da diese AC-seitig im
Grunde zwei parallelen Umrichterpolen entspricht, basieren die stationdren Un-
tersuchungen im Frequenzbereich zur Vereinfachung auf der SMP-Konfiguration.

2.2 Grundlagen der MMC-Technologie

Mit der Einfiihrung eines modularen Stromrichterkonzepts im Jahre 2002 durch
[10, [103] wurde der Grundstein fiir leistungsstarke VSC-HGU-Systeme gelegt. Im
Jahre 2010 kam der modulare Multilevelumrichter (MMC, engl: modular multi-
level converter) zum ersten Mal weltweit durch den Hersteller Siemens AG im
HGU-Bereich fiir das Projekt Trans Bay Cable kommerziell zur Anwendung [120].
Seitdem hat sich die MMC-Applikation als Schliisseltechnologie fiir VSC-HGU-
Anwendungen etabliert |69, [102].

Das Ersatzschaltbild eines MMCs ist in AbbildungZ2 skizziert. Jede Phase ist
mit einer Phaseneinheit verbunden, welche aus jeweils einem positiven (p) und
einem negativen (n) Arm besteht. Der Umrichterarm setzt sich aus der Ven-
tildrossel Larnl] sowie einem Ventil] zusammen [120]. Das Ventil besteht aus

!Weitere Ansitze nutzen eine AC-seitige Ventildrossel im Umrichterarm. Die Verwendung
einer AC-seitigen Ventildrossel hat im Falle von Arm-Erde-Fehlern vergleichsweise sehr
hohe Steilheiten in der DC-Spannung zur Folge [46]. Daher wird in dieser Dissertation die
Ventildrossel auf der DC-Seite des Umrichterarms angenommen.

20bwohl bei VSC-Umrichtern abschaltbare Leistungselektronik zum Einsatz kommt, ist die
Bezeichnung Ventil entsprechend [142] auch fiir Umrichtertypen der VSC-Klasse anzuwenden.
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Abb. 2.2: Ersatzschaltbild eines modularen Multilevelumrichters.

einer Vielzahl in Reihe geschalteter Submodule (SM), welche abschaltbare Halblei-
ter mit einem integrierten Energiespeicher kombinieren und jeweils eine diskrete
Ausgangsspannung erzeugen koénnen, im einfachsten Fall Null oder die volle Sub-
modulspannung. Somit ist die Ausfiihrung des Ventils als steuerbare Spannungs-
quelle zu verstehen.

Bedingt durch ihren Aufbau bietet die MMC-Technologie zahlreiche Vorteile, wel-
che u.a. [10, 137, 169, 1103] zu entnehmen sind und im Folgenden kurz aufgezeigt
werden. Der modulare Aufbau fithrt zu einer groflen Stiickzahl gleichartig aufge-
bauter Submodule der Mittelspannungsklasse, weswegen sich diese sehr effizient
und kostengiinstig fertigen lassen. Des Weiteren ist die DC-Systemspannung und
damit das Leistungsniveau des Umrichters frei skalierbar. Zudem ist durch den mo-
dularen Aufbau Redundanz und damit eine erh6hte Disponibilitdt des Umrichters
vorhanden.

Das Zusammensetzen der Ausgangsspannung aus vielen diskreten Spannungsstu-
fen ermoglicht eine sehr gute Anndherung an eine Sinusschwingung, sodass eine
hohe Spannungsqualitit AC- sowie DC-seitig erzielt werden kann. Die harmo-
nischen Eigenschaften der Ausgangsspannung sind hierbei unabhéngig von der
Schaltfrequenz jedes einzelnen Submoduls, zudem treten je Submodul im Vergleich
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2.2. GRUNDLAGEN DER MMC-TECHNOLOGIE

UsM

1"
=,

Abb. 2.3: Ersatzschaltbild (a) einer Halbbriicke sowie (b) einer Vollbriicke.

UsM \I

o

zu klassischen Zwei- und Dreipunktanwendungen &hnlicher Umrichterleistungs-
klassen weitaus geringere Spannungssteilheiten wiahrend des Schaltvorgangs auf.
Somit weist die Ausgangsspannung eines MMCs einen stark reduzierten Ober-
schwingungsgehalt im Vergleich zu klassischen VSC-Anwendungen auf. Aufgrund
dessen sind klassische Filteranlagen in der Regel nicht notwendig, wodurch sich
Vorteile hinsichtlich der Investitionskosten sowie des Platzbedarfs ergeben. Weiter-
hin fithrt die Nutzung von Energiespeichern zu reduzierten Interaktionen zwischen
AC- und DC-Seite.

2.2.1 Submodultopologien

Als Submodul kommen verschiedene Topologien infrage, wobei die Halbbriicke
(HB) sowie die Vollbriicke (FB, engl: full-bridge) die geldufigsten Varianten dar-
stellen |9€]. Deren Ersatzschaltbilder sind in Abbildung[Z3] skizziert. Neben der
Halb- und Vollbriicke existieren weitere Submodultopologien zur Optimierung
verschiedener Kriterien [30, [69], jedoch finden diese bei den derzeit in Planung
befindlichen HGU-Projekten keine Anwendung und werden daher im Weiteren
nicht diskutiert.

Im Bereich selbstgefiihrter HGU-Anwendungen kommen Bipolartransistoren mit
isolierter Steuerelektrode (IGBT, engl: insulated gate bipolar transistor) als ab-
schaltbare Halbleiter zum Einsatz [69]. Unabhingig von der Submodultopologie
dient ein Submodulkondensator Csy als Energiespeicher, welcher ausreichend di-
mensioniert sein sollte, um diskrete Submodul-Ausgangsspannungen zu realisieren.

Die Halbbriicke stellt die am h&ufigsten eingesetzte Submodultopologie dar. Hier
kommen drei sinnvolle Schaltzustinde infrage, welche in Tabelle 2] aufgelistet
sind [69,103]. Bei Anschalten der IGBTs T oder T2 wird der Submodulkondensa-
tor entweder eingefiigt oder iiberbriickt, sodass die Submodul-Ausgangsspannung
ugm entweder der Kondensatorspannung uc oder Null entspricht. Bei zugeschal-
tenem Kondensator wird dieser in Abhéngigkeit der Stromrichtung entweder ge-
laden oder entladen. Zur Vemeidung kritischer Zustédnde innerhalb der IGBTs
infolge eines Fehlerereignisses werden beide IGBTs abgeschaltet und das Submodul

9



KAPITEL 2. GRUNDLAGEN

Tab. 2.1: Ubersicht iiber die Schaltzustiande einer Halbbriicke.

Schaltzustand T;1 | Schaltzustand T2 | ism | usm | duc/dt

1 0 >0 | =~uc >0
1 0 <0 | ®uc <0
0 1 >0 ~0 -
0 1 <0 ~0 -
0 0 >0 | ®uc >0
0 0 <0 ~0 -

blockiert. Je nach Richtung des Submodulstroms isy kommutiert dieser auf die
Freilaufdioden D; oder DJl. Fiir isyy > 0 wird hierbei eine Gegenspannung
gestellt, wodurch — bei entsprechender Hohe und Dauer der Gegenspannung — ein
Fehlerstrom abklingen kann, wiahrend fiir ism < 0 keine Gegenspannung wirkt.

Die Vollbriicke nutzt doppelt so viele IGBTs und Freilaufdioden wie die Halb-
briicke. Mithilfe dieser Variante konnen drei verschiedene Stufen der Ausgangs-
spannung realisiert werden: ugm = {+uc,0, —uc}. Der zusatzliche Freiheitsgrad
ermoglicht es, dass im Blockierzustand unabhéngig von der vorherrschenden Strom-
richtung eine Gegenspannung gestellt wird, wodurch DC-seitige Fehlerstrome zu-
verlédssig abklingen |29]. Dieser Vorteil wird aufgrund der doppelten Anzahl ver-
wendeter Halbleiter mit nahezu doppelten Durchlassverlusten und Kosten im
Vergleich zur Halbbriicke sowie einer héheren Komplexitit der Ansteuerverfahren
erkauft. Aus diesem Grund werden FB-Submodule ausschliellich bei speziellen
Projektanforderungen, wie der Notwendigkeit erhéhter Zuverlassigkeit, Nutzung
von DC-Freileitungssystemen oder in MTDC-Anwendungen, in Betracht gezogen.

Fiir beide Submodultopologien ist in AbbildungZ3] ein Bypassschalter angedeutet,
welcher genutzt werden kann, um fehlerbehaftete Submodule dauerhaft zu tber-
briicken. Auf diese Weise kann — unter Voraussetzung von Submodulredundanz —
der MMC weiterbetrieben werden.

2.2.2 Funktionsprinzip

Das Funktionsprinzip eines MMCs kann mithilfe der physikalischen Zusammen-
hange ausgehend von Abbildung[Z2] abgeleitet werden. Sofern nicht anderweitig
gekennzeichnet, sind die folgenden Ausfithrungen hierbei |62, 169, 78, [115] entnom-
men.

Unter Anwendung der zweiten Kirchhoffschen Regel gelten folgende Maschen-
gleichungen entlang des oberen sowie unteren Arms in einer beliebigen Phase

3Aus Griinden der Vollstandigkeit ist in Abb.[Z3h ein Bypass-Thyristor eingezeichnet, welcher
im Falle hoher Blockierstrome zum Schutz der Dioden vor einer thermischen Zerstérung
geziindet wird. Blockiervorgidnge sind nicht Gegenstand dieser Dissertation.
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y € {R,S, T}. Auftretende ohmsche Verluste entlang eines Arms werden in Rarm
kummuliert.

dip .y (t

Uconv,y (t) + Up,y (1) + Rarmip,y(t) + Larm Zp(ﬂ( ) = Udc,p(t) (2.1)
. d .I] Yy t

teoms (1) = () = Rasminy (1) = Lo S22 = 1) (22

Aufgrund der ersten Kirchhoffschen Regel gilt zwischen dem AC-seitigen Um-
richterstrom éconv,y und den Ventilstromen ig4,, mit g € {p,n} der Zusammenhang

feonv,y (1) = ip,y(t) — in,y (L) (2.3)

Unter der Annahme, dass sich der AC-seitige Umrichterstrom je hélftig auf die
beiden Umrichterarme verteilt, wird der Strom in jeder Phaseneinheit (engl: phase
module) iphm,y somit zu

iphm,y(t) = M 24)

definiert. Weiterhin werden Summenspannung us,, und Differenzspannung ua
durch

UZ,y(t) = —uP’y(t) * un’y(t) und UA,y(t) =

. Uny () — Upy (t) (2.5)

2

definiert. Im Folgenden wird fiir zeitabhéngige Gréfen aus Griinden der Ubersicht-
ED+E&2)

lichkeit auf die Kennzeichnung (t) verzichtet. Durch Berechnung von *==-7==

sowie % ergeben sich schliellich die Zusammenhénge

u u + Rarmi + Larm diconv,y Udc,p + Udc,n (2 6)
A,y — Uconv,y 2 conv,y 9 d - .
t 2
sowie
dipn Ude,p — Ud
. phm,y c,p c,n
Us,y = 7Rarmlphm,y - Larm dt + 9 ; (27)

aus denen entkoppelte AC- und DC-Systemgrofien direkt ersichtlich werden. Der
Summand w in (ZG) entspricht einer Nullkomponente, welche in Abhén-
gigkeit der gewdhlten Systemkonfiguration ungefihr Null oder der halben DC-
Klemmenspannung entspricht. Die Hohe der Nullkomponente ist fiir das Funkti-
onsprinzip des MMCs allerdings nicht relevant, da durch die verwendete Trans-
formatorschaltgruppe (Stern-Dreieck) das Ausprigen einer Nullkomponente auf
der Netzseite vermieden wird. Abgeleitet aus (26) kann der AC-Strom iconv,y
oder die AC-Spannung Uconv,y somit durch die Differenzspannung ua , der beiden
Ventilspannungen beeinflusst werden. Weiterhin wird aus (27 ersichtlich, dass
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KAPITEL 2. GRUNDLAGEN

die DC-Spannung ugc = Udc,p — Ude,n durch die Summenspannung us; , der Ventil-
spannungen beeinflusst werden kann. Der Summand %”’2& in (7)) entspricht
im fehlerfreien Betrieb stets der halben DC-Spannung.

Unter Berticksichtigung jeweils aller Phasen y entsprechen die Gleichungen in
@6) sowie @) zwei linearen Gleichungssystemen. Die Uberfiihrung dreipha-
siger Groflen in ein zweiachsiges Koordinatensystem bildet die Grundlage fiir
die Implementierung einer einfachen Vektorregelung [9] und wird daher im Fol-
genden fiir die beiden Gleichungssysteme durchgefiihrt. Hierfiir wird die Clarke-
Transformation mit Transformationsvorschrift TRST=*9 nach [141] angewandt
(siche Anhang[A), das heift [ua o, ua 5, un0]" = TRST20 [un g un s, ua1]”
sowie [us o, us g, us,0]" = TRST280 [0 ¢ us g, us 7). Daraus erhélt man die
Gleichungssysteme

[ T [ Rarm ; Lorm dicony,
UA o uCO“V,a‘F%ZCOnV,a‘F%ﬁ%
= Rarm ; L, i 8
uag | = | teonyp R icony 5+ Lo —egnt (2.8)
L Uao Uconv,O-i’RaQrm ic011v,0+—La2rm dzuézv,o _ Udc,ptUde,n
und
I 7 i ; dipp
Us, o _Rarmzphm,a_Larm . 'Dd;n,a
_ . i
ump | = |~ Rarmiphm,s — Lorm 5352 : (2.9)
; di e —u
L uxz,0 | L _Rarlllzphm,O_Larm Déi;n,o + dc,p2 de,n

Demnach erfolgt die Systembeschreibung eines MMCs durch sechs unabhéngige
Stromkreise, welche in Abbildung24] in Form von unabhéngigen Ersatzschaltun-
gen verbildlicht sind. Es ist ersichtlich, dass die AC-Groéflen durch die Differenz-
spannungen ua .,/g/0 beeinflusst werden. Bei symmetrischem Betrieb kann der
DC-Strom durch i4c,p = 3%phm,0 beschrieben werden. Demnach werden die DC-
Groflen durch die Nullkomponente der Summenspannung us; o beeinflusst. Jedoch
haben die a3-Gréflen der Summenspannung us; o/ weder auf AC- noch auf DC-
Groflen einen Einfluss und kénnen somit als interne MMC-Groéflen interpretiert
werden.

Die Anzahl unabhéngiger Stromkreise kongruiert mit der Anzahl regelbarer Frei-
heitsgrade. Jedoch prégt sich, wie zuvor beschrieben, aufgrund der gewéhlten
Transformatorschaltgruppe keine AC-seitige Nullkomponente iconv,0 aus, somit
reduziert sich die fiir Regelungszwecke nutzbare Anzahl an Freiheitsgraden auf
flinf.

2.2.3 Regelprinzip

Das Zerlegen der MMC-Systemdynamiken in AC-seitige, interne sowie DC-seitige
Stromkomponenten motiviert eine entkoppelte Regelung dieser Gréflen. Daher hat
sich ein Regelprinzip etabliert, welches in generalisierter Form in AbbildungZHl
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iconv,oz iphm,a
O0———ER— 1<« —<—— 1l
Larm Rarm L
ucomyal Lapn Barm C)luA’o‘ uz,al<> R Mo
(m;
iconv,ﬂ iphm,ﬂ

00—l <

Uconv,ﬁl La% Ra% C)luA”B UZ,B¢<> Rarm  Larm

Udc,pFUde,n
2 0
- Lconv,0

Z.phm,()

—(— . —— O
Larm Rarm Rarm  Larm
Uconv,0 2 2 C)lUAYO uZ,OlC) S
2
u!

a

Abb. 2.4: Ersatzschaltbilder eines MMCs in «30-Koordinaten.

aufgezeigt ist und die wesentlichen Regelblécke eines MMCs abbildet. Das Grund-
prinzip lasst sich aus [69, [135] ersehen. Wie z.B. der eigenen Publikation |157]
entnommen werden kann, existieren in der Fachliteratur zahlreiche Moglichkeiten,
die aufgezeigten Regelblocke im Einzelnen zu realisieren. Im Folgenden wird daher
ausschliefflich auf die grundlegende Funktion der jeweiligen Regelblocke eingegan-
gen.

Nach [135] kann die Regelhierarchie eines MMCs in drei Ebenen unterteilt werden:
die Stations-, die Pol- sowie die Ventilregelebene. Auf Stationsregelebene wird
festgelegt, in welchem Regelungsmodus der Stromrichter betrieben wird. Fir die
DC-Seite kommen hierfir z.B. eine upc-, eine ipc- bzw. P-Regelung oder eine
upc-Droop-Regelung infrage. AC-seitig stehen unter anderem eine P-, f-Regelung,
Droop-Regler oder eine @-, uac-Regelung oder ein spannungsgesteuerter Oszilla-
tor (VCO, engl: voltage controlled oscillator) zur Auswahl. Zudem werden auf Sta-
tionsregelebene die Arbeitspunkte fiir jeden Pol verarbeitet sowie an die jeweilige
Polregelebene verteilt. In der eigenen Journalpublikation [156] sowie im Konfe-
renzbeitrag |[171] wurde hergeleitet, dass in der stromrigiden RBP-Konfiguration
trotz der Prédsenz von vier Stationspolen lediglich drei DC-seitige Freiheitsgrade
nutzbar sind. Dadurch wird in dieser Konfiguration zusétzlich eine stationsiiber-
greifende Regelung notwendig, welche der Stationsregelebene zuzuordnen ist. Ein
entsprechender Implementierungsvorschlag ist den erwdhnten Publikationen zu
entnehmen.
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Stationsregelebene
Regelungsmodus,
Arbeitspunkte
Polregelebene
Messgrofen- Auflere Regler
verarbeitung 0 o PLL upc-/P-/ urc-/Q-/
o——— f-/Droop- VCO-
Regelung Regelung
Energieregler
Horizontale Vertikale Gesamt-
Energiebilanz | | Energiebilanz| | energiebilanz
Innere Regler
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Armenergiesymmetrierung
Nearest Level Modulation
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Abb. 2.5: Generalisierte MMC-Regelhierarchie in zerlegten Stromkomponenten.

Auf Polregelebene befinden sich die zuvor aufgelisteten dufleren Regler entspre-
chend des gewédhlten Regelmodus, Energieregler sowie die inneren Regler zur
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entkoppelten Regelung der AC-, DC- und internen Groflen. Hierbei steht ein-
gangs eine Messgroflenverarbeitung, welche die Datenakquise, Filter, die Zerle-
gung der Strom- und Spannungsgrofien in Mit- und Gegensystemgroflen sowie
die Transformation von Fithrungsgroflen der Energie- sowie inneren Regler in
geeignete Koordinatensysteme berticksichtigt. Wahrend interne sowie DC-Groflen
in af0-Koordinaten geregelt werden, bietet sich fiir die AC-Gréflen die Park-
Transformation an. Diese iiberfiihrt ein dreiphasiges System in ein mit 6§ rotieren-
des Koordinatensystem mit zwei (dg) Achsen [100]. Die resultierenden dg-Gro8en
stellen im stationdren Betrieb Gleichgroflien dar, auf welche einfache Regelungs-
konzepte anwendbar sind.

Der fir die Park-Transformation notwendige Winkel # wird bei netzfolgenden
(GFL, engl: grid-following) Umrichtern durch eine Phasenregelschleife (PLL, engl:
phased locked loop) [114] bestimmt, wahrend dieser fir GFM-Umrichter zudem
durch eine festgelegte Frequenz 6 = f w oder durch Regelschleifen bestimmt wer-
den kann, welche auf der Funktionsweise eines Synchrongenerators basiererﬂ. Wei-
terhin stellt fiir GFL-Umrichter der Umrichterstrom icony und fiir GFM-Umrichter
die Umrichterspannung uconv die AC-seitige Fiihrungsgrofie dar. In beiden Féllen
kann hierbei sowohl das Mit- als auch das Gegensystem beriicksichtigt werden].

Zur Regelung interner Stréme kommen energiebasierte sowie nicht-energiebasierte
Konzepte infrage. Bei der letzten Option wird die je Submodul gespeicherte Ener-
gie bzw. die Submodulspannung nicht explizit geregelt, sodass Regler zur Un-
terdriickung interner, mit doppelter Netzfrequenz pulsierender Strome (CCSC,
engl: circulating current suppression control) erforderlich werden [2, 113, [154].
Da solche Regler schlecht geddmpfte und ggf. instabile Schwingungen verursa-
chen kénnen [2, [57], wird im Rahmen dieser Dissertation das energiebasierte
Konzept zugrunde gelegtﬁ. Hierzu werden die Ladezustdnde aller Kapazitdten
innerhalb jedes Ventils, jeder Phaseneinheit sowie zwischen allen Phaseneinheiten
ausgeglichen. Dies erfolgt mithilfe von Energiereglern zur Herstellung der horizon-
talen Energiebilanz (zwischen allen Phasen) sowie der vertikalen Energiebilanz
(innerhalb jeder Phaseneinheit). Deren Reglerausginge bilden die Referenzgrofe
fiir die interne Stromregelung analog zum Implementierungsvorschlag in [116].
Die Gesamtenergiebilanz kann entweder tiber die AC-Seite, die DC-Seite oder
eine Kombination beider erfolgen. Haufig wird fiir die uqc-geregelte Station eine
Bilanzierung iiber die AC-Seite und fir die iq.-geregelte Station eine Bilanzierung
iiber die DC-Seite angewandt [116]. Wie im eigenen Journalbeitrag |[156] sowie der
eigenen Publikation [171] hergeleitet, ist eine DC-seitige Bilanzierung in der RBP-
Konfiguration aufgrund reduzierter DC-Freiheitsgrade nur bedingt anwendbar,

4Dies wird in Kap.[B2.0] prézisiert.
5Wie in KapitelZHl ausgefiihrt, kann dies durch technische Anschlussregeln gefordert sein.
SIn der eigenen Journalpublikation [I55] wurden durch metaheuristische Algorithmen

ebenfalls MMC-Regelstrukturen priorisiert, welche den energiebasierten Ansatz anstelle
CCSC verwenden.
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sodass hier eine AC-seitige Bilanzierung beider Stationen sinnvoll erscheint. Ein
entsprechender Lésungsansatz ist in den genannten Publikationen vorgestellt.

Da die Reglerausgénge us /A der inneren Regler in stationdren oder rotierenden
Koordinaten vorliegen, ist zur Bestimmung der phasenseitigen Stellgrofien eine
Ricktransformation in RST-Koordinaten erforderlich. Zur besseren Ausnutzung
des verfiighbaren Spannungsbands werden zur Bestimmung der AC-seitigen Stell-
grofie ua,, zusétzlich Algorithmen zur Injektion einer dritten Spannungsharmo-
nischen (THVI, engl: third harmonic voltage injection) appliziert |41, |79, [101].
Da die dritte Spannungsharmonische einer Nullkomponente entspricht, wird die
netzseitige Auspriagung dieser durch den Stromrichtertransformator verhindert.
Schliefflich werden die Stellgréfen fiir jedes Ventil durch

Up,y = Us,y —UAy, und uUny =usy+ua,y (2.10)

berechnet und der Ventilregelebene iibergeben. Zur Bereitstellung der gewiinsch-
ten Stellspannungen wird angenommen, dass jedes Submodul denselben Lade-
zustand aufweist. Um dies zu gewahrleisten, ist je Ventil ein energiebasiertes
Ansteuerverfahren erforderlich, bei dem sich die Nearest Level Modulation im
Bereich der HGU-Anwendungen etabliert hat [69]. Hierdurch werden schliefilich
die Ansteuersignale der IGBTs aller Submodule bestimmt und an die Ventile
iibergeben.

2.3 Kilassifizierung des Umrichterregelungsverhaltens

Heutzutage werden die meisten Umrichter als netzfolgende d.h. stromeinpragen-
de Umrichter realisiert. Wie zuvor beschrieben, bestimmt bei stromeinpriagen-
den Umrichtern eine PLL den vorherrschenden Netzwinkel und der Umrichter
speist in Abhéngigkeit der Wirk- und Blindleistungsvorgaben einen Strom mit
entsprechendem Phasenversatz ein. Dies erfordert die Préasenz eines AC-Netzes
mit einem Kurzschlussverhéltnis (SCR, engl: short circuit ratio), welches einen
stabilen Betrieb der PLL ermoglicht [17]. Typischerweise liegt dies im Bereich
von SCR 2 2 [59]. Als spannungseinprigend oder netzbildend bezeichnet man
grundsétzlich Umrichter, die eine AC-Spannung mit einer bestimmten Ampli-
tude und Frequenz selbst stellen. Hierbei existieren in der Fachliteratur jedoch
unterschiedliche Definitionen fiir die Funktionsweise von Umrichtern, sodass [26]
folgende Klassifikation vorgenommen hat, welche im Rahmen dieser Dissertation
zugrunde gelegt wird:

e Netzfolgende Umrichter passen ihre AC-Spannung und Frequenz dem Netz
an und koénnen im Fehlerfall einen Blindstrom in Héhe des Umrichternenn-
stroms bereitstellen.
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o Klassische netzbildende Umrichter kénnen ihre AC-Spannung und Fre-
quenz eigenstidndig regeln und ebenfalls im Fehlerfall einen Blindstrom in
Hohe des Umrichternennstroms bereitstellen.

e Synchrone netzbildende Umrichter sind netzbildende Umrichter, welche
parallel zu anderen netzbildenden Betriebsmitteln betrieben werden kénnen.

¢ Virtuelle Synchronmaschinen (VSM) sind synchrone netzbildende Um-
richter mit integrierten Energiespeichern, welche fiir eine kurze Zeitdauer
zusétzliche Energie und im Fehlerfall einen héheren Strom als den Umrich-
ternennstrom bereitstellen kénnen.

Die klassischen netzbildenden Umrichter werden heutzutage fiir das Betreiben
von Inselnetzen eingesetzt, sodass diese gemeinsam mit den netzfolgenden Um-
richtern zum Stand der Technik gezéhlt werden konnen |26, [135, [157]. Synchrone
netzbildende Umrichter hingegen sind derzeit Gegenstand von Forschung und
Entwicklung |26, |59], sollen allerdings im Rahmen des Vorhabens SuedLink in einer
eingebetteten HGU Anwendung finden [80]. Zusétzlich erscheint die kurzzeitige
Nutzung der in den Submodulen eines MMCs gespeicherten Energie naheliegend,
sodass im Rahmen dieser Dissertation die Machbarkeit der VSM-Applikation in
einer Punkt-zu-Punkt-HGU im Fokus steht. Ein kurzer Uberblick iiber existieren-
de spannungseinprigende Regelverfahren ist in Kap.[3.2.6] gegeben.

2.4 Tragheitsgleichung eines Synchrongenerators

Alle existierenden VSM-Implementierungen zur Bereitstellung von virtueller Mo-
mentanreserve basieren im Wesentlichen auf den Grundgleichungen eines Syn-
chrongenerators |108]. Daher werden im Folgenden die Zusammenhénge zur Her-
leitung der Schwingungsgleichung aufgezeigt, welche |9, 195] entnommen sind. Die
Momentengleichung eines Synchrongenerators

Mmech — Mol = J% + DAw, (2.11)
mit dem mechanischen Drehmoment Mpech, dem elektrischen Bremsmoment Mo,
dem Tragheitsmoment J sowie der Winkelgeschwindigkeit €2, beschreibt eine Be-
schleunigung (oder ein Abbremsen) der Winkelgeschwindigkeit fiir ein Momenten-
ungleichgewicht. Hierbei wird ein Dampfungsmoment DAw mit der Differenz der
Kreisfrequenzen von Léufer w und Stdnder ws beriicksichtigt, wobei D D&mp-
fungseffekte eines Synchrongenerators kummuliert.

Der Zusammenhang zwischen Winkelgeschwindigkeit und Kreisfrequenz ergibt
sich {iber die Polpaarzahl p mit w = pQQ, wobei fiir VSM-Implementierungen
von p = 1 ausgegangen wird. Aufgrund des Zusammenhangs P = M) zwischen
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Drehmoment, Winkelgeschwindigkeit und Wirkleistung sowie unter weiterer Be-
riicksichtigung der Polpaarzahl p = 1 ergibt sich

d
Prech — Py = de—f + DwAw, (2.12)
mit den mechanischen sowie elektrischen Wirkleistungen Prech und Pe. Unter
Berticksichtigung, dass 6 = w gilt, ldsst sich die Schwingungsgleichung einer

Synchronmaschine mit

P, —Pa= Jwﬁ + DwAw (2.13)
mech el — 42 ’ .
herleiten, welche als Grundlage fiir VSM-Anwendungen dient. Weiterhin gilt
TAS:
= 2.14
w? '’ (2.14)

mit der Anlaufzeitkonstante Ta, der Bemessungsleistung des Synchrongenerators
Sr sowie der stationaren Kreisfrequenz wi. Die Anlaufzeitkonstante lasst sich des
Weiteren als Funktion der Trégheitskonstante H mit T = 2H ausdriicken.

2.5 Technische Anschlussrichtlinien fiir HGU-Systeme

Auf Basis der EU-Verordnung zur Festlegung eines Netzkodex in [153] wurden
im Jahre 2019 technische Regeln fiir den Anschluss von HGU-Systemen und iber
HGU-Systeme angeschlossene Erzeugungsanlagen (TAR-HGU) [152] herausgege-
ben. Hierin sind zahlreiche Anforderungen an HGU-Systeme definiert, von denen
die im Folgenden aufgelisteten fiir diese Dissertation die héchste Relevanz haben:

1. Der Betrieb der HGU-Anlage ist im Frequenzbereich von 47 Hz bis 52 Hz zu
gewidhrleisten mit der Fahigkeit, bei Gradienten der Netzfrequenz (RoCoF,
engl: rate of change of frequency) von mindestens £2.5 Hz/s mit dem Netz
verbunden zu bleiben.

2. Die maximale Verzogerung zur Anpassung des Wirkleistungsarbeitspunktes
darf im Normalbetrieb maximal 100 ms und im Stérfall 10 ms betragen.

3. Innerhalb definierter Spannungshiillkurven miissen HGU-Systeme eine FRT-
Féhigkeitﬂ bei Unter- sowie Uberspannungsszenarien aufweisen.

4. Zusétzlich zur vorherigen Anforderung muss das HGU-System in der La-
ge sein, die Netzspannung dynamisch zu stabilisieren. Dies erfolgt durch
Einspeisen eines Stroms (mindestens 100 % des umrichterseitigen Bemes-
sungsstroms), welcher der auftretenden Spannungsinderung im Mit- und
Gegensystem tendenziell entgegenwirkt:

"Dies bezeichnet die Fahigkeit eines Systems, einen Netzfehler ohne dessen Netzabtrennung zu
durchfahren.
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(a) mit Blindstromvorgabe: unter moglicher Berticksichtigung eines Akti-
vierungstotbandes von +10 % soll ein Blindstrom priorisiert eingespeist
werden, welcher in Abhéngigkeit der auftretenden Spannungsinderung
und eines festgelegten Verstarkungsfaktors bestimmt wird.

(b) ohne Blindstromvorgabe: der sich einstellende Strom ist abhéingig von
der Spannungsinderung am NAP und der Netzimpedanz.

5. Infolge stationérer Frequenzabweichungen ist der Wirkleistungsarbeitspunkt
entsprechend einer definierten Statik anzupassen. Hierbei ist ein Aktivie-
rungstotband von 0.2 Hz zu berticksichtigen.

6. Als Zusatzanforderung sollen HGU-Systeme — im Rahmen ihrer Bemessungs-
grenzen — mit einer vom zustéindigen Ubertragungsnetzbetreiber (UNB) defi-
nierten Trégheit Momentanreserve bereitstellen konnen. Als weitere Zusatz-
anforderung gilt die kurzzeitige Anpassung des Wirkleistungsarbeitspunktes
infolge von Frequenzédnderungen zur Minderung des auftretenden RoCoFs.
Diese beiden Zusatzanforderungen miissen zusitzlich zum vorherigen Punkt
permanent und gleichzeitig aktiv sein.

7. Zur Bewertung der Spannungsqualitdt muss der Frequenzbereich bis 2.5 kHz
untersucht werden, wobei eine Erweiterung des zu untersuchenden Frequenz-
bereichs bis 9 kHz empfohlen wird. Die frequenzabhéngige Innenimpedanz
des HGU-Systems ist unter Beriicksichtigung aktiver Dynamiken im Mit-
und Gegensystem im Bereich von 10 Hz bis 2.5 kHz in einer Auflésung von
< 1Hz fir den gesamten Arbeitsbereich (10 % Auflésung fir Wirk- oder
Blindleistung) zu ermitteln.

Implementierungsvorschlige zur Realisierung der Punkte 1-4(a) in einer netzfol-
genden Punkt-zu-Punkt-HGU sind Gegenstand der Dissertation in [116], wihrend
den nachfolgenden Punkten zusétzlich im Rahmen dieser Dissertation Rechnung
getragen wird. Insbesondere die Punkte 4(b) sowie 6 entsprechen derzeit noch
nicht dem Stand der Technik [152], erfordern allerdings entsprechende Bertick-
sichtigung bei der Entwicklung von Regelungssystemen synchroner, netzbildender
Umrichter [80]. Punkt 7 dient als Mindestanforderung fiir harmonische Stabilitéats-
analysen.

2.6 Grundlagen der harmonischen Stabilitat

Das Untersuchungsfeld der harmonischen Stabilitdt hat bereits fiir netzgefiihrte
Umrichter Anwendung gefunden, allerdings waren hier insbesondere zwei Aspekte
maBgeblich: i) die Umrichter-basierte harmonische Emission oder Oberschwin-
gungsemission sowie 1) die Verstarkung bestehender Oberschwingungen am Netz-
anschlusspunkt (PCC, engl: point of common coupling) durch den Umrichter.
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Diese beiden Aspekte sind fiir selbstgefithrte Umrichter weiterhin relevant, jedoch
unterscheiden sich die notwendigen Untersuchungsschwerpunkte aufgrund der sich
abhebenden Eigenschaften der beiden Umrichtertypen.

Die frequenzabhéngigen Eigenschaften netzgefithrter Umrichter werden stark durch
notwendige Filteranlagen am PCC dominiert, dagegen liegt bei selbstgefiithrten
Umrichtern ein weitaus geringerer Filterbedarf vor, da die Oberschwingungsemis-
sionen reduziert oder bei MMC-Anwendungen mit hoher Stufenanzahl sogar ver-
nachléssigbar sind. Somit treten im Gegensatz zu den netzgefithrten Umrichtern
die frequenzabhéngigen Eigenschaften des Umrichters selbst in den Vordergrund
und die Auswertung einer méglichen umrichtergetriebenen Verstarkung bestehen-
der Resonanzen gewinnt an Relevanz. Wie eingangs erwéhnt, ist hierbei nicht
nur der Einfluss auf ganzzahlige Harmonische von Interesse, sondern vielmehr die
breitbandige Wechselwirkung zwischen Umrichter und Netz. [137]

Zur Auswertung der komplexen Eigenschaften selbstgefithrter Umrichter im Hin-
blick auf deren Einfluss auf die harmonische Stabilitit kommen verschiedene
Methoden zum Einsatz [3, [126, [137], welche im Folgenden kurz zusammengefasst
sind.

Mittels elektromagnetischen Transienten (EMT)-Simulationstools kénnen Umrich-
tersysteme sowie deren Schutz- und Regelungssysteme mit hoher Modelltiefe ab-
gebildet werden, wiahrend der zugrundeliegenden Netzsituation aus Rechenzeit-
griinden in der Regel Vereinfachungen auferlegt sind. Allerdings kénnen bekannte,
umrichtergetriebene Stabilitdtsphdnomene im Zeitbereich abgebildet und somit
bestétigt werden, wie zum Beispiel in [47, |82] realisiert. Jedoch eignen sich EMT-
Simulationen weniger, um unbekannte Resonanzphénomene zu identifizieren und
auszuwerten. Hierfiir werden Methoden angewandt, welche in der Regel auf linea-
risierten Modellen im Zeit- oder Frequenzbereich beruhen.

Im Zeitbereich ist die Methode der Eigenwertanalyse zu nennen, welche haufig
fiir die Auswertung von elektromechanischen Oszillationen in Energiesystemen
angewandt wird [95]. Hierfiir wird die Zustandsraummatrix des Energiesystems
zugrunde gelegt, welche das zu untersuchende System mittels linearer, zeitinvarian-
ter (LTI, engl: linear time invariant) Differentialgleichungen beschreibt. Allerdings
erfordert diese Methode eine exakte Kenntnis tiber das zugrundeliegende System
und erreicht aufgrund der verschiedenen zu beriicksichtigenden Reglerbandbreiten
schnell hohe Modellordnungen [67], was einen entsprechend hohen Rechenaufwand
bei der Analyse der Eigenwerte zur Folge hat.

Im Frequenzbereich ermoglicht die impedanzbasierte Methode eine breitbandige
Stabilitdtsanalyse von Energiesystemen an einem definierten Knoten eines Net-
zes sowie die Beriicksichtigung von Frequenzkopplungseffekten. Weiterhin ist die
Methode auf Blackbox-Modelle anwendbar 126, [137], weswegen sie sich unter
anderem auf normativer Ebene durchgesetzt hat [152] und im Rahmen dieser
Dissertation priorisiert wird.
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(a)
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Abb. 2.6: (a) Beispielnetz bestehend aus Umrichter, HGU-Transformator mit
Ubersetzungsverhéltnis » und AC-Netz und (b) dessen Représentation
im Ersatzschaltbild sowie (c) im Blockschaltbildd.

2.6.1 Impedanzbasierte Stabilitdtsanalyse

Die impedanzbasierte Methode reicht bis in die 1970er Jahre zuriick, mit deren
Hilfe in [99] Filterauslegungskriterien fir DC-Systeme definiert wurden. Seitdem
hat die impedanzbasierte Methode mannigfaltige Anwendungszwecke gefunden
|19, 125, [74] und wurde schlieflich in [66] fir Umrichtersysteme formuliert.

Zur Untersuchung der Auswirkung von Umrichtersystemen auf das bestehende AC-
Netz wird das Beispielnetz in Abbildung26h zugrunde gelegt. In AbbildungZ6b
wird der Umrichter nun analog zu |3, |67, [104] durch seine Eingangsadmittanz Yi
ausgehend vom Auswertungsknoten (hier: PCC) modelliert. Das Netz kann né-
herungsweise als Thévenin-Aquivalent mit Innenimpedanz Z; zusammengefasst
werden [47, 155, [138]. Weiterhin wird in der Regelungstheorie das resultierende
Ersatzschaltbild durch das Blockschaltbild in AbbildungZ6k als Riickkopplungs-
schaltung dargestellt [137].

Es existieren verschiedene Herangehensweisen, die Eingangsadmittanz eines Um-
richters zu bestimmen. Bei genauer Kenntnis tiber die im Umrichter wirksamen Dy-
namiken ist eine analytische Herleitung dieser mé’)glic}ﬂ Eine weitere Option stellt
der Frequenzscan dar, bei welchem der Umrichter sequentiell mit einer Spannungs-
(oder Strom-)perturbation unterschiedlicher Frequenzen am Auswertungsknoten

8Zeitabhingige GroBen werden in dieser Dissertation durch Kleinbuchstaben dargestellt,
wéhrend Groflbuchstaben in der Regel Grofien im Frequenzbereich kennzeichnen. Bei
komplexen Gréfien wird aus Griinden der Ubersichtlichkeit auf eine Kennzeichnung mit einem
Unterstrich verzichtet.

9Dies wird in den Kapiteln und [ prazisiert.
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angeregt wird und mithilfe der resultierenden Strom- (oder Spannungs-)antwort
die Admittanz (oder Impedanz) des Umrichters bestimmt wird. Dies erfolgt mit-
tels gleitender, diskreter Fouriertransformationen (DFT) analog zu den Ausfih-
rungen in Anhang [Bl und kann entweder in detaillierten EMT-Modellen oder —
sofern realisierbar — in Hardware implementiert werden. Besonders von Vorteil
zeigt sich die Frequenzscanmethode bei der Untersuchung von Blackbox-Modellen.
Da die Eingangsadmittanzen von Umrichtern jedoch arbeitspunktabhingig sind,
ist mit einem hohen numerischen und entsprechendem Zeitaufwand zu rechnen,
insbesondere bei detailgetreuen Abbildungen des Umrichters, seiner Regelung, ge-
nutzter Messvorrichtungen und Modulationstechniken. Aus diesem Grund eignet
sich die Frequenzscanmethode unter anderem zu Validierungszwecken analytisch
berechneter Admittanzen (oder Impedanzen). [137]

Zur Einordnung der Stabilitdtsmerkmale eines Umrichters mithilfe der impedanz-
basierten Methode eignen sich unterschiedliche Auswertungsmethoden. Die Auf-
trennung des Gesamtsystems in mehrere Subsysteme analog zu Abbildung
ermoglicht es einerseits, die Subsysteme selbst sowie andererseits deren gegen-
seitige Wechselwirkung zu untersuchen |104]. Hierbei liegt die Interpretation der
Passivitdtseigenschaften des untersuchten Systems nahe: denn ist ein System S
passiv, so ist es stabil. Als passiv gilt ein System dann, wenn dessen Realteil positiv
(R{S} > 0) beziehungsweise dessen Phase £S im Bereich —90° < £S < 490° liegt
[137]. Unterdessen gilt fiir passive Systeme [137]:

¢ Die Inverse eines passiven Systems ist passiv.
e Die Parallelschaltung von passiven Systemen ist passiv.
¢ Die Riickkopplungsschaltung von passiven Systemen ist passiv.

Der erste Punkt impliziert, dass Aussagen iiber die Passivitdt der Umrichterad-
mittanz Y} ebenso fiir die inverse Umrichterimpedanz Zj, zutreffen. Aus dem
letzten Punkt ist zudem mittels Abbildung2.6k ableitbar, dass das Gesamtsystem
ausgehend vom PCC stabil ist, sofern die Subsysteme Y1 und Z, passiv sind.

In Abbildung[Z7] ist eine exemplarische aktive Admittanz Y} eines netzfolgenden
VSC-Umrichters sowie die dazugehorige passive Admittanz Yac dargestellt. Die
passive Admittanz fasst die passiven, am PCC wirksamen Komponenterﬂ des
Unmrichters, wie die MMC-Armimpedanz sowie den Stromrichtertransformator, in
einem RL-Glied zusammen, wahrend die aktive Admittanz zusétzlich Dynamiken
wie die Messvorrichtungen, Systemtotzeiten sowie einen AC-Stromregler analog
zur eigenen Publikation |170] beriicksichtigt. Im unteren Frequenzbereich weichen
aktive und passive Umrichteradmittanz stark voneinander ab, wéhrend sich die
aktive Umrichteradmittanz fiir hohere Frequenzen an die passive annéhert. Aller-

0Kine genaue Herleitung dieser findet sich in Kapitel
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Abb. 2.7: Passive sowie aktive Umrichteradmittanz analog zu [170].

dings zeigt sich fiir Frequenzen f > 3 kHz zusétzlich ein nicht-passives Verhal‘cerJE7
welches auf Systemtotzeiten des Regelungssystems zuriickzufithren ist [47, [131].
Bei einem nicht-passiven Verhalten spricht man in der Fachliteratur auch von
einer negativen Ddampfung |126], welche unter definierten Umstdnden in einer
Verstarkung bestehender Resonanzen im verkniipften System resultiert. Diese
Umsténde werden im Folgenden thematisiert.

2.6.2 Bewertung von Interaktionen

Wie zuvor beschrieben tritt fiir den in Abbildung27] gezeigten Umrichter ein
nicht-passiver Bereich auf, sodass selbst fiir eine passive Netzimpedanz Z, auf
das Gesamtsystem ausgehend vom PCC der letzte Passivitdatsgrundsatz nicht zu-
trifft und es einer ndheren Untersuchung hinsichtlich dessen Stabilitdtsmerkmalen
bedarf.

Ausgehend von Abbildung[Z.8k ist folgender Zusammenhang G,(s) fir die Riick-
kopplungsschaltung im Laplace-Bereich gegeben:

_ () Vi) Y)
Uus) ~ 1+ Zu(5)Yals) 1+ Gols)

G (s) (2.15)

In der Regelungstheorie wird zur Analyse der Stabilitéit eines Systems das Nyquist-
Kriterium herangezogen. Hierfiir werden die Polstellen aus (2.I5)) analysiert, wobei
n; die Anzahl an Polstellen ist, welche auf der imagindren Achse liegen und n, die
Anzahl instabiler Polstellen mit einem positiven Realteil. Das System G,(s) gilt
dann als stabil, wenn dessen Nenner Fo(s) = 1 4+ Go(s) beim Durchlaufen der
Ortskurve im Nyquistdiagramm eine Winkeldnderung von (2n, + ni)g ausfiihrt.

[117)

1n dieser Dissertation werden nicht-passive Bereiche im Bode-Diagramm durch graue Flachen
gekennzeichnet.
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Abb. 2.8: Bewertung von Interaktionen zwischen Umrichter und Netz (a) anhand
eines Bode-Diagramms sowie (b) der dazugehorigen Reaktion im
Zeitbereich.

Nachteilig an dieser Methode ist die Erfordernis der exakten analytischen Beschrei-
bung des Systems. Zudem ist das Ableiten von Stabilitdtsmargen, wie Amplitu-
denrand und Phasenrand, aus dem Nyquistdiagramm nicht offensichtlich den zu-
gehorigen Frequenzen zuzuordnen, weswegen sich des Weiteren die Interpretation
im Bode-Diagramm anbietet. Hier gilt G,(s) dann als stabil, wenn die Phasenlage
fir |Go(s)| =1 groBer als —180° ist |117].

Diese Bedingung lasst sich fiir die grafische Interpretation weiter vereinfachen,
indem die beiden Subsysteme Z '(s) und Yi(s) aus Go(s) im Bode-Diagramm
aufgetragen und deren Schnittpunkte analysiert werden, denn an diesen Frequenz-
stellen gilt |Go(s)| = 1. Ist die Phasendifferenz Ap beider Subsysteme an den
betroffenen Frequenzstellen > 180°, so ist das Gesamtsystem instabil [137].

Zur Untersuchung moglicher Interaktionen zwischen Umrichter und Netz wird
ein Beispielnetz herangezogen, dessen frequenzabhéngige Eigenschaften in Abbil-
dung2:8h durch Zgl beschrieben werden. Die Schnittpunkte beider Admittanzen
sind fiir das aufgezeigte Szenario durch vertikale Linien gekennzeichnet und zei-
gen im Phasendiagramm die zugehorige Phasendifferenz an. Griin markiert sind
hierbei solche mit positiver Phasenmarge or = 180° — A, welche als stabil zu be-
werten sind. Bei 4732 Hz (rot gekennzeichnet) tritt hingegen eine Phasendifferenz
von 203° > 180° und damit eine negative Phasenmarge auf, sodass das System als
instabil einzustufen ist. Beim Zusammenschluss der beiden Subsysteme in einer
EMT-Simulation fiihrt dies, wie in Abbildung[Z8b gezeigt, zu einem Aufschwingen
des Gesamtsystems am PCC mit einer iiberlagerten Schwingung bei 4732 Hz. Folg-
lich eignet sich die Anwendung des Nyquist-Kriteriums im Bode-Diagramm, um
instabile Resonanzstellen zu identifizieren und daraus entsprechende Mafinahmen
z.B. in Form von aktiver oder passiver Dampfung kritischer Resonanzstellen oder
der Anpassung des Regelungssystems abzuleiten [137].
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Kapitel 3

Modellbildung fiir
MMC-HGU-Systeme

Im Rahmen dieses Kapitels werden die notwendigen Modellierungsgrundlagen fiir
MMC-HGU-Systeme in Abhingigkeit des Studienziels dargelegt. Hierfiir erfolgt
zunéachst eine Einordnung der in der Literatur vorhandenen Modellierungsanséatze
von Umrichterventilen. Nachfolgend wird der Schwerpunkt weitestgehend auf die
Erarbeitung von Modellierungsempfehlungen fiir harmonische Stabilitdtsanalysen
sowie die Herleitung der mathematischen Zusammenhénge fiir die analytische Be-
schreibung der Umrichteradmittanz gelegt. Abschliefend werden die wesentlichen
Modellierungsaspekte fiir EMT-Studien aufgefiihrt.

3.1 Submodul und Umrichterventil

Aus der stetig wachsenden Anzahl realisierter sowie projektierter HGU-Anlagen
hat sich in der Vergangenheit zunehmend die Notwendigkeit ergeben, diese auf
simulativer Ebene addquat abzubilden. Fiir die Modellbildung eines Umrichterven-
tils selbstgefiithrter Umrichter werden dabei in Abhéngigkeit verschiedener Studi-
enziele sieben Modelltypen klassifiziert |[135], welche in Tab.BJ] zusammengefasst
sind. Die Wahl des jeweiligen Modelltyps stellt in jedem Fall einen Kompromiss
zwischen Detailtiefe und notwendiger Rechenzeit dar und bedarf daher einer Be-
wertung in Abhéngigkeit des Untersuchungsziels.

Mit dem héchsten Detailgrad nutzt Typ-1 in Schaltungssimulationstools Differen-
tialgleichungen zur Reprasentation der Schaltvorginge von Dioden und Schaltern.
Aufgrund des daraus resultierenden hohen Simulationsaufwands findet dieses Mo-
dell nur in Auslegungsstudien leistungselektronischer Einheiten sinnvoll Anwen-
dung. Auf geringster Detailebene werden Lastflussmodelle (Typ-7) genutzt, wah-
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Tab. 3.1: Ubersicht iiber die Modelltiefen eines Umrichterventils nach [135].

Modell | Bezeichung

Studientypen

Typ-1 Vollsténdig physikalisch ba- | Schaltvorgéinge einzelner Submo-
siertes Modell dule, Auslegungsstudien
Typ-2 Vollsténdig detailliertes Mo- | Detaillierte Fehlerstudien auf
dell Submodulebene
Typ-3 Modell basierend auf verein- | Detaillierte Fehlerstudien auf
fachten, schaltbaren Wider- | Submodulebene
stdnden
Typ-4 detailliertes Ersatzquellen- | Detaillierte Studien umrichterna-
modell her Fehler
Typ-5 Average  Value  Model | AC- und DC-Transienten,
(AVM) detaillierte Regelungsdesign-
studien, harmonische Studien
Typ-6 Vereinfachtes AVM Umrichterferne AC- und DC-
Transienten, harmonische
Stabilitdtsanalysen
Typ-7 Lastflussmodell Lastflussberechnungen

rend in EMT-Simulationstools die Modelle Typ-2 bis Typ-6 zum Einsatz kommen.
Ein Vergleich der EMT-Modelle hinsichtlich ihrer dynamischen Performanz ist [45]
zu entnehmen, im Folgenden soll jedoch auf die wesentlichen Eigenschaften und
Unterschiede dieser Modelltypen eingegangen werden.

Typ-2 beriicksichtigt jeden IGBT durch einen Schalter, zwei nichtlineare Dioden
(parallel und antiparallel) sowie ein Snubbernetzwerk [65]. Hingegen werden im
Typ-3-Modell die IGBTs eines Submoduls durch einschaltbare Widerstdnde R;
und Rs vereinfacht, welche in Abhéngigkeit ihres derzeitigen Schaltzustands einen
hoch- oder einen niederohmigen Wert annehmen |90]. Fiir die zeitdiskrete Simula-
tionsumgebung wird die Spannung iiber der Submodulkapazitit unter Anwendung
der Trapezregel und der Simulationsschrittweite AT wie folgt approximiert [122]:

t

1

uc(t) = o 1c(t)dt
SM Ji—AT
’I‘rapgregel ue (t . AT) + 1 0 (t — AT) +1c (t) AT
Csm 2 (3.1)
= AT ) +uolt— AT + 2L ot — AT) '
T 20sm © ¢ 2Csm ©
——
Rc UQ,eq(t—AT)

= Rcic (t) + uc’eq(t — AT)
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ism(t seal
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Abb. 3.1: Ersatzschaltung eines HB-Submoduls (a) zeitdiskretisiert und (b) als
Thévenin-Aquivalent.

Die Spannung uc(t) ist somit anhand eines konstanten Widerstands Rc sowie
einer dquivalenten Spannungsquelle uc,eq(t — AT) beschreibbar, welche von den
Strom- und Spannungswerten des vorherigen Iterationsschritts abhédngt, sodass
eine Halbbriicke durch die Ersatzschaltung in Abb.BIh modelliert werden kann.
Hieraus ist mithilfe der Netzwerkanalyse der folgende Zusammenhang herleit-
bar [44, 122):

R2(R1 + Rc) . Rs

— L ism(t) + =——————UC.q(t — AT

R+ Bt koMWt B R, 4 o vol ) (3.2)
= RsM,eqism(t) + ugm,eq(t — AT),

uUsM (t) =

was eine weitere Zusammmenfassung des HB-Submoduls zur Ersatzschaltung in
Abb.BIb ermoglicht. In EMT-Simulationstools wird diese Darstellung in ein fiir
deren Solver notwendiges Norton-Aquivalent umgewandelt.

Im Typ-4-Modell werden alle ngy Submodule eines Ventils weiterhin in einer
Ersatzspannungsquelle ug,, () unter Berticksichtigung des Ventilstroms g4, (t) zu-
sammengefasst [122]:

Ug,y(t) =

nsM nsM
Z RsMeq,i | 1g,y(t) + Z USM,eq,i (t — AT)
i=1 i=1

= Reqlig,y(t) + teq(t — AT).

(3.3)

Diese Vereinfachung erzielt eine hohe Reduktion der Anzahl elektrischer Knoten,
was eine grofle Rechenzeitersparnis zur Folge hat und dennoch weiterhin die
Berechnung einzelner Submodulspannungen erméglicht. Somit kann die Summen-
spannung ug, , (t) eines Ventils anhand
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nsM

UGy (1) = D ucqy,i(t) & nsmiic(t) = ity (1) (3.4)
i=1

berechnet und fiir geringere Modelltiefen approximiert werden, wobei uc(t) der
mittleren Kondensatorspannung aller Submodule eines Umrichterarms und @& oy ()
der durchschnittlichen Ventilsummenspannung entspricht. Eine weitere Vereinfa-
chung schafft das AVM (Typ-5) in |65], wonach der Lade- und Entladevorgang

der kumulierten Submodulkapazitit Carm = f:ll\‘; durch

dag, ., (t) ,
Carm = = gy (1)ig y (1) (3.5)

ausgedriickt wird. Hierbei wird die Annahme getroffen, dass alle Submodule den-
selben Ladezustand aufweisen, sodass Schaltvorgidnge innerhalb der Submodule
vernachldssigt werden koénnen. Die Armstellgrofle mg,,(¢) in (35) kumuliert alle
eingefiigten Submodule in einem Ventil mit mgy(t) = > Sg.y,:/nsm, wobei Sg.y 4
eine bindre Grofle mit ¢ = 1...ngnm ist, welche fiir ein eingefiigtes Submodul den
Wert 1 und fiir einen Bypass den Wert 0 annimmt. Die Ventile werden somit
jeweils durch die Spannungsquelle ug,,(¢) modelliert:

ug,y(t) = mg,y(t)agg,y(t) (3.6)

Im vereinfachten AVM (Typ-6) werden Modulationsverfahren weiter vernachlis-
sigt. Aufgrund der gesteigerten Simulationsgeschwindigkeiten im Vergleich zur
Typ-4-Realisierung bei gleichzeitiger Beriicksichtigung interner MM C-Dynamiken
eignen sich Typ-6-Modelle fiir die Simulation von ausgedehnten DC-Netzen sowie
harmonische Stabilitdtsanalysen.

3.2 Modellbildung fiir harmonische Stabilitdtsanalysen

3.2.1 Methodischer Uberblick

Die frequenzabhéngige Beschreibung von Umrichtersystemen ist eine in der Lite-
ratur durch verschiedenste Methoden dargelegte Thematik, deren zumeist verwen-
dete Vorgehensweisen im Folgenden aufgezeigt werden. Ziel ist, durch Diskussion
dieser die notwendige Modelltiefe fiir die Untersuchungszwecke im Rahmen die-
ser Dissertation zu erarbeiten. Zusétzlich wird der interessierte Leser fiir einen
tiefgreifenden Uberblick bestehender Methoden auf |[126] und [137] verwiesen.

Bei allen Ansétzen wird zunéchst ein AVM-Modell zugrunde gelegt, welches nicht-
linear und zeitvariant ist. Ausgehend von diesem werden fiir die Durchfithrung
von impedanzbasierten Analysen zwei Methodengruppen unterschieden [126]: die
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Mittelwertbildung im Zustandsraum sowie die Modellierung im harmonischen
Zustandsraum.

Die Mittelwertbildung im Zustandsraum durch 7(t) = + :_T ~(7)dT mit
T =1/ fs und Schaltfrequenz fs ist lediglich fiir Frequenzen unterhalb der halben
Schaltfrequenz giiltig [43] und unterteilt sich wiederum in drei Methoden:

1. dg-Modell fir symmetrische, dreiphasige Systeme:
Die nichtlineare und zeitperiodische Umrichtercharakteristik wird mithilfe
der Park-Transformation in ein fiir 6 zeitinvariantes Modell iiberfithrt und
im Arbeitspunkt mit v = 7% 4 A~ linearisiert. Da #uflere Regler entweder auf
die d- oder g-Achse Einfluss nehmerﬂ, entsteht iiblicherweise ein unsymme-
trisches Modell mit mehrfachen Ein- und Ausgingen (MIMO, engl: multiple
input multiple output) und realen Raumzeigern vaq, = [va, 74" 16, 13, [72]:

Alg _ Yaa qu AUd _ AUd
[ NA } = [ Yaa  Yaq } [ av, | =Y | A, |- (3.7)
Die Admittanzmatrix Y 4 kann weiterhin mit den zugehdrigen komplexen

Raumzeigern 7dq = Yd + jvq im Mitsystem sowie 72(1 = Yd — JYq im
Gegensystem in symmetrische Komponenten iiberfiihrt werden |13, [14, |70]:

[ AT 4 ] _ [ Yoo Yon } [ AU, } - [ AU

- . (38
AT, Yoo Y | | AT, da Aﬁgq] (3:82)

v = 1| (Yaa +Yqq) +5(Yaa — Yag)  (Yaa — Yaq) +5(Yaa + Yaq) ]
da 2 | (Yad — Yaa) = j(Yaa + Yaq)  (Yaa + Yaq) — 5(Yaa — Yaq)

(3.8b)

Eine lineare Ubertragungsfunktion Y 44 resultiert bei aufgezeigter Transfor-
mation ebenfalls in einer linearen Ubertragungsfunktion qu, sodass die
Eigenwerte beider Ubertragungsfunktionen kongruieren |13] und eine Stabi-
litdtsanalyse in einem der beiden Systeme geniigt.

2. Harmonische Linearisierung:

Basierend auf dem Ansatz in [16] werden die nichtlinearen und zeitvarian-
ten Umrichterdynamiken in symmetrischen Komponenten linearisiert. Eine
nachfolgende Fourieranalyse ermoglicht, das resultierende LTI-Modell in den
Frequenzbereich zu tiberfithren. Zwar liegt das harmonisch linearisierte Mo-
dell in symmetrischen Komponenten vor, allerdings konnen Kreuzkopplungs-
effekte untereinander nicht erfasst werden |76, 126]. Aus diesem Grund bleibt
diese Methode im Rahmen dieser Dissertation unberiicksichtigt.

!Dieser Sachverhalt wird in Kap.[Z2Z5 und Kap.FL4] niher ausgefiihrt.
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3. apf-Modell fir symmetrische, dreiphasige Systeme:
Aus ([B.8a) sind Frequenzkopplungsdynamiken zwischen Mit- und Gegensys-
tem zwar ersichtlich, jedoch unzureichend interpretierbar, da die Frequenz-
abhéngigkeit im dg-System vorliegt. Daher schlagt [127] eine Transformation
in af-Koordinaten mit den komplexen Raumzeigern 705 = Yo + j7y3 im
Mitsystem sowie 7;5 = Yo — jys im Gegensystem vor. Dies fithrt zu
einer Frequenzverschiebung der dg-Grélen um die Netzfrequenz sowie einer
Kopplung der symmetrischen Komponenten mit der doppelten Netzfrequenz:

[ ATQ,B } _ { Yop(s — jwi)  Ypn(s — jwi) ] { Aﬁaﬁ ]
A . . A .

2wt
a@e

(3.9)

Abweichend zu [127] wurde in |14] herausgearbeitet, dass aufgrund fehlender
schiefsymmetrischer Eigenschaften] der Matrix Y:d':q7 vgl. (38h), die LTI-
Eigenschaften des Systems durch eine Riicktransformation von dg- in «f-
Koordinaten verloren gehen. Somit dient die Darstellung in ([33)) lediglich
der Erleichterung der physikalischen Interpretation der Frequenzabhéangkei-
ten sowie dem Aufzeigen frequenzkoppelnder Eigenschaften zwischen Mit-
und Gegensystem.

Als zweite Methodengruppe ist die Moodellierung im harmonischen Zustands-
raum (HSS, engl: harmonic state space) aufzufiihren, welche auf der Systemtheo-
rie linearer, zeitlich periodischer (LTP, engl: linear time-periodic) Systeme basiert.
Ein HSS-Modell ist ein Multifrequenzmodell, welches urspriinglich fiir die Untersu-
chung von Helikopterrotorblattern entwickelt wurde [92]. Mithilfe von exponentiell
modulierten periodischen (EMP)-Signalbeschreibungen [92] wird eine Analogie zu
klassischen LTI-Zustandsraummodellen geschaffen [126]:

dA(i(t) — A(t)Ax(t) + B(t)Au(t), (3.10a)
Ay(t) = C(t)Az(t) + D(t) Ault), (3.10b)

mit den zeitperiodischen Matrizen A(t), B(t),C(t) und D(t). Das AVM wird
durch stationdre periodische Trajektorien in seine harmonischen Komponenten
zerlegt, um jede harmonische Komponente linearisiert |105] und kann schlieflich
in den Laplace-Bereich tiberfiihrt werden |63, 92]. Das entstehende MIMO-Modell
ermoglicht eine detaillierte Untersuchung aller systemrelevanten Harmonischen
fiir symmetrische und unsymmetrische Systembedingungen, erlangt jedoch je nach
Dimension von Zustands-, Eingangs- und Ausgangsvariablen sowie Anzahl beriick-
sichtigter Harmonischer schnell hohe Modellordnungen.

2Eine Matrix A ist schiefsymmetrisch, sofern (A)T = — A gilt.
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3.2.2 Passive Klemmenadmittanz des MMCs

Fir die Bestimmung der AC-seitigen Klemmenimpedanz eines Umrichters ist
zunéchst abzugrenzen, welche Dynamiken in der Umrichterstation ausgehend vom
PCC einflussnehmend sind. Im vereinfachten Ansatz werden lediglich die AC-
seitigen Dynamiken eines MMCs berticksichtigt, wihrend Beschreibungen im har-
monischen Zustandsraum interne sowie DC-Dynamiken einbeziehen. Beide Herlei-
tungen werden im Folgenden betrachtet sowie gegeniibergestellt.

3.2.2.1 Beriicksichtigung der AC-seitigen Dynamiken

Bei hinreichender Dimensionierung der Submodulkapazitdten eines MMCs wird
davon ausgegangen, dass AC-DC-Interaktionen im stationdren Betriebszustand
vernachlédssigbar sind. Die AC-seitig wirksamen Dynamiken eines MMCs sind
somit lediglich durch Gleichung (Z6]) beschreibbar. Ausgehend von Abbildung2.6h
ist weiterhin die Impedanz des Stromrichtertransformators sowie dessen Uber-
setzungsverhéaltnis r zu beriicksichtigen. Letzterer wird zunédchst durch dessen
Streuimpedanz Zi, = R, + %LU modelliertﬁ. Somit gilt

. dip o (¢
UpcC,y(t) = rconv,y(t) + Roin,y(t) + Lo h(ﬂ( ). (3.11)
Durch Umstellen von (Z6) nach uconv,y und Einsetzen in (BII) sowie unter
Beriicksichtigung von iconv,y = —rin,y folgt
Rarm . Lal‘m di t
upce (1) = Py (1) (o + 22 iy (1) 4 (L, 42 Py QD) g5
—_———
Rac Lac

wihrend der letzte Term in (2.6) vernachlissigt wird, da auf der Netzseite des
Transformators keine Nullkomponente der MMC-Dynamiken wirksam ist. Wei-
terhin wird von einem symmetrischen Drehstromsystem ausgegangen, sodass im
Folgenden auf die Kennzeichnung des Phasenindexes y verzichtet wird. Die Trans-
formation von (B.I2]) in den Laplace-Bereich erzielt schlieSlich

Upcc = rUa + (Rac + Lacs) In, (3.13)
—_———
Zac
wobei Yac = Z;é der passiven Klemmenadmittanz der Umrichterstation ausge-

hend von ihren AC-seitigen Dynamiken entspricht. Aus Griinden der Ubersicht-
lichkeit wird weiterhin auf die Kennzeichnung (s) verzichtet.

3Weitere Modellierungsaspekte sind in Kap.B.ZR aufgefiihrt.
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3.2.2.2 Beriicksichtigung aller MM C-Dynamiken

Mit dem Ziel, mogliche AC-DC-Interaktionen innerhalb eines MMCs zu beriick-
sichtigen, findet die HSS-Methode Anwendung, bei welcher in der Theorie alle
Spektralanteile auftretender Systemdynamiken einbezogen werden koénnen. Die
Grundlagen dieser Methode wurden 1878 durch Hill [42] fiir die Stabilitdtsanalyse
von LTP-Systemen eingefithrt und durch [§] fir die Untersuchung nichtlinearer
Systeme erweitert. Sie dient der Beschreibung des stationdren Zustands nichlinea-
rer Systeme im Frequenzbereich.

Regt ein LTI-Signal eine nichtlineare Komponente an, so werden Oberschwingun-
gen der Grundfrequenz erzeugt, sodass zur Erfilllung der Kirchhoffschen Regeln
die Losung einer linearen Kombination von LTI-Signalen entspricht. Die beschrie-
benen Frequenzkopplungen kénnen durch harmonische Transferfunktionen ana-
log zu [92] ausgedriickt werden. Im Laplace-Bereich nimmt das HSS-Modell aus
(BI10k) folgende Form an. Eine weiterfithrende Herleitung sowie Erlduterung dieser
Methode findet sich in [92] sowie im Anhang[CT]

sx=(A—N)x+ Bu (3.14)

Die Vektoren x und u beriicksichtigen die Harmonischen h = —oco...,0,... 00 der
Zustands- und Eingangsvektoren Az(t) und Au(t), welche folgende Form erfiillen:

Az_o Au_s
Az_1 Au_q

X = Axo , u= Aug . (315)
Az Auq
Axo Aus

Dabei gilt
Az (s + jhwr) T Aus (s + jhw)
Az, = | Aza(s+jhor) | Ay, = | Aua(s+jher) | (3.16)

Matrix A stellt die Toeplitzmatrix 7 der Fourierkoeffizienten A;, aus der Fourier-
entwicklung der Systemmatrix A(t) dar.
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Ay A1 Ao A3 Ay

o A1 Ay Ay A, A
A = T{A(t)} = e A2 Al Ao A_l A 2
Ag A2 A1 Ao A 1
Ay Az A A Ao

(3.17)

Die Matrix B = 7{B(t)} nimmt dieselbe Form mit ihren jeweiligen Fourierkoeffizi-
enten By, aus der Fourierentwicklung der Eingangsmatrix B(t) an. N représentiert
eine Blockdiagonalmatrix mit allen Harmonischen der Grundfrequenz wi mit

N = blkdiag{jhwiI}. (3.18)

Um die Dynamiken eines MMCs in der HSS-Form nach (3I4) zu entwickeln,
erfolgt zunéchst eine Herleitung dieser im Zustandsraum. Diese geschieht in Anleh-
nung an |48]. Hierfiir wird das AVM-Modell entsprechend den Gleichungen (3.3])
und (30) sowie den Ausfithrungen in [71] herangezogen. Weiterhin werden die
Summenspannungen ucs,, und Differenzspannungen uca ,, der durchschnittlichen
Ventilsummenspannungen durch

Ucp,y () + U, (1)
2

definiert. Ebenso werden die Summen- und Differenzstellgréfen

M,y () + Mn,y () M,y (t) — mp,y(t) (3.20)
2 2 '

eingefithrt. Unter Berticksichtigung der Gleichungen (33),(3.6),12),EI9) und
B20) konnen die Systemgleichungen (27)) und (2.6) wie folgt umgeschrieben
werden, wobei im Folgenden wiederum auf die zeitabhingige Kennzeichnung (t)
verzichtet wird.

ucs,y(t) = und  uca,y(t) := Ucp y (t) — Uem.y (t) (3.19)

my y(t) == und ma 4(t) =

dih Yy 1 RAC . r T
Yo _ - - 3.21
kT Lac Upcc,y Lac Thy + 2Lnc ms,yUca,y Lac ma,yucs,y ( )
diphm 1 Rarm . 1 1
p(;t == oL Ude La thm,y'*‘TmA,yUCA,y—L—mE,yUCE,y (3.22)

Weiterhin gilt durch die Berechnung von Carmdagp(t)/dt — Carmdﬁgn(t)/dt und
C’armdﬂgp (t)/dt + C’armdagn(t)/dt sowie unter Beriicksichtigung der Gleichungen

B.3),38),BI9) und @.20)

duca.y

. r .
At G VIR TG T (323

arm
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und

ducs
y .
== Ms,ylphm,y +

dt Carm mA,yih,y. (324)

_r
20&1‘1]]
Die zeitabhéngigen Grofen ~; der Systemgleichungen (B2I)-(B3.24) werden nach-
folgend im Arbeitspunkt durch v, = ~f 4+ A<, linearisiert. Aus Criinden der
Ubersichtlichkeit wird im Weiteren die Phasenkennzeichnung y vernachlissigt.

Ai 1
dAd, =—Aupcc — @Aih + ——mAuca
dt ~ Lac Lac 2Lac (3.25)
0 r 0 r 0
A - — A - — A
+ 2L ac Hoasimns Lac masues Lac tomama
dAiphm 1 Rarm 1
Auge Niphm A
dt 2Larm td Lnrm feh * 2Larm masttes (3 26)
1 1 1 '
+ —— w2 Ama — —mEAucs — uls Ams
2Larm arm arm
A
d ;tCA =— C’r m%Aip S in Ams;
arm arm (3.27)
2 0 . 2 -0
— EmAAthm - EzphmAmA
dA 1 1
uexr = m%Aiphm + —Z'ghmA’rn’E
dt Carm , Cafmr (328)
+ —mAAG, + =i Ama

2 Carm QCarm

Ausgehend von Gleichungen (3:25)-([B.28) werden die Zustands- und Eingangsvek-
toren durch

A:E(t) = [Alh(t) Aiphm(t) A’LLCA (t) Auoz (t)]T (329)
und
Au(t) = [AmA(t) Amz (t) AuPcc (t) Audc(t)]T (330)

definiert. Daraus lassen sich die System- und Eingangsmatrizen ableiten:

_Rac 0 o0 T o

Lac 2Lac Lac 2

Rarm 1 0 1 0

A(t) = gam 2Larm Larm . (331)
T
- Carm m% - Carm m& O 0
r 1
L 2Carm mOA Carm m% 0 0 -
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[ o W0 T 40 1 ]
Lac © 2Lac % Lac
1, 1, 1
Uca — 7 " Ucs 0
B(t) — 2La2rm Lar;n 2Larm X (332)
B C’er ighm B C’er ilO] 0 0
r o 1 5,

. 20&11‘111 Zh Carm thm 0 0 -

Die in A(t) und B(t) aufgezeigten Arbeitspunkte ¢ sind zeitabhingige Grofen
mit iberlagerter Periodizitét verschiedener Harmonischer, welche durch eine Fou-
rierreihe mit b = —Amax . . . hmax entwickelt werden. Zeitunabhéngige Groflen sind
als Konstanten fiir h = —hAmax ... hmax zu bernehmen. Nach Ermittlung der
Fourierkoeffizienten kann daraus ein HSS-Modell nach ([3I4) bestimmt werden.
Diese Form l&sst sich wiederum wie folgt umstellen:

x=(sI—(A-N)) 'Bu, (3.33)

Hpyss

wobei Hyss die Transferfunktion des HSS-Modells darstellt. Die Admittanz der
Umrichterstation entspricht dem Verhéltnis aus Al, und AUpcc, somit ent-
spricht die Admittanzmatrix Y uss einer Submatrix von Hygs mit

Al = YussAUpcc, (3.34a)

(s) Yeals + jun)

Yo(S — jwl) Yfl
Yuss= | ... Yi(s—jwi) Yo(s) Y_i(s+ jwr) , (3.34b)
Yo(s — jwi)  Yi(s)  Yo(s+ jwi)
AL =[... Al(s—jwi) AL(s) AL(s+jw) ..]", (3.34c¢)
AUpcc = [ .o AUPCC (8 — jwl) AUPCC (8) AUPCC (8 -+ jwl) .o .]T .
(3.34d)

35



KAPITEL 3. MODELLBILDUNG FUR MMC-HGU-SYSTEME

. . .
S N = — o]
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Abb. 3.2: Passive MMC-Admittanz unter Beriicksichtigung der AC-Dynamiken
sowie interner und DC-Dynamiken fiir verschiedene harmonische
Ordnungen.

3.2.2.3 Gegeniiberstellung der Methoden

Im Folgenden werden die in Kap.B2:21 und Kap.B222 vorgestellten Model-
lierungstiefen der passiven MMC-Admittanz einander gegeniibergestellt. Hierfiir
wird das HSS-MMC-Modell fiir unterschiedliche hmax entwickelt. Die zugehorigen
Arbeitspunkte sind Tab.[32] fiir den Leerlauf zu entnehmen, welche mittels nume-
rischer Simulationen eines Open-Loop-MMC-Modells ermittelt wurden. Die AC-
seitigen MMC-GroéBen zeigen hauptséichlich Spektralanteile in der Grundschwin-
gung. Hingegen weist der Strom in jeder Phaseneinheit eine DC-Komponente sowie
eine mit doppelter Netzfrequenz pulsierende Komponente auf, welche bereits in
Kap.[Z23] thematisiert wurde.

Abb.B2lzeigt die Gegeniiberstellung der zuvor erwiahnten Modellierungstiefen der
passiven MMC-Admittanz Yj o1. Unterhalb von 200 Hz zeigen interne sowie DC-
Dynamiken einen grofien Einfluss auf die passive MMC-Admittanz. Insbesondere
im Frequenzbereich < 30 Hz ist das kapazitive Verhalten zu pointieren, welches auf
die Beriticksichtigung der Dynamiken in den Submodulkapazitidten zuriickzufiihren
ist. Der Einbezug mehrerer harmonischer Ordnungen im Multifrequenzmodell hat
weiterhin die Ausprigung zusétzlicher Resonanzstellen zur Folge, welche durch die
passive AC-Admittanz Yac génzlich vernachléssigt werden. Aus diesem Grund pos-

Tab. 3.2: Zugrundeliegende Arbeitspunkte des HSS-MMC-Modells.

h| IKA] | Iowm [KA] | Uds [KV] | USa kV] | MR | Mg
0 0 0.013 574.7 0.1 0 0.457
1 | 0.042¢9912 0.001 0.3 0.89¢ 9195 | ().39¢70:003 0
2 8-107° 0.01729° | 0.45¢714 0.15 0 0
3 7o 10 6-107° 0.06 0.16e=9%+7 0 0
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tuliert [4&] die Notwendigkeit fir Untersuchungen im Frequenzbereich < 200 Hz,
interne sowie DC-Dynamiken im HSS-Modell bis zur dritten Harmonischen zu
berticksichtigen. Dieser Schluss soll im Folgenden hinsichtlich der aktiven MMC-
Admittanzen weiter beleuchtet werden.

3.2.3 Modellbildung der aktiven Umrichteradmittanz
3.2.3.1 Beriicksichtigung der AC-seitigen Dynamiken

Ausgehend von Kapitel werden die AC-seitigen Dynamiken eines MMCs in
dg-Koordination geregelt, sodass eine Herleitung im dg-Modell fiir symmetrische,
dreiphasige Systeme naheliegend ist. Somit erfolgt zunéchst die Transformation
von ([3I3) in dg-Koordinaten. Die Transformationsvorschrift aus Anhang[AT] ent-
spricht in der komplexen Raumzeigerdarstellung 7045 = ej“1t7dq mit 7045 =
Yo + jv5 und 7@ = 7Ya + j7q sowie den zugehorigen realen Raumzeigern vo5 =
[Ya,v5]T und vaq = [va,7q]T- Unter Anwendung der Kettenregel ergibt sich

LACS(?h,aB) = LACS(?h,dqejwlt)
= LACejwltS(?h,dq) + LACs(ejwlt)?h,dq (3.35)
= Lace’ (s + jwl)?h,dq,

sodass ([B.I3) in dg-Koordination durch
ﬁPCC,dq = rﬁA,dq + (Zac + jwlLAC)?h,dq (3.36)

ausgedriickt wird. Der Term jwi Lac ?h,dq beinhaltet die bekannte Kreuzkopplung
zwischen der d- und g-Komponente [69].

Wie in Kapitel23] vorgestellt, wird hauptsichlich zwischen den zwei Regelungs-
modi GFL sowie GFM unterschieden. Generische Blockschaltbilder der jeweiligen
inneren AC-Regelschleifen sind in Abbildung3.3 dargestellt. Das Ubertragungs-
verhalten des Stromreglers wird in G¢. und des Spannungsreglers in Gy definiert.
Sofern nicht anderweitig beschrieben, handelt es sich hierbei um Proportional-
Integral-(PI-)Regler mit G = kp + 1/(T}s). Fiir die gemessenen Regelungsgro-
Ben wird das Ubertragungsverhalten verwendeter Messketten durch Fy fiir die
AC-Spannung und durch Fi fiir den AC-Strom charakterisiert. In F' sind deren
Tiefpasscharakteristik sowie auftretende Messverzogerung entsprechend den Aus-
fiihrungen in Kap.[3:22.4] berticksichtigt.
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Grecun [,

. l_}PCC,dq > v

ﬁf-,qu ﬁg‘éc,dq
7

conv,dq > FI
T

71‘ef

conv,dg

7conv,dq > F

Abb. 3.3: Generisches Blockschaltbild des inneren AC-Reglers (a) eines GFL-
Umrichters sowie (b) eines GFM-Umrichters.

GFL-Umrichter

Eine generische innere Stromregelung eines GFL-Umrichters wird ausgehend von
Abb.B3h (grauer Pfad einbezogen) sowie unter Beriicksichtigung von Iconv,y =
—rly,y durch folgende Gleichung beschrieben.

rﬁ?iqu = FVﬁPCC,dq +Gec (T?Z’ffnv,dq + F17“27h,dq) fjwlLAcFI?h,dq (3.37)

Das Ubertragungsverhalten zwischen AC-seitiger Stellgrofe ¢’ und der Diffe-
renzspannung der Armspannungen ua wird durch die Modulation charakterisiert,
welche unterhalb der halben Schaltfrequenz ndherungsweise durch ein Totzeitglied
Dy = e *™ mit Modulationstotzeit t\ modelliert werden kann [137).

Mit ﬁA,dq = DMﬁZ}qu ergibt sich somit fiir die reale Raumzeigerdarstellung
unter Berticksichtigung von (336) und (337)

Zac + DmGec Fir? —wiLac(l — DuFY) Ing
wiLac(l — DmFY)  Zac + DuGecFir? I

Hj,crL (3.38)

U Ligny
= (1 — DMFv)I PCC.d —DnGeer of d
N——’ UPCC,q S— Iconv,q

Hv,GFL Hpx

und nach [I, 4, In,q]* umgestellt

In.a ~1 Uprcc,a 1 ey
[1]=L’:L Uneey | + HigeHrs | e | (339)
ch’dq Hcc,dq

wobei Y cc,aq die aktive Admittanz des Umrichters und Hcc,q4q das Ubertragungs-
verhalten der inneren AC-Stromregelung repriasentieren.
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Abb. 3.4: Gegeniiberstellung der inneren Admittanzen eines GFL- sowie GFM-
Unmrichters.

GFM-Umrichter

Fiir eine generische Spannungsregelung eines GFM-Umrichters ist folgendes Uber-
tragungsverhalten aus Abb.B3b (grauer Pfad nicht einbezogen) ableitbar:

Tﬁze,qu = Gve (ﬁfféc,dq - FVﬁPCC,dq) - jwlLACFI?h,dq, (3.40)

sodass fiir den Zusammenschluss aus Regler und Strecke folgender Zusammenhang

Zac —wi1Lac(l — DuFr) Ing
wi1Lac(l — DuFr) ZAc Iy q

Hi,cFMm _ (3.41)
Urcc,a Urdc.a
= (1 =+ DMFVGVC)I ’ 7DMGVCI ref ’
A — | Upcc,q |~——| Upcc,q
Hv,cFM Hy = )

hergeleitet wird. Daraus resultiert

ref

I _ U _
[h’d :HI,(]iFMHV,GFM UPCC’d +HI,(1;FMHV* PG|, (3.42)
h,q | N —— PCCyq —_—— PCC,q

ch,dq ch,dq

wobei Yye,dq die aktive Admittanz des GFM-Umrichters und Hyc,qq das Uber-
tragungsverhalten der AC-Spannungsregelung reprasentieren.

Vergleich aktiver Umrichterimpedanzen

Abb.[B A zeigt die inneren Admittanzen mit Y = Y, (s — jwi) gemi (30)—(33)
aus den jeweiligen Herleitungen fiir Yy, fiir einen GFL- sowie GFM-Umrichter
entsprechend der Auslegung nach Anhang[D.Jl Wihrend ein GFL-Umrichter maf3-
geblich durch dessen aktive Dynamiken geformt wird, zeigt sich ein weitaus gerin-
gerer Einfluss der aktiven Dynamiken fiir GFM-Umrichter. Fiir GFL-Umrichter
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ist im unteren Frequenzbereich ein kapazitives Verhalten zu beobachten, wéah-
rend der GFM-Umrichter — &hnlich der passiven Admittanz — ein induktives
Verhalten annimmt. Weiterhin zeichnet sich der GFM-Umrichter im harmonischen
Frequenzbereich (f < 2.5kHz) durch geringere Dampfungseigenschaften aus als
der GFL-Umrichter. Hierbei ist hervorzuheben, dass fiir beide Umrichtertypen
lediglich die innerste Reglerdynamik abgebildet ist. Eine umfassende Einordnung
aller Reglerdynamiken erfolgt in Kap.[l

3.2.3.2 Beriicksichtigung aller MMC-Dynamiken

Die Herleitung der aktiven MMC-Admittanz im HSS-Modell erfolgt dhnlich zu
den vorangegangenen Beschreibungen, jedoch werden im Multifrequenzmodell die
Regler B310) oder (340) fiir alle h mit s — s + jhw; aufgestellt |4&]. Fur die
Herleitung resultierender Stellgrofien AMAa (s + jhwi) sowie AMs(s + jhwi) sei
hierbei auf Anhang[C.2] verwiesen, wobei hieraus weiterhin der Zusammenhang

u=Cx+Du (3.43)
aufgestellt werden kann. Das Einsetzen von (3.43) in ([3.33]) ergibt schlielich

x=(sI—-(A+BC—N)) 'BDu, (3.44)

Hyss,ctrl

wobei Yuss,ctr1 Wiederum eine Submatrix von Huss,ctr1 unter Beriicksichtigung
aller passiven sowie aktiven Dynamiken eines geregelten MMCs darstellt.

3.2.3.3 Einordnung der Modelltiefen

Abb.BH zeigt die resultierenden Admittanzen Yy, eines GFL-Umrichters sowie
Yo,vc eines GFM-Umrichters aus den jeweiligen Herleitungen fiir Yuss,cer1 mit
Matrixstruktur nach (3:34D) fiir die Entwicklung des HSS-Modells mit Amax = 3.
Ebenso sind die bekannte passive MMC-Admittanz Yy o1 im HSS-Modell sowie die
Admittanzen Yee = Ypp(Yec,dq) und Yoo = Ypp(Yec,aq) gegentibergestellt, welche
lediglich die AC-seitigen Dynamiken des geregelten Umrichtes beriicksichtigen.
In Abb.B2 wurde herausgearbeitet, dass die passive MMC-Admittanz vor allem
fiir Frequenzen unterhalb 200 Hz von der AC-Admittanz Yac abweicht. Jedoch
zeigt Abb.B.5h fiir den geregelten GFL-Umrichter einen vernachlissigbaren Ein-
fluss von internen sowie DC-Dynamiken tiber den gesamten Frequenzbereich. So-
mit ist die frequenzabhéngige Beschreibung AC-seitiger Dynamiken als ausreichen-
de Modellgiite fiir GFL-Umrichter einzuordnen.

Da harmonische Stabilitdtsuntersuchungen nach |152] den Frequenzbereich ober-
halb 100 Hz fokussieren, ist ausgehend von Abb.3Bb die Beriicksichtigung AC-
seitiger Dynamiken fiir GFM-Umrichter ebenfalls als hinreichende Modellgiite zu
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Abb. 3.5: Gegeniiberstellung der Admittanzen fiir unterschiedliche Modellie-
rungstiefen des MMCs fiir (a) einen GFL-Umrichter sowie (b) einen
GFM-Umnrichter.

kategorisieren. Jedoch wird im subsynchronen Bereich das kapazitive Verhalten
der passiven MMC-Admittanz wiedergegeben, wéhrend sich im supersynchronen
Bereich eine Abhéngigkeit MMC-interner Resonanzen abzeichnet. Dies rithrt von
einer verringerten Dadmpfung in diesem Frequenzbereich im Vergleich zu GFL-
Umrichtern her, welcher auf das Regelprinzip selbst zuriickzufiithren ist. Somit
erscheint fiir hinreichende Aussagen im Frequenzbereich unterhalb 100 Hz eine
Untersuchung von GFM-Umrichtern im Multifrequenzmodell oder eine initiale
Einordnung deren Notwendigkeit anhand numerischer Simulationen sinnvoll. Ana-
lysen in ] zeigen fir einen MMC mit abweichender Auslegung und Spannungs-
regelung ein dhnliches Ergebnis.

3.2.4 Messgrof3enerfassung und -verarbeitung

Vorangegangen wurde das Ubertragungsverhalten etwaiger Messketten durch F'(s)
eingefiihrt, welches im Folgenden ndher charakterisiert werden soll.

Im Wesentlichen unterteilt sich eine Messkette in die physikalische Messeinheit
(Teiler, Wandler, . ..), den Messumformer (Digitalisierung, Filterung und Ubertra-
gung des Signals) sowie ggf. weitere Signalverarbeitungsglieder, welche aus dem
Messsignal notwendige Sekundéirgréfien ermitteln @] Die wesentlichen Einfliisse
der verschiedenen Messglieder werden im Folgenden kurz umrissen.

Physikalische Messeinheit

Fiir die Messung von Hochspannungen werden weltweit zu 95 % konventionel-
le Messwandler eingesetzt, deren Frequenzgang jedoch von der Systemspannung
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selbst abhangt [34]. Der Kapazititsbelag der Primarwicklung geht hierbei im
einstelligen Kilohertzbereich mit der Hauptinduktivitdt in Resonanz, wobei die
Frequenz der ersten Resonanzstelle mit steigenden Systemspannungen abnimmt
[34]. Aus diesem Grund kommen fiir Systeme mit hoheren Anforderungen an die
Bandbreite des Messsignals RC-Teiler zum Einsatz. Auf Grundlage eines detaillier-
ten Ersatzschaltbilds eines 420 kV-Teilers unter Einbezug aller parasitdren Effekte
mit einer Giiltigkeit bis 30 kHz in [33] ist abzuleiten, dass das Ubertragungsverhal-
ten eines RC-Teilers im betrachteten Frequenzbereich < 9 kHz nicht berticksichtigt
werden muss.

Fiir die Strommessung kommen im HGU-Bereich breitbandige Zero-Flux-Strom-
wandler mit Bandbreiten bis in den mehrstelligen Kilohertzbereich zur Anwen-
dung, sodass deren Ubertragungsverhalten im harmonischen Frequenzbereich eben-
falls vernachléssigt werden kann.

Messumformer

In das Ubertragungsverhalten des Messumformers gehen analoge Anti-Aliasing-
Filter, A/D-Wandler sowie ggf. Mittelwertbildner, digitale Filter mit endlicher
Impulsantwort sowie Downsampling ein [40, 83]. Fir detaillierte Einblicke in das
Ubertragungsverhalten jedes Glieds in der Messkette sowie abtastratenabhingi-
ge Auslegungsszenarien eines Messumformers sei der interessierte Leser auf die
betreute Abschlussarbeit |187] verwiesen. Es kann jedoch davon ausgegangen
werden, dass Abtastfrequenz sowie Grenzfrequenzen notwendiger Filtereinheiten
weit oberhalb des harmonischen Frequenzbereichs liegen. Daher findet die Charak-
terisierung des Messumformers fiir harmonische Stabilitdtsuntersuchungen durch
dessen Verzogerung statt. Entsprechend [145] werden alle im Regelungssystem
auftretenden Totzeiten (Abtastung, Filtertotzeit, Kommunikation, ...) im ungiins-
tigsten Fall auf 80 ns kumuliert, wovon die Modulationstotzeit mit tp = 30 ps zu
Buche schligt. Daher wird der Messumformer im Folgenden durch D. = e~ “* mit
einer Totzeit von t. = 50 ps modelliert.

Signalverarbeitung

Auf Signalverarbeitungsebene werden vorhandene Messsignale in fiir das Rege-
lungssystem notwendige Fiihrungsgrofien iiberfithrt. Hierbei konnen weitere Filter
Hp zur weiteren Bandbegrenzung des Signals zum Einsatz kommen, Messgrofien
in ihre Spektralanteile zerlegt sowie in geeignete Koordinatensysteme tberfiihrt
werden. Entsprechend den technischen Anschlussregeln in [152] sind Umrichter-
systeme in Mit- (4) und Gegensystem (—) zu regeln, was eine selektive Filterung
der symmetrischen Komponenten erfordert. Analog zu den Ausfithrungen in [116]
sowie den eigenen Publikationen |164, [172] kommen z.B. komplexe Bandpassfilter
(CCF, engl: complex coefficient filter) mit dem Ubertragungsverhalten

We

COFt = _—>*¢<
S F Jwi + we

(3.45)
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Abb. 3.6: Sequenzselektive Filterung mittels CCF. (a) Blockschaltbild, (b) Fil-
terverhalten von (348) und (3:46).

mit Grenzfrequenz w. zur Anwendung. Wie in [125] ausgefiihrt, kénnen mehrere
CCFs in einer multiplen CCF-Struktur (MCCF) nach AbbBGh zusammengesetzt
werden. Die Riickfithrung der Filterausgidnge auf den MCCF-Eingang erzielt hier-
bei eine verbesserte Entkopplung zu filternder Spektralanteile [125]. Das Gesamt-
iibertragungsverhalten der MCCF-Struktur ist fiir die jeweiligen Spektralanteile
Hioop = 'yitﬁ/'yag somit durch

gE CCF*(1 - CCFT)
MCCF ™ 1 _CCF+CCF-

(3.46)

zu beschreiben, sieche Abb.[36b oben. Da die selektive Filterung der Mit- und Ge-
gensystemkomponenten in af-Koordinaten stattfindet, ist fiir eine Beschreibung
des Filterverhaltens in dg-Koordinaten eine Frequenzverschiebung mit H,,+ (s) =
Hgps(s + jw:) erforderlich. Somit wird ein CCF im jeweiligen dg®-System durch
einen reellen Tiefpass charakterisiert |94]. Wie Abb.B.6b zeigt, weist H;ICCF im
Gegensatz zu CCF™ eine zusitzliche Dampfung im Durchlassbereich des um
100 Hz verschobenen selektiven Filters fur das Gegensystem CCF ™ auf.

Fiir die Extraktion der Mit- und Gegensystemkomponenten von Spannungsgrofien
wird das Ubertragungsverhalten HﬁCCF,V = HE op angesetzt, wohingegen zur
Verbesserung des Fiithrungsverhaltens der Stromgréfien folgender Ansatz analog
zu |94] zugrunde gelegt wird.

Hyicepg =1—-CCF™, Hycopp = COF™ (3.47)

Aus Griinden der Vollstandigkeit ist zu erwdhnen, dass die am héaufigsten ange-
wandte Methode, Messsignale in ihre Mit- und Gegensystemkomponenten zu zer-
legen, die T} /4-Transformation nach |68] darstellt. Hierbei werden die a8-Grofien
jeweils kreuzgekoppelt und um eine Viertel Netzperiode 71 verschoben miteinan-
der verrechnet, was eine akkurate Schitzung der Mit- und Gegensystemgrofien
ermdglicht. In [121] wird das Ubertragungsverhalten der Ti/4-Transformation

43



KAPITEL 3. MODELLBILDUNG FUR MMC-HGU-SYSTEME

im Laplace-Bereich hergeleitet, jedoch zeigt diese Transformationsvorschrift ein
nachteiliges frequenzabhéngiges Verhalten, da sich mit 4/77 = 200 Hz wiederho-
lende Resonanzstellen zusétzliche nicht-passive Bereiche hervorrufen kénnen. Aus
diesem Grund wird die T /4-Transformation im Rahmen dieser Dissertation nicht
néher untersucht.

Zusammenfassend wird das Ubertragungsverhalten der Messkette im Folgenden
durch F(s) = Dc(s)Hr(s)Hoop(s) beschrieben, siehe Anhang[D.1}

Park-Transformation

Wie in Kap.ZZ3 erlautert, wird der fir die Park-Transformation verwendete
Transformationswinkel 6 = wit + AO durch eine PLL oder anhand von Trig-
heitsmodellen bestimmt. Der Einfluss dabei auftretender Winkelabweichungen A6
sollte im Rahmen von Admittanzmodellen ebenfalls berticksichtigt werden |6, 127,
137]. Dies geschieht durch Linearisierung der Park-Transformation mithilfe der
Kleinwinkelndherung der Eulerschen Formel [127] mit 5 = 9 + A7dq)ej“’1t

FVag=Te ' = (F o+ AT ag)e 72’
~ (Vg + A7 ag) (1 — jAY)
A T+ AT ag — 57 44,
T

(3.48)

wobei A73q den Raumzeiger in virtuellen dq-Koordinaten unter Beriicksichtigung
von A6 beschreibt, welcher schlussendlich als Fiihrungsgréfie in die zuvor beschrie-
benen Regler eingeht.

Leistungsgroflen
Bei Anwendung der betragsinvarianten Park-Transformation nach Anhang[A.T]

v,k

werden die Wirk- und Blindleistungsgréen durch P = R{—2Upcc 4, hdg )

sowie Q = %{fgﬁgcc,quQZq} definiert. In linearisierter Form wird somit
AP = 2 (=UpccaBlia = aAUbcc,a — Upce.gAllq = IioAUcc.q)
(3.49)

AQ = = (—Upcc,gALL 4 — In aAUpbco,q + Upco,a AL g + Il o AUBGG,a)

abgeleitet. Dariiber hinaus wird die Messgroflenerfassung und -verarbeitung der
Leistungsgréfien durch Fp,q = D.Hp p,q charakterisiert.

N W N W

3.2.5 Frequenzdetektierende Verfahren

Bei GFL-Umrichtern wird der fiir die Park-Transformation verwendete Winkel 6
durch eine PLL bestimmt, dessen Funktionsweise durch das Blockschaltbild in
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(b)
AUq Uéf GE%L T AbprL
: 0 ’.s >
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Abb. 3.7: Blockschaltbild einer PLL (a) vollstdndig (b) linearisiert.

Abb.BTh charakterisiert wird. Durch das Ausregeln der Abweichung in der g-
Komponente mit einem PI-Regler Gpr1, wird die d-Komponente am Raumzeiger
der Netzspannung ausgerichtet, sodass Upcc = (Ugcc,d + A Pcc7dq)€jw1t mit
Upco.q = 0 gilt. Das linearisierte Verhalten der PLL wird entsprechend (348) mit
der transformierten GréBe AUfc q = AUpcc,q — Upcc,aAfpLL in Anlehnung an
[127] durch Abb.B7b und durch den mathematischen Zusammenhang

G GrLL

AUB = AU, 3.50
Peca Ulcoql(s +Gpr) o9 (3-50)

G
Afpry, = —FLL

0
Upcc.a

Hpyr

repréisentiert, wobei Hpry, das Ubertragungsverhalten der PLL beschreibt. Das
Einsetzen von (50) in (B48)) fur die Spannungs- und Stromgréfen resultiert in

[ AUECC,d ] _ [ 1 0 :| |: AUpcc,a :| ’ (3.51)

AUBcc q 0 1-UpccaHpLL AUpcc,q
Haopry
ARRg | _ | 0 IR HpLL AUpcc,a Al g
" = b + . (3.52)
AIh,q 0 _[h,dHPLL AUPCC,Q AI}],Q
Yaoprr

Durch Uberfithrung der Zusammenhinge ([3.39) und (342)) in virtuelle dg-Koordi-
naten mit yqq — vgq kann schliefilich die Admittanzmatrix Y prL,qq unter Beriick-
sichtigung der PLL-Dynamiken in ([351) und ([52) hergeleitet werden. Aus

Alfa | _ o | AUbcca
[ A } =Y}, [ Avic! (3.53)
folgt
Aln,a v AUpcc,a
[ Alng } = (VisHaop — Y aows) [ AUpcc,q } (3.54
YpLL,dg

Dabei entspricht qu z.B. der Matrix Ycc,dq in (B39) oder Y ye,aq in (3:42).
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3.2.6 Exkurs: GFM-Regelungskonzepte

Wie bereits in Kap.2.3] ausgefiihrt, zeichnen sich GFM-Umrichter dadurch aus,
dass sie eigenstédndig eine AC-Spannung in Amplitude und Frequenz bereitstel-
len. Zur Bereitstellung der Spannungsamplitude wird sich z.B. algebraischer Zu-
sammenhénge eines Synchrongenerators bedient [21, |97] oder eine Amplituden-
regelung — z.B. analog zu Kap.[3.:2.3.1] — implementiert. Zur Bereitstellung der
Frequenz wird in der Regel der Zusammenhang zwischen Leistung und Frequenz
analog zum Synchrongenerator (Kap.[Z4]) hergestellt, wobei [15] im Wesentlichen
drei GFM-Regelungsverfahren gegeniiberstellt: ) Droop-Regelung, ii) Virtuelle
Synchronmaschinen und 4ii) Matching Control.

Die initial in |75] vorgestellte Droop-Regelung ahmt die Basiseigenschaften eines
Synchrongenerators nach, in dem die Winkelgeschwindigkeit des (virtuellen) Ro-
tors linear tiber eine Droopkonstante mp in Abhéngigkeit der Regelabweichung der
Leistung bestimmt wird. Es existieren zahlreiche Variationen der Droop-Regelung,
iiber welche |130] einen tiefergehenden Einblick gewahrt. Die direkte Kopplung zwi-
schen Leistung und Frequenz kann transiente Stabilitdtsprobleme hervorrufen |15],
weswegen die gemessene Leistungsgrofie in [111] gefiltert in die Droop-Regelung
eingeht. Wie |108] herleitet, wird damit iiber die Zeitkonstante des Filters T} eine
virtuelle Tragheit in das System eingebracht, sodass bei entsprechender Parame-
trierung von mp und T; eine Aquivalenz zwischen der Droop-Regelung und dem
VSM-Konzept entsteht.

Das Konzept einer virtuellen Synchronmaschine geht auf |[51] mit dem Ziel zuriick,
eine Analogie zwischen der Umrichterregelung und dem Verhalten einer Synchron-
maschine zu schaffen. Dieses Ziel wurde durch verschiedenste Konzepte, u.a. [84,
91, 1111, 1129] weiterverfolgt, welche sich algebraischer Synchrongeneratormodelle
unterschiedlichster Modelltiefe bedienen.

Hierbei stellt der Synchronverter nach [97] die wohl schlankste VSM-Variante (Mo-
dell dritter Ordnung) dar, da diese auf (kaskadierte) Spannungsregler verzichtet
und damit — bis auf numerische Integratoren im Maschinenteil — ausschliefSlich aus
algebraischen Funktionen aufgebaut ist. Eine besondere Herausforderungen stellt
hierbei jedoch die Limitierung des Stromes dar, weswegen [124] z.B. einen Wechsel
in den stromgeregelten Betrieb wihrend Uberstromereignissen vorschligt und da-
mit die Komplexitat des Modells wiederum steigert (Erhohung der Modellordnung
von drei auf sieben).

Varianten mit kaskadierten AC-Spannungs- und AC-Stromreglern nach [112], eine
direkte Spannungsregelung nach |20] oder stromgeregelte VSM-Implementierungen
nach [31] zur Bereitstellung der Spannungsamplitude basieren zwar im Gegensatz
zu [97] auf gemessenen Spannungs- und Stromgrofen sowie mit der Messung
einhergehenden Filterdynamiken, ermdglichen jedoch eine implizite und damit
robuste Option der Stromlimitierung, sodass Umschaltvorginge wihrend Uber-
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stromereignissen vermieden werden kénnen. Aus diesem Grund wird der Fokus
dieser Dissertation auf Varianten der expliziten Amplitudenregelung gelegt.

Aus Griinden der Vollstiandigkeit wird kurz auf die Matching Control-Methode
eingegangen, worin die Funktionsweise eines Synchrongenerators den Dynamiken
des VSC-Umrichters zugeordnet (engl: match) wird |21, 52, [106]. Daraus ist eine
Dualitdat zwischen DC-Spannung und der Kreisfrequenz eines Rotors abzuleiten
[15]. Fiir VSC-Umrichter der MMC-Klasse existiert eine solche algebraische Uber-
einstimmung vorherrschender Umrichterdynamiken nicht, was auf die internen
Dynamiken des MMCs entsprechend ([B.5) und (36]) zuriickzufiihren ist. Aus die-
sem Grund bleibt diese Regelungsmethode hier ebenfalls unberiicksichtigt.

3.2.7 Modellierung der virtuellen Synchronmaschine

3.2.7.1 Stator- und Erregermodellierung

Je nach VSM-Regelkonzept wird der Stator eines Synchrongenerators in Form
einer virtuellen Impedanz modelliert. [110] emuliert diesen durch eine quasista-
tiondre Implementierung mit einer Induktivitdt Lv und zugehorigen ohmschen
Verlusten Ry, woraus der Zusammenhang

Uptc.a uret Rv —wvsmLv Y4
B B v 3.55
[ Ubdc,q 0 a wvsmLy Ry I, (3.55)

Xv

resultiert. Fiir harmonische Stabilitdtsuntersuchungen wird die Kreisfrequenz in
B350) zu wysm = wi gesetzt. Weiterhin entspricht U™ der virtuellen Polrad-
spannung. Diese stellt sich &hnlich zur Erregereinheit einer Synchronmaschine in
Abhéngigkeit der bereitzustellenden Blindleistung ein. In der VSM wird dies durch
eine Blindleistungsregelung Gq realisiert, welche durch (3.56) linearisiert wird.

U™ = Upcoa +Ga(@ = FoQ)  —  AU™ = —GoFoAQ (3.56)

Durch Einsetzen der linearisierten Blindleistungsgrofe aus ([3.49) in (B56) sowie
in ([B55) schreibt sich

[ AUlgeéc,d :| _ (§FQGQ [ UlgCC,q _UlgCC,d :| +F1Xv> [ Al 4 :|
0 0

AU G o 2 Al 4
Z
3 10 vz‘jq AUZ (3:57)
=z “th,q h,d PCC,d
+ QFQGQ[ 00 ] [ INV ]
Hv/,aq
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Dies kann in ([342) eingefiigt werden, was sich analog zur eigenen Veroffentlichung
[164] generalisiert in die bekannte Matrixform umformen l4sst:

Al _ AUp
|: AIE;:j :| - [I - ch,quV,dq] 1[ch,dq +ch,quV,dq] |: AUEEE:: :| .

yv
u/Q,dq

(3.58)

Hierbei beschreibt Y7, g 4, die Admittanzmatrix eines GFM-Umrichters unter
Berticksichtigung aller passiven sowie aktiven Reglerdynamiken der Spannungs-
sowie Blindleistungsregelung. Der obere Index v weist dabei darauf hin, dass
sich ([B.58) weiterhin in virtuellen Koordinaten befindet. Da fiir untersuchte GFM-
Umrichter der Transformationswinkel der Park-Transformation nicht durch eine
PLL, sondern ein Tragheitsmodell bestimmt wird, sind dessen Dynamiken geson-
dert zu beriicksichtigen.

3.2.7.2 Tragheitsmodell

In Umrichtern der VSM-Klasse wird zur Emulation einer virtuellen Tragheit in der
Regel die Schwingungsgleichung eines Synchrongenerators entsprechend (Z.13)) her-
angezogen. Dementsprechend wird die Winkelinformation fiir die Park-Transfor-
mation nach ([348) durch ein aus (2I3) abgeleitetes Triagheitsmodell gewonnen.
Wie in |110] ausgefithrt, wird die Schwingungsgleichung weiter um den Punkt
w1 linearisiert und nach der Kreisfrequenz umgestellt. Weiterhin wird die mecha-
nische Leistung durch die Referenzleistung der VSM P&y, modelliert und die
Dampfungseigenschaften in kp = Dwi zusammengefasst, sodass gilt:

d@ 1 re D
wvsm = gtSM =wit /PVSfM — P — kpAwdt, (3.59)

wobei die elektrische Wirkleistung durch P = Fp P mit einem PT1-Glied H F,p be-
riicksichtigt ist, sieche Kap.[3:2.4l Das zugehorige Blockschaltbild ist durch Abb.[3:8]
dargestellt. Fiir die Modellierung der Winkelgeschwindigkeitsdifferenz Aw zwi-
schen dem emulierten Rotor wysm und dem Stator der virtuellen Maschine kom-
men verschiedene Ansétze zum Tragen. In [49] wird die Kreisfrequenz des Stators
durch die stationdre Kreisfrequenz w; approximiert, wahrend |110] die Kreis-
frequenz mithilfe einer PLL bestimmt, sodass Aw = wysm — wprL gilt. Somit
werden fiir erstere Option Abweichungen der Kreisfrequenz von der stationdren
Kreisfrequenz und fiir letztere Option Abweichungen der Kreisfrequenz von der
Netzfrequenz geddmpft. Da letztere Option sich durch komplexere analytische
Zusammenhénge auszeichnet, werden diese im Folgenden hergeleitet. Fiir eine Ap-
proximation durch die stationire Kreisfrequenz, ist hierin Awpr;, = 0 zu wahlen.
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Ovsm

Abb. 3.8: Blockschaltbild des Tragheitsmodells nach [110].

Die zugehorige Herleitung ist der eigenen Publikation [164] zu entnehmen. Im
Laplace-Bereich ergibt sich aus (3:59) in linearisierter Form

1 re
Awysm = (APVSfM — FpAP — kp(Awvsm — Awpry)),

Jwis
JWlS + kD 1 ref
A = AP — Fp AP + kpA
WVSM Tois les( VSM P + kpAwprL), (3.60)
1 ref
A 1= —— (AP — FpAP + kpA .
WvsM les+kD( VSM P + kpAwpr)

Zunichst wird angenommen, dass Py, konstant und damit APy, = 0 gilt. Wei-
terhin gilt wysm = Ovsm. Die Anwendung von ([340) fiir die Wirkleistungsgrofe
sowie wprr, = Oprr und ([F50) resultiert somit in

1 I 1 k
Abysy = — L &

- AP+ - ———— A
s Juwis + kp + s Jwis+ kp WPLL
—— N———

Hy,.p H, pLL

3 3 Al g } N

— [SHorUcca 5HurUbcoa| [ N

[Ho,r.a Ho,r.a] (3.61)

T
S3Huplyq AUpcc,a
SHupl o+ Ho pLLHpLL AUpcc,q |-

[He,v,d He,v,q]
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Durch Einsetzen von ([B.61) in (348)) erlangt man

AUpcca | _ I+ Upcc,qHovia  Upcc,qHovia AUpcc,a
AUbcc,q ~Upcc,aHova —UpccaHova AUpcc,q

Haoysm v

0 0
n Upcc,qHo,1,a Upcc,qHo,1,q Alna
0 0
—Upcc,afo, 14 — Upcc,aHo,1,q Al g

Znoysm

(3.62)
sowie
Alia | _ (74 I Hora If (Ho1q Alya
ALY, —If 4Ho1a —1f4Ho1q Al 4
Haoygms!
" If JHova LY Ho v, AUpcc,a (3.63)
—LgHova —1I;qHovg AUpcc,q |
Yaoysm
Weiteres Einsetzen von (3.62) und (363) in B58)) fihrt schlieflich zu
Al g v 1
{ Al g ] =[H aoysar 7Y“/Q,quA9vsm]
v AUpcc,a
[Y“/Q,quABVSM9V - YA@VSM] [ AUpccq |’ (3.64)
Yy AUpcc,a
VM | AUpcc g

wobei Yvsm,dq der Admittanzmatrix des VSM-Umrichters unter Berticksichti-
gung der Dynamiken fir Amplituden- und Winkelregelung entspricht. Ein Ver-
gleich zwischen (3.54]) und ([3.64) offenbart, dass sich die Einflussnahme durch die
Winkeldnderung A@ fiir GFL- und GFM-Umrichter unterscheidet. Entsprechende
Ergebnisse werden in Kap.[] aufgezeigt.
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3.2.7.3 Primarregler

Zur Erfiillung der fiinften ausgewéihlten Anforderung nach KaplZ3l ist auch in
HGU-Systemen der VSM-Klasse ein Primérregler anzuwenden. In realen Syn-
chronmaschinen greift dieser iiblicherweise zur Beeinflussung der mechanischen
Wirkleistungsabgabe bei Abweichungen der Netzfrequenz von der Grundfrequenz.
Mit der Analogie der mechanischen Leistung zu Py, in der virtuellen Synchron-
maschine, lasst sich dieses Verhalten wie folgt ausdriicken sowie linearisieren:

Pyt = P 4 k(w1 —wvsm)  — APV = —kwAwvsy. (3.65)

Die Konstante ko, = AP/(2wAf) korreliert mit einer vorgegebenen AP/A f-Statik.
Unter Beriticksichtigung von ([3.65]) verdndern sich H,, p und H,, pry in [B.61]) somit
zu

L S
s Juwis + kp + ko

kp
Jwis + kp + ke ’

HE = und  HEPD, = (3.66)

3.2.8 Stromrichtertransformator

Fiir die Modellbildung des Stromrichtertransformators sind in der Literatur zahl-
reiche Ansitze empfohlen 53,154, 138], welche in Abhéngigkeit des Studienziels an-
zuwenden sind. Dabei beriicksichtigt das gidngige Transformatormodell ausgehend
von der vereinfachten Ersatzschaltung in Abb.[3:9 Wicklungswiderstinde R; und
R sowie Streuinduktivitaten L1 und Lo fur die Primér- und Sekundarseite des
Transformators. Das nichtlineare Verhalten des Kerns (Séittigung und Hysterese)
kann iiber eine variable Induktivitat L, abgebildet werden, wahrend Wirbelstrom-
verluste in Ry Beriicksichtigung finden [54]. Uber das externe Kapazitétsnetzwerk
kénnen zusétzlich kapazitive Kopplungseffekte zwischen den Windungen einer
Wicklung (C1, C2) sowie zwischen den Wicklungen (Ci2) modelliert werden. Das
Ubersetzungsverhéltnis r leitet sich aus dem Verhiltnis der Windungszahlen w1
und wo fiir Primér- und Sekundirwicklung mit » = wi /w2 ab. Nachfolgend wird
diskutiert, welche Modellbausteine fiir eine addquate Représentation der Trans-
formatorimpedanz im harmonischen Frequenzbereich relevant sind. Ausgehend
von der TAR-HGU ist dieser auf 100Hz < f < 2.5kHz definiert und ggf. auf
100Hz < f < 9kHz zu erweitern.

Im Frequenzbereich unterhalb der ersten Resonanzstelle eines Transformators
verhélt sich dieser in nédchster Ndherung linear und kann somit ansatzweise durch
seine RL-Streuimpedanz mit R, = Ri1 + r?Rs und L, = L1 + r2L» modelliert
werden, siehe Kap.B2Z21] Entsprechend |53, [138] ist eine Vernachlassigung kapa-
zitiver Effekte bis etwa 3 kHz zuléssig. Weiterhin bestitigen Messungen in |18] das
Auftreten der ersten Resonanzstelle fir f < 10 kHz fiir Transformatoren &hnlicher
Leistungs- und Spannungsklasse. In Erweiterung zum linearen Ansatz stellt |13§]
finf verschiedene Transformatormodelle fiir den Giiltigkeitsbereich unterhalb der
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Abb. 3.9: T-Ersatzschaltbild eines Einphasentransformators nach [54].

|1
11
12/2

C

ersten Resonanzstelle mit dem Ziel vor, etwaige Skin-Effekte addquat in Form eines
frequenzabhingigen Widerstands R (f) abzubilden. Das hierin hiufig angewandte
Modell nach [149] beriicksichtigt diesen anhand von

RP(Qﬂ'fLO—)2 .
Rs(f) = Rs + ————*— mit
) R + (27 fLs)?
Rs = 2;;{16; . Rp = 10w Lo tanty, tane = 2 093+0:796 In S —0.0421(In 8y)?

(3.67)

Fiir die nach Anhang[D.2] definierte Transformatorauslegung lisst sich tan ) ~ 68
berechnen. Jedoch ist nach [138] eine messdatenbasierte Bestimmung von tan 1)
zuldssig, da in der Realitédt sowohl schlechtere, d.h. geringere wie auch optimierte
Werte fiir tan denkbar sind. Der Einfluss des Modellansatzes nach (B67) auf
die Umrichteradmittanz ist nun am Beispiel eines GFL-Umrichters in Abb.[310l
fiir eine Variation verschiedener tan ¢ dargestellt. Hieraus sind zweierlei Aussagen
abzuleiten: einerseits ist eine Verringerung der negativen Daémpfungseigenschaf-
ten fiir 2kHz < f < 6kHz durch Beriicksichtigung eines frequenzabhéangigen
Widerstands Ro(f) anstelle des linearen Ansatzes R, erkennbar, deren Einfluss
jedoch andererseits mit verlustoptimierten, d.h. zunehmenden Werten von tan v,
abnimmt. Weiterhin ist eine Beeinflussung von R, (f) bis &~ 6kHz erkennbar,
weswegen eine herstellerspezifische Einordnung der Modellgiiltigkeit mit Hinblick
auf die erste Resonanzstelle des Transformators notwendig ist.

Fiir eine nachfolgende Einordnung der notwendigen Modellierungstiefe wird die
Auslegung aus [79] fiir die Streukapazititen angewandt, welche auf Grundlage von
Messdaten in [136] abgeschétzt sind. Auf dieser Basis kann die erste Resonanzstelle
des modellierten HGU-Transformators zu 9.8 kHz berechnet werden, sodass in
néchster Naherung von einem linearen Verhalten der Transformatorreaktanz im
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Abb. 3.10: Einfluss der Transformatormodellierung nach @67) auf die
Umrichteradmittanz fiir unterschiedliche Faktoren tan .

harmonischen Frequenzbereich ausgegangen werden kann. Da der Einfluss der
Modellbildung nach ([B.67)) zudem stark projektspezifisch ist, wird im weiteren Ver-
lauf eine Worst Case Modellierung mit R, angesetzt. Mit Verfiigbarkeit relevanter
Daten wird jedoch auf eine frequenzabhéngige Modellierung des Langswiderstands
zur detaillierten Abbildung etwaiger Dampfungseffekte verwiesen.

Aus Griinden der Vollstiandigkeit sei der Zweitoransatz nach [3] zur frequenz-
abhingigen Modellierung der Transformatorimpedanz iiber ihre erste Resonanz-
stelle hinweg zu erwéhnen, anhand dessen Magnetisierungs- und Sattigungseffekte
sowie das in Abb.[39] dargestellte externe Kapazitiatsnetzwerk berticksichtigt wer-
den koénnen. Eine ausfithrliche mathematische Herleitung zugehériger Zusammen-
hénge sowie deren Integration in die Gesamtimpedanz der Umrichterstation in
dg-Koordinaten findet sich dabei in der betreuten Abschlussarbeit [189], erfordert
jedoch eine hinreichende Kenntnis iiber bauformspezifische Modellparameter.

3.2.9 Netzanbindung

Wie in Kap.[Z6 I lausgewiesen, wird im Rahmen von impedanzbasierten Stabilitats-
analysen das zugrundeliegende Netz am PCC des zu untersuchenden Umrichters in
einem Thévenin oder Norton-Aquivalent zusammengefasst [55]. In einem Grofiteil
veroffentlichter Interaktionsstudien wird das Netz daher durch lineare passive Bau-
elemente entsprechend den Kurzschlusseigenschaften des Netzes repréasentiert [14,
47, [137]. Abweichend hierzu fordert |138] jedoch die frequenzabhingige Modellie-
rung des Netzes tiber lineare Bauelemente hinaus und geht dabei auf verschiedene
Modellierungsaspekte von Netzbetriebsmitteln (Freileitungen, Kabel, Tranforma-
toren, Lasten, Synchrongeneratoren sowie parallele und serielle Kompensations-
einheiten) fiir harmonische Studien ein. Dariiber hinaus wird in [3, |5] anhand
eines 3-Knotennetzwerkes gezeigt, dass die Modellierungstiefe der Leitungen einen
wesentlichen Anteil daran nimmt, bei welcher Resonanzfrequenz eine negative
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Phasenmarge und damit eine unerwiinschte Interaktion zwischen Umrichter und
Netz auftritt].

Weiterfithrend wurde in der gemeinsamen Publikation mit einem UNB [176] an-
hand numerischer Simulationen die Auswirkung der Netzmodelltiefe auf die Netz-
impedanz an verschiedenen Orten im Netz sowie resultierender Aussagen hinsicht-
lich der Stabilitat des Gesamtsystems aus Umrichter und Netz untersucht. Dabei
zeigt die Modelltiefe angrenzender Randnetzmodelle einen wesentlichen Einfluss
auf die frequenzabhéngige Abbildung des Netzes am jeweiligen Knoten. Ausge-
hend von diesen Untersuchungen ist zusammenzufassen, dass die hinreichende
Modellbildung von stark vermaschten Ubertragungsnetzen mit mehreren Betrei-
berpartien einer makroskopischen Aufgabenstellung entspricht, welche einerseits
von der Topologie des Netzes abhéngt und andererseits eine genaue Kenntnis der
im jeweiligen (und den angrenzenden) Netzgebiet(en) vorhandenen Betriebsmittel
sowie deren frequenzabhéngige Modellierung bedarf.

Da im Rahmen dieser Dissertation Stabilitdtsaussagen genereller Natur im Vor-
dergrund stehen sollen, wird auf die weitere Modellbildung der Netzimpedanz
verzichtet und nachfolgend ausschliellich Passivitatseigenschaften des Subsystems
Umrichter sowie der Einfluss verschiedener Regelungscharakteristika auf diese
untersucht und vorgestellt.

3.3 EMT-Modellbildung

Die EMT-Modellbildung ist eine vielschichtige Aufgabenstellung, die vor allem
vom Frequenzbereich zu untersuchender Dynamiken abhéngt. Entsprechend der
Klassifizierung in Abb.[[Tlsind fiir das verfolgte Untersuchungsziel Modellierungs-
ansitze fiir die Kategorien tempordre sowie langsam ansteigende Uberspannungen
nach IEC 60071-1 [143] zu beriicksichtigen. IEC 60071-5 |139] schafft eine Grund-
lage fiir die notwendige Systemmodellierung von netzgefiithrten Stromrichtern,
jedoch existiert teilweise ein abweichender Modellierungsbedarf fiir Stromrichter
der VSC-Klasse. Hierfir klassifiziert [135], wie in Kap.[31] eingefiihrt, die ver-
schiedenen Modelltiefen des Umrichterventils eines MMCs, wéhrend die Disserta-
tion [79] weitere Modellierungsempfehlungen eines MMC-HGU-Systems fiir den
relevanten Frequenzbereich erarbeitet. Die wesentlichen Punkte der notwendigen
Systemmodellierung sind nachfolgend zusammengefasst.

“Im Wesentlichen unterscheidet man zwischen Netzwerkleitungsmodellen (Einfach- und
Mehrfachfrequenz-m-Ersatzglieder) sowie Wellenleitungsmodellen (Universal Line Model,
Mode-Model, Bergeron-Modell), welche im Gegensatz zu den Netzwerkleitungsmodellen
Wanderwellenphdnomene abbilden kénnen. Fir tiefere Einsichten in existierende Leitungs-
modelltiefen wird auf [7, [11, [44, [64, [133] verwiesen.
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Umrichterstation

In Anlehnung an die derzeit geplante eingebettete HGU-Trasse SuedLink wird die
RBP-Konfiguration herangezogen. Die Umrichterventile werden durch ein Typ-/
Modell nach Tab.[3d]abgebildet. Das Modell der tiblicherweise als trockenisolierte
Luftdrosselspule ausgefithrten Ventildrossel [69] berticksichtigt neben der Indukti-
vitdt Larm ohmsche Verluste durch einen seriellen Widerstand Rarm sowie einen
parallelen Widerstand Rgamp,r. zur Ddmpfung numerischer Schwingungen |79]. Es
wird eine gemeinsame Stationserdung fiir alle geerdeten Betriebsmittel der Station
mit 0.1 ©2 zugrunde gelegt sowie eine Zuleitungsinduktivitat von 5 pH entsprechend
der Modellierungsrichtlinie in [148]. Die DC-spannungsgeregelte Station wird iber
die Nullpunkt-Sammelschiene durch einen Erdungswiderstand von 100 O mit der
Stationserde verbunden. Zur Vermeidung von DC-seitigen Ausgleichsstromen iiber
das Erdreich wird die Nullpunkt-Sammelschiene der DC-stromgeregelten Station
daher hochohmig iiber einen Ableiter (NBA, engl: neutral bus arrestor) geerdet.
Aus Griinden der Vollstdndigkeit werden in Anlehnung an [79] sowie [139] AC-
Ableiter auf der Stromrichterseite des Transformators sowie DC-Kabelableiter
berﬁcksichtigiﬂ jedoch ist deren Einfluss fiir die untersuchten AC-Szenarien gering
bis vernachldssigbar. Daher werden berticksichtigte Ableiter ausschliefflich iiber
eine U-I-Charakteristik fiir eine SchaltstofSbeanspruchung mit 30/60 ps-Impulsform
sowie einem zugehorigen Ableiterschutzpegel modelliert. Die verschiedenen Ab-
leiterschutzpegel sind Tab.[D.6]in Anhang[D.2] zu entnehmen.

Etwaige Einschaltwiderstidnde, welche entsprechend |142] zum Vorladen des Strom-
richters benétigt werden, sind im stationdren Betrieb kurzgeschlossen und erfor-
dern daher keinerlei zusétzlichen Modellierungsaufwand.

Stromrichtertransformator

Es wird ein Dreiwicklungstransformator entsprechend der Auslegung in Tab.[D.5]
in Anhang[D.2] beriicksichtigt. Aufgrund der untersuchten Spannungs- und Leis-
tungsklassen werden je Stationspol drei einphasige Stromrichtertransformatoren
eingesetzt und modelliert. Die Injektion einer dritten Spannungsharmonischen
sowie der konfigurationsbedingte, stationidre DC-Offset auf der Stromrichtersei-
te erfordert eine hochohmige Erdung der umrichterseitigen Wicklung, weswegen
diese als Dreieck ausgefiihrt wird. Weiter werden etwaige Hilfsaggregate iber eine
Tertidgrwicklung gespeist und in Form einer ohmschen Last modelliert.

Eine Berticksichtigung etwaiger Streukapazititen nach Abb.BJ] zeigt bei der Un-
tersuchung netzseitiger Fehler einen vernachlassigbaren Einfluss und somit keine
Modellierungsnotwendigkeit. Obwohl laut [54] Séttigungseffekte des Eisenkerns
fir die Untersuchung von Reglerinteraktionen weniger relevant sind, fordert das
Hinweispapier zum Nachweis eines spannungseinpriagenden Verhaltens in [151]

SFiir Auslegungsaspekte der Stationserde sei auf die Dissertation |79] verwiesen.
SEine Ubersichtsgrafik findet sich in AbbE.1in Kap.[B
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eine entsprechende Modellierung dieser zur Gewéhrleistung des sicheren Umrich-
terbetriebs infolge der zu untersuchenden Nachweisverfahren. Aus diesem Grund
werden Séttigungseffekte iiber eine variable Induktivitdt L., entsprechend [86]
beriicksichtigt.

HGU-Kabelsystem

Das HGU-Kabel wird anhand des Universal Line Models nach [11] und der Imple-
mentierung nach [|89] frequenzabhéngig modelliert. Die Modellparameter fiir ein
525 kV-Kabelsystem sind [79] zu entnehmen. Der Kabelschirm wird an beiden Ka-
belenden iiber eine Zuleitungsinduktivitat mit 5 pH entsprechend der Abschatzung
nach [148] mit der Stationserde verbunden.

Netzanbindung

Das AC-Netz wird an jeder Umrichterstation durch ein Kurzschlussdquivalent
entsprechend den Parametern in Tab.[3:3] modelliert. Uber zwei parallel schaltbare
Netzinnenimpedanzen Zg; und Zg2 konnen starke Netzbedingungen mit SCR = 20
und einem X/R-Verhéltnis von 10 durch Zg||Zg2 sowie schwache Netzbedingun-
gen mit SCR = 0.8 durch Zg> beriicksichtigt werden.

Tab. 3.3: Modellparameter der AC-Netzanbindung fiir EMT-Simulationen.

Parameter | Variable | Wert
Netzspannung Us 400 kV
Netzfrequenz fe 50 Hz
Netzinnenimpedanz (Mitsystem) Zg1 (0.332+j3.32) Q
Netzinnenimpedanz (Mitsystem) Zg2 (8.29+j82.9)
Netzimpedanz (Nullsystem) Zo (0.553+j5.53) Q2

56



Kapitel 4

Harmonische
Stabilitatsuntersuchungen

Der Fokus dieses Kapitels wird darauf gelegt, einen tiefgehenden Einblick in die
frequenzabhéngigen Eigenschaften von GFL- sowie GFM-Umrichtern zu gewéhren
und darauf basierend admittanzformende Sensitivitdten zu identifizieren. Hierfiir
wird eine umfassende Untersuchung potenazieller Freiheitsgrade der aktiven MMC-
Dynamiken durchgefiihrt. Ziel ist es, zunéchst fiir jeden Umrichtertyp generische
Aussagen hinsichtlich untersuchter Sensitivitdten abzuleiten, eine Klassifizierung
dieser vorzunehmen sowie abschlieffend einen umfénglichen Vergleich des frequenz-
abhingigen Verhaltens von GFL- und GFM-Umrichtern zu ziehen.

Da Stabilitdtsaussagen fiir ein Gesamtsystem aus Umrichter und Netz lediglich fiir
eine ausreichende Kenntnis und Modellierung der zugrundeliegenden Netztopolo-
gie belastbar getroffen werden kénnen (vgl. Kap.[3:22.9), erfolgt die Auswertung des
Subsystems Umrichter anhand dessen Passivitits- und Dampfungseigenschaften.
Die folgenden Ausfithrungen sind in einigen Teilen den eigenen Publikationen [153,
163168, [170, [176] entnommen. Sofern nicht anderweitig gekennzeichnet, ist der
zugrundeliegende Parametersatz Anhang[D.1] zu entnehmen.

4.1 Verhalten stromeinpriagender Umrichter

Nachfolgend wird das frequenzabhéngige Verhalten von GFL-Umrichtern fir ver-
schiedenste Reglersensitivitdten klassifiziert. Hierfiir wird zunéchst eine Einfiih-
rung in den Stand des Wissens mit dem Fokus auf Aussagen generischer Natur
gegeben. Da die gezeigten Sensitivititen Gegenstand der inneren Reglerdyna-
mik sind, werden diese anhand von Y| ausgewertet. Fiir alle Sensitivititen tritt
hierbei ein nicht-passiver Bereich fiir Frequenzen 2 1kHz auf, welcher auf die
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Abb. 4.1: Sensitivititen der GFL-Umrichteradmittanz Y.!: (a) Messtotzeiten,
(b) Totzeitmodellierung.

Systemtotzeiten zuriickzufiihren ist. Daher erfolgt eine Charakterisierung des Um-
richterverhaltens anhand der Eintrittsfrequenz f,p in den nicht-passiven Bereich.
In Abgrenzung hierzu erfolgt eine Gegeniiberstellung mit einer von Kap.B2:37]
abweichenden inneren Reglerstruktur, wobei im Anschluss verschiedenste Sensi-
tivitdten aktiver Dynamiken untersucht und fiir beide inneren Reglerstrukturen
verglichen werden. Abschlieflend erfolgt eine Einordnung dieser.

4.1.1 Stand des Wissens

Einfluss von Totzeitapproximationen

Waihrend sich das ideale Verhalten einer Totzeit tq durch D(s) = e % aus-
driickt, werden in der Literatur verschiedene Naherungen zur Stabilitdtsbewertung
verwendet, deren Unterschiede in Abb.EIh skizziert sind. Wie in [4] erarbeitet,
kann eine Totzeitapproximation mittels einer Taylorreihe erster Ordnung das
totzeitbedingte, nicht-passive Verhalten im oberen Frequenzbereich nicht abbilden.
Hingegen wird dieses Verhalten durch eine Padé-Approximation mit einer hohen
Modellordnung fiir die ersten Resonanzstellen angemessen dargestellt B, @] Bei
Betrachtung einer Padé-Approximation erster Ordnung wird fup, im Gegensatz
zur idealen Darstellung erhéht, wobei der nicht-passive Frequenzbereich erweitert
wird. Zusammenfassend fithrt die Verwendung der Padé-Approximation erster
Ordnung zu einer Uberschitzung des Dampfungsverhaltens um fnp, und zu einer
Unterschatzung fir f > fup. Um das totzeitbedingte Verhalten in geeigneter Weise
abzuschitzen wird daher empfohlen, auf Totzeitapproximationen zu verzichten.

Totzeiten

Im Allgemeinen gilt, dass ein Umrichter mehr Dampfung in ein System einbringt,
desto geringer dessen Systemtotzeiten sind Iﬁ] Dieses Verhaltensmuster ist in
Abb[ZIb durch Variation der Messverzogerung t. visualisiert. Zusétzlich fithren E,
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Abb. 4.2: Sensitivitdten der GFL-Umrichteradmittanz Y.£: (a) Grenzfrequenzen
des Spannungsfilters, (b) Integrationskonstante des Stromreglers.

BI, E] aus, dass fup mit geringeren Systemverzogerungen zu hoheren Frequenzen
tendiert, wobei diese Eigenschaft unabhéngig von der gewéhlten Regler- oder
Filterauslegung ist.

Strommesswandler

In Iﬂ] wird ein geringer Einfluss des Strommesswandlers herausgearbeitet, wonach
fup mit kleineren Grenzfrequenzen f. 1 abnimmt. Weiterhin ordnen Untersuchun-
gen in B] diese Sensitivitédt als vernachléssigbar ein. In den folgenden Analysen
wird von einer definierten Filteranordnung entsprechend Anhang[D.1lausgegangen,
welche einen marginalen Einfluss auf das Systemverhalten aufweist.

Einfluss des Spannungsfilters

Abb.E2Zh zeigt den Einfluss des Spannungsfilters Hr v auf die Umrichteradmit-
tanz anhand unterschiedlicher Grenzfrequenzen f;v. Im Allgemeinen nimmt die
Dampfung mit sinkenden Grenzfrequenzen ab [3], was mit einer Abnahme der
Durchtrittsfrequenz fnp korreliert. Wie in der eigenen Publikation Im} erarbeitet,
verstiarken hohere Filterordnungen diesen Effekt. Jedoch ist zu unterstreichen,
dass sich totzeitbedingte nicht-passive Bereiche sowie dazugehorige parallele Re-
sonanzen in schlecht geddmpfter Weise periodisch wiederholen, falls Hg v nicht
beriicksichtigt wird. Aus diesem Grund ist die Notwendigkeit einer adiquaten
Modellierung des Filters hervorzuheben.

Zeitkonstante des inneren Stromreglers

In [1] und [47] wird gezeigt, dass der Umrichter mit abnehmender Zeitkonstan-
te Tjcc des Stromreglers hohere Dampfungseigenschaften im unteren Frequenz-
bereich aufweist. Wie Abb.[@2b zeigt, ist diese Sensitivitat vor allem im sub- und
supersynchronen Bereich sichtbar HE] und zeigt somit keinen Einfluss auf fup E]
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Abb. 4.3: Vergleich innerer GFL-Regelstrukturen im (a) Bode-Diagramm sowie
in der (b) Realteildarstellung.

Zusatzlich sei anzumerken, dass die Sensitivitit 7 cc mit geringeren Bandbreiten
von G¢c zunimmt. Fiir eine bessere Sichtbarkeit des Einflusses wurde die Band-
breite von Gec in Abb.2b auf ein Zehntel der Auslegung in Tab.[D.2] reduziert.

4.1.2 Einfluss innerer Regler

In Erweiterung zu den zuvor dargelegten Sensitivititen wird jeder zusétzlich
wirksame Freiheitsgrad der inneren Stromregelung in der eigenen Publikation
[170] untersucht und klassifiziert. Wahrend nach dem besten Wissen der Autorin
zuvor publizierte Sensitivitdtsanalysen lediglich Stromregler mit einer Spannungs-
vorsteuerung am Ausgang des Stromreglers beriicksichtigt haben, wird hier sowie
in den weiteren eigenen Publikationen [166, [167] der Vergleich mit einer Struktur
ohne Spannungsvorsteuerung gezogen. Dies entspricht einer Vernachlissigung des
grauen Pfads in Abb.B3] wodurch sich (338) mit H{ &gy, = I verdndert. Ana-
log zu den eigenen Publikationen |166, [167, [170] kennzeichnet der Index ff eine
Stromregelung mit Spannungsvorsteuerung (ff, engl: feed-forward), wahrend der
Index no-ff eine Struktur ohne markiert.

Der Unterschied beider Reglerstrukturen wird durch Abb.[Z3]skizziert. Im unteren
Frequenzbereich (f < 1kHz) zeigt die fi-Reglerstruktur ein kapazitives Verhalten,
wahrend die no-ff-Struktur ein resistives Verhalten hervorruft. Im oberen Frequenz-
bereich wird — bei gleicher Reglerauslegung und Messverzogerungen — das durch
die Systemtotzeit hervorgerufene nicht-passive Verhalten der no-ff-Struktur durch
eine geringere Eintrittsfrequenz fn, charakterisiert als durch YH, jedoch unter
verbesserten Dampfungseigenschaften, d.h. einer geringeren negativen Dadmpfung,
siche Abb.A3b. In |170] erfolgten fiir die Eintrittsfrequenzen die Abschétzungen
ffp < 1/2ts; sowie f:g'ff < 1/4ts, wobei tsx die Summe aller im System auf-
tretenden Totzeiten darstellt. Wie in Abb.[L2h sowie nachfolgend gezeigt, kann
fop ausgehend von dieser Abschitzung in Abhéngigkeit der zugrundeliegenden
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Abb. 4.4: Einfluss verschiedener Bandbreiten des inneren Reglers G auf Yec. (a)-
(b) mit Spannungsvorsteuerung, (c)-(d) ohne Spannungsvorsteuerung.

Regler- sowie Filterauslegung reduzierend beeinflusst werden, weswegen hierauf
nachfolgend weiter eingegangen wird.

4.1.2.1 Einfluss des Reglerdesigns

Abb. 4 vergleicht die inneren Admittanzen beider vorgestellter Reglerstrukturen
fiir verschiedene Bandbreiten des Stromreglers, welche durch die Proportional-
konstante kp . approximiert werden kénnen. In ﬁ|] und E] wurde bereits fur
eine Implementierung mit Spannungsvorsteuerung gezeigt, dass Regler mit ho-
heren Bandbreiten die Dampfungseigenschaften des Umrichters erhéhen, was in
Abb.EZh und Abb.[Z4k fiir f < 1 kHz durch graue Pfeile angedeutet wird. Je-
doch wird in den genannten Publikationen ﬁﬂ und B] von Spannungsfiltern mit
geringen Grenzfrequenzen ausgegangen, sodass der Einfluss der Reglerbandbreite
im Frequenzbereich f > 1kHz nicht ausgewertet werden konnte. Hingegen zeigt
Abb. L4 den Einfluss der Reglerbandbreite fiir eine moderate Filterauslegung von
Hry v entsprechend Tab.[Ddlin Y5 sowie zusitzlich fiir Yyimo .

Ausgehend von f & 1/2tx, verringern sich in der ff-Reglerstruktur die Dampfungs-
eigenschaften des Umrichters, die Durchtrittsfrequenz fnp wird reduziert und die
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Abb. 4.5: Einfluss verschiedener Bandbreiten des Strommessfilters fiir einen
inneren Stromregler ohne Spannungsvorsteuerung.

nicht-passive Bandbreite wird erweitert, siche schwarze Pfeile in Abb.[Zh. Zusam-
menfassend fiihren gréBere Reglerbandbreiten in Y;5'® zu einer Verbesserung der
Dampfungseigenschaften bei kleineren Frequenzen und zu einer Verschlechterung
bei hoheren Frequenzen. Wie in der eigenen Publikation [170] herausgearbeitet,
nimmt die Sensitivitdt der Reglerbandbreite jedoch mit sinkenden Bandbreiten
von Hp v ab, weswegen der Spannungsfilter als grofite Sensitivitdt in Y &F zu
klassifizieren ist.

Wie zuvor erwéhnt, zeigt die Parametrierung von T; o keinen Einfluss auf die
Eintrittsfrequenz fup. Aus Griinden der Vollstédndigkeit ist zu erwdhnen, dass diese
Aussage ebenfalls fiirr Y52 ® zutrifft. Jedoch hat kp,cc in Yo ® im Gegensatz
zu Yob'® keinen Einfluss auf die totzeitspezifische Eintrittsfrequenz fup ~ 1/4ts.
Dennoch wird mit zunehmender Reglerbandbreite mehr negative Dampfung ins
System eingebracht (siehe schwarze Pfeile in Abb.[4k-d), was mit den Untersu-
chungen zur ff-Reglerstruktur tibereinstimmt.

4.1.2.2 Reflexion der Sensitivitat Hr 1

Wie bereits in Kap.[L 1] aufgezeigt, wurde der Einfluss eines Strommesswandlers
in der Literatur als gering bis vernachléssigbar eingestuft, jedoch wurden hierbei le-
diglich Stromreglerstrukturen mit Spannungsvorsteuerung betrachtet. Aus diesem
Grund wird die Sensitivitit dieses Filters in der eigenen Publikation |170] zusédtz-
lich fiir eine no-ff-Reglerstruktur untersucht. Abb. zeigt anhand verschiedener
Grenzfrequenzen f. 1, dass die Eintrittsfrequenz fnp mit sinkender Bandbreite des
Filters abnimmt und die negative Dampfung zunimmt (schwarzer Pfeil). Hohere
Filterordnungen verstirken diesen Effekt sogar [170]. Tatsédchlich stellt Hpp fur
Yo im Gegensatz zu Y& die grofte Sensitivitit dar. Daher ist die Sensitivi-
tat dieses Filters in Abhéngigkeit der inneren Reglerstruktur zu klassifizieren.
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Abb. 4.6: Auswirkung auftretender Systemtotzeiten auf die Durchtrittsfrequenz
(a) fiirr Y5 und verschiedene Bandbreiten von Hr v bei kp.cc = 300
(durchgezogen) und kpcc = 900 (gestrichelt), (b) fir Yo% und
verschiedene Bandbreiten von Hp 1.

4.1.2.3 Ableiten von Auslegungsrichtlinien

Zur abschliefenden Bewertung untersuchter Freiheitsgrade der inneren Stromreg-
lerstruktur wird durch Abb.[L0 die Eintrittsfrequenz fnp in Abhangigkeit der
Systemtotzeit ty sowie den grofiten Sensitivitdten der jeweiligen Reglerstruktur
dargestellt. Die Untersuchungen erfolgen analog zur eigenen Publikation HE] Der
Frequenzbereich f < 2.5kHz ist grau hinterlegt, da dieser fiir die Bewertung der
Spannungsqualitdt normativ als Mindestanforderung ausgewertet werden muss,
siehe [152] oder Punkt 7 in Kap.[Z5l

Zunichst wird eine Reglerstruktur mit Spannungsvorsteuerung betrachtet. Wie
in den Abschnitten ETI und ET.21] ausgefiihrt, stellt die Reglerbandbreite eine
moderate Sensitivitdt dar, wahrend die Auslegung von Hp v als wesentlicher Ein-
flussfaktor identifiziert wurde. Daher ist der Zusammenhang zwischen ts und fup
in Abb.[L6h fiir verschiedene Grenzfrequenzen f. v bei moderater (durchgezogen)
und hoherer (gestrichelt) Reglerdynamik aufgetragen. Wie zuvor angedeutet, sinkt
fup sowie der Einfluss der Reglerbandbreite mit f.v, wobei sich der Einfluss
von fov auf fuop fiir fov < 350Hz séttigt @] Um eine ausreichende System-
ddmpfung unabhéngig von bereits vorhandenen Netzresonanzen, d.h. passives
Verhalten, im Frequenzbereich f < 2.5kHz zu gewéhrleisten, werden maximale
Systemverzogerungen im Bereich von 100-160 ps abgeleitet.

Fiir eine Reglerstruktur ohne Spannungsvorsteuerung ist nochmals hervorzuheben,
dass die Reglerparametrierung keinen Einfluss auf die Eintrittsfrequenz hat. Daher
wird der Zusammenhang von ts und fup in Abb. fiir unterschiedliche Strom-
filter dargestellt, welcher in dieser Regelstruktur als wesentlicher Einflussfaktor
identifiziert wurde. Ohne Filter wird eine maximale Totzeit zur Sicherstellung
der Passivitdt fir f < 2.5kHz mit 100 ps abgeleitet. Jedoch wird die zuldssige
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Abb. 4.7: Auswirkung frequenzdetektierender Verfahren auf die Umrichteradmit-
tanz, (a) fiir unterschiedliche Implementierungen der Stromregelung,

(b) fiir verschiedene PLL-Designs anhand Y;’gLL.

Systemverzogerung ts; mit sinkender Grenzfrequenz f. 1 reduziert. Maximale Sys-
temverzogerungen liegen somit im Bereich von 80-100 ps.

Obwohl die ff-Reglerstruktur héhere Systemtotzeiten zulésst, hat die no-ff-Regler-
struktur den Vorteil reduzierter negativer Dampfungseigenschaften. Riickblickend
auf die Diskussion hinsichtlich der Transformatormodellierung in Kap.B.Z8 birgt
die no-ff-Reglerstruktur somit das Potenzial eines génzlich passiven Verhaltens bei
entsprechender Ausprigung von R, (f) im relevanten Frequenzbereich. Fir eine
abschlieende Bewertung ist jedoch auf herstellerspezifische Daten der Betriebs-
mittel sowie der Regelung zuriickzugreifen.

4.1.3 Einfluss frequenzdetektierender Verfahren

Fir die bisherigen Untersuchungen wurden die frequenzabhéngigen Charakteristi-
ka in transformierten dg-Koordinaten ausgewertet. Nachfolgend wird die Park-
Transformation unter Berticksichtigung des Einflusses einer PLL entsprechend
Kap.BZH anhand von Abb.[7 ausgewertet. AuBere Regler sind weiterhin ver-
nachlissigt, daher wird ein Arbeitspunkt von ITSE =10 0]" gewibhlt.

conv,dq

Unabhéngig von der Implementierung der inneren Regelung wird der Einfluss der
PLL-Dynamiken durch AbbELT7h im Frequenzbereich < 500 Hz lokalisiert. Nahe
der Netzfrequenz zeigen die PLL-Dynamiken die grofite Auswirkung durch erhohte
Dampfungseigenschaften sowie ein Absenken der Phase im subsynchronen und ein
Anheben der Phase im supersynchronen Bereich.

Aufgrund der kapazitiven Eigenschaften von Y 5 wird in Kombination mit der
PLL-bedingten Phaseneinwirkung ein nicht-passiver Bereich nahe der Netzfre-
quenz hervorgerufen, dessen Bandbreite abhéngig von der PLL-Auslegung ist.
Abb[ZTb zeigt die Auswirkung verschiedener PLL-Bandbreiten entsprechend den
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Abb. 4.8: Blockschaltbilder duflerer Regelungsstrukturen zur Leistungsregelung,
(a) einfache Regelung V1, (b) Regelung V2 mit Sollwertaufschaltung.

Auslegungskriterien nach [114], wonach kleinere Phasenmargen ¢g,pr1, mit erhoh-
ten PLL-Dynamiken einhergehen. Der phasendrehende Einfluss der PLL nimmt
dabei mit der PLL-Dynamik zu, woraus eine héhere Bandbreite der Nichtpassivi-
tat fiir die Reglerstruktur mit Spannungsvorsteuerung resultiert.

4.1.4 Einfluss duflerer Regler

Da Wirk- und Blindleistungsfliisse iiber iﬁfﬂ,’dq eingestellt werden kénnen, sind
kaskadierte Leistungsregler theoretisch tiberfliissig [23]. Jedoch kénnen stationére
Sollwertabweichungen aufgrund auftretender Verluste in der Umrichterperipherie
auf einfache Weise ausgeregelt werden, sodass diese in der Regel zur Anwendung
kommen [116]. Hierbei kommen unterschiedliche Reglerstrukturen infrage, von
denen die im Rahmen dieser Dissertation beriicksichtigten in Abb.[8] skizziert
sind. Version V1 in Abb.[8h entspricht der einfachsten Realisierung eines Leis-
tungsreglers, wihrend Version V2 in Abb.[Z8b mit einer zusétzlichen Sollwertauf-
schaltung an [116] und |161] angelehnt ist. Ausgehend von Abb.E8h wird das
Ubertragungsverhalten der Leistungsregler V1 durch

= 2GY P~ FoP) = ALthg = —2GYFpAP -
4.1
2 2

]gsiv,q = 7§G¥1 (Qset - FQQ) - A](Ssiv,q = gGglFQAQ

linearisiert. Das anschlieiende Einsetzen von ([3.49) in (£I) resultiert unter Be-
riicksichtigung von Ugcc,q ~ 0 in

[Mggfw,d } _[ FeGY'IY . FeGY'IY, HAUscc,d}
Allgvq | | FQGO'IY, —FQGY' I 4 AUpce,q
Vi
¥'rq.aq (4.2)
N [ FrGY' Upec.a 0 } [ Al }
0 FQGY'Ubcca ALY,
HV1

PQ,dq
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Unter Beriticksichtigung von (2] in [B39)) ergibt sich schlieflich

[ Al } = I — Hee,agH V& aq) 'Y cordq + HeodqY $,d] [ Aecca ]
v - cc, 9 cc, cc, 5 U )
ALY 4 a 2 i L | AUscc,q
Yyt
(4.3)

wobei Y;/ql der Admittanzmatrix in virtuellen dg-Koordinaten fiir Regler V1 ent-
spricht. Fiir Leistungsregelung V2 wird die Admittanzmatrix Y;/qz anhand von
Abb.E8b analog zu (£3) ermittelt. Dynamiken der Park-Transformation sowie
der PLL werden fiir beide Leistungsregler entsprechend ([3.54) berticksichtigt.

Abb.EIl zeigt die Umrichteradmittanz fiir die beiden vorgestellten inneren sowie
duBleren Reglerstrukturen entsprechend den Ausfithrungen in der eigenen Publi-
kation |166]. Aus Griinden der Vergleichbarkeit werden beide Leistungsregler-
varianten so entworfen, dass die Antwort auf eine sprunghafte Anregung von
P /%" dieselbe Anregelzeit auf 90 % der neuen Sollwerte aufweist. Die pro-

portionale Verstarkung von G}/}Q wird hierbei zu r/ Ugcc,d gewahlt, was der

intrinsischen Verstirkung der Sollwertaufschaltung in V2 in Bezug auf I

onv,dq
entspricht. Die proportionale Verstdarkung von Gg?Q wird analog zu [116] zu
Null gewdhlt. Fiir alle betrachteten Reglerimplementierungen wird der gleiche
Arbeitspunkt (P*** = P,, Q*" = Qx) zugrunde gelegt. Anhand der Markierungen
in Abb.[£9 ist dargelegt, dass die vorgestellten analytischen Herleitungen durch

entsprechende Frequenzscans eines Typ-5 MMCs in EMT-Software validiert sind.

In Ubereinstimmung mit [32] und [48] zeigen die dufleren Regelkreise ihren Ein-
fluss bei niedrigen harmonischen Ordnungen (hier: bis zu 500 HZ)E|7 wihrend fiir
steigende Frequenzen die inneren Reglerdynamiken dominieren. Auffallend ist
jedoch, dass der Einfluss der inneren Stromreglerstruktur bis weit in den unteren
Frequenzbereich hineinreicht, was vor allem durch die ohmsche Charakteristik fiir
y2o# sowie die kapazitive Charakteristik fiir Y& deutlich wird.

Abweichend zu den Untersuchungen in Kap.[ET.3| zeigt sich nun unabhéngig von
der Reglerimplementierung ein nicht-passiver Bereich nahe der Netzfrequenz. Die-
ser ist auf den gewédhlten Arbeitspunkt zuriickzufithren, denn der Umrichter befin-
det sich im Wechselrichterbetrieb und verhélt sich somit erwartungsgemaf aktiv.
Allerdings wird die Bandbreite der Nichtpassivitdt vor allem durch die gewéhl-
te Reglerimplementierung beeinflusst. So fiihrt der innere no-ff-Regler zu einem
nicht-passiven Bereich geringerer Bandbreite als die fl-Reglerstruktur. Gleichzeitig
gehen die verbesserten Passivititseigenschaften von Y2 mit reduzierten Démp-
fungseigenschaften einher. Wiederum lassen sich die aufgezeigten Verhaltensmus-

'In der eigenen Publikation [168] wurde dieser Sachverhalt experimentell validiert. Hierfiir
wurde das Klemmenverhalten von Netz und Umrichter anhand linearer Vierquadrantensteller
emuliert und das frequenzabhingige Verhalten verschiedener Leistungsregler durch
Frequenzscans ermittelt.
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Abb. 4.9: Umrichteradmittanz verschiedener duflerer sowie innerer Reglerstruk-
turen, P*' = +P,, Q" = 4+Q.. Marker entsprechen numerisch
ermittelten Ergebnissen.

ter durch die zuvor herausgearbeiteten Charakteristika der inneren Regler im
unteren Frequenzbereich erklaren.

Ein Vergleich beider Leistungsreglervarianten zeigt, dass die Sollwertaufschaltung
in V2 zu einer geringeren nicht-passiven Bandbreite als der einfache Regelungsan-
satz in V1 fithrt und diese Aussage unabhéngig von der inneren Regelungsstruktur
zu treffen ist. Zusétzlich ist ersichtlich, dass die Dampfungseigenschaften des
Unmrichters in der Nahe der Netzfrequenz hauptséchlich von der Implementierung
des auBleren Regelkreises beeinflusst werden. Insbesondere der Regler mit Soll-
wertaufschaltung (V2) zeigt hier verstirkt reduzierte Dampfungseigenschaften.

Zusammenfassend ist hervorzuheben, dass sowohl die innere als auch die duflere
Reglerimplementierung Einfluss auf die Dampfungs- sowie Passivititseigenschaf-
ten eines Umrichters nehmen. Gemafl Abb. 0] zeigen auflere Reglerimplementie-
rungen ihren dominanten Einfluss bis etwa 100 Hz, wihrend die Implementierung
innerer Regler fiir den Frequenzbereich dariiber relevant wird.

Es liegt nahe, dass die Dominanz des dufleren Regelkreises durch die Auslegung
der dufleren Regler beeinflusst wird. Daher wird diese Sensitivitdt anhand von
Abb.T0 untersucht, wobei die folgenden Ausfiihrungen der eigenen Publikation
M] entnommen sind. Hier werden Reglerimplementierungen mit einer inneren
Stromregelung mit Spannungsvorsteuerung (Y1) anhand durchgezogener Linien
und solche mit einer inneren Stromregelung ohne Spannungsvorsteuerung (Y;réo'ﬂ)
anhand gepunkteter Linien gekennzeichnet. Leistungsregler V2 wird weiterhin
durch gestrichelte Linien dargestellt.

Nahe der Netzfrequenz werden die Ddmpfungseigenschaften des Umrichters im We-
sentlichen durch den Integralanteil der Leistungsregler beeinflusst, siche Abb.[Z 10k
und Abb.I0k. So ist unabhéngig von der Implementierungswahl der Leistungs-
regler die Korrelation zwischen reduzierten Zeitkonstanten (7} p,q) und erh6hten
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Abb. 4.10: Umrichteradmittanz verschiedener innerer sowie &uflerer Regler-
strukturen und -auslegungen. Leistungsregler V2 wird durch
gestrichelte Linien, ein Stromregler ohne Spannungsvorsteuerung
durch gepunktete Linien gekennzeichnet. Fir (a) und (c)
gilt TYPQ/Q :ﬂYF}/Q-r/USCC,d aus Griinden der Vergleichbarkeit

i

entsprechend Abb.ELR fiir (b) und (d) siehe Tab.[D:2

Déampfungseigenschaften im genannten Frequenzbereich abzuleiten, welche durch
entsprechende Pfeile gekennzeichnet ist. Zur Einordnung dieser Aussage ist jedoch
zu beachten, dass fiir einen dufleren Regler mit Sollwertaufschaltung (V2) hohere
Zeitkonstanten erforderlich sind, um ein unerwiinscht hohes Uberschwingen infolge
einer sprunghaften Anderung der Leistungsreferenz im Zeitbereich zu vermeiden.
Bei vergleichbarem Anschwingverhalten beider Leistungsregler kénnen sich die
Déampfungseigenschaften nahe Netzfrequenz somit dennoch voneinander unter-
scheiden (vergleiche Abb. und Abb.[ZT0d).

Dariiber hinaus wird die Dynamik von V2 — unabhéngig von der inneren Regler-
implementierung — bei geringen Zeitkonstanten T; p,q durch eine nicht-passive
serielle Resonanz bei 80—100 Hz begleitet (siehe Abb.[Z10h,c), was in Verbindung
mit der Netzimpedanz zu einer groeren Neigung fiir ein oszillierendes Gesamtver-
halten fithren kann. Es ist darauf hinzuweisen, dass die mit sinkenden Integralzeit-
konstanten verbundene Serienresonanz auch fir den einfachen Leistungsregler V1
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auftritt, jedoch weitaus geringer ausgeprégt ist. Daraus ist abzuleiten, dass geringe
koprq (kY% /q = 0) zu einer héheren Sensitivitdt des Integralanteils von Leis-
tungsreglern fiihren. Weiterhin ist fiir die Sensitivitdt von k; p,q ausgehend von
Abb.[EI0b,d abzuleiten, dass eine hohere Dynamik (ky p,q 1) mit verbesserten
Dampfungseigenschaften einhergeht, wonach das reduzierte Dampfungsverhalten
von V2 erkldrt wird.

Aus Griinden der Vollstandigkeit sei erwahnt, dass die Wahl des PLL-Designs
keinen Einfluss auf die Dampfungs- und Passivitatseigenschaften in Bezug auf
Ti p;q nahe der Netzfrequenz (f < 60Hz) hat, wihrend fiir f > 60 Hz reduzierte
PLL-Dynamiken (hohere Phasenmargen) herausgearbeitete Sensitivitidten — ins-
besondere fiir den Leistungsregler V2 — verstéarken.

Wie zuvor erarbeitet, ist der aktive Bereich nahe der Netzfrequenz an den gewéhl-
ten Arbeitspunkt im Wechselrichterbetrieb gekoppelt. Hierbei wird die Bandbreite
der Nichtpassivitat fiir Leistungsregler V1 stark durch &, p,q beeinflusst, wihrend
der Integralanteil eine vergleichsweise kleine Sensitivitat darstellt. Somit fiithrt eine
zunehmende Reglerdynamik (k;’ %3 /Q 1) zu hoheren Bandbreiten der Nichtpassivi-
tat. Fir Leistungsregler V2 ist die Sensitivitdt der dufleren Reglerauslegung von
der Implementierung des inneren Stromreglers abhéngig. Wahrend némlich T} p /q
fiir einen inneren Stromregler ohne Spannungsvorsteuerung eine grofie Sensitivi-
tat darstellt, ist fur die Variante mit Spannungsvorsteuerung (Yg) kein Einfluss
erkennbar.

4.1.5 Arbeitspunktabhingigkeit

Wie bereits in |[137] postuliert, ist das frequenzabhéngige Verhalten eines GFL-
Umrichters nahe der Netzfrequenz neben den dufleren Reglern (Leistungsregler,
PLL) des Weiteren vom Arbeitspunkt des Umrichters abhéngig. In Erweiterung
hierzu wird im Folgenden die Sensitivitdt der Arbeitspunktabhéngigkeit im Bezug
auf die Wahl der AC-Stromreglerstruktur eingeordnet. Ausgehend von Leistungs-
regler V1 visualisiert Abb.[T1] diesen Zusammenhang. Die nachfolgenden Ausfiih-
rungen sind dabei in groflen Teilen der eigenen Verdffentlichung [171] entnommen.

Wie in den vorangegangenen Untersuchungen reprasentieren durchgezogene Gra-
phen eine Umrichteradmittanz bei Verwendung eines inneren Stromreglers mit
Spannungsvorsteuerung (Yfg)7 wahrend gepunktete Graphen Y2 unterliegen.
Abb.ATTh,c zeigen die Arbeitspunktabhingigkeit der Wirkleistung fiir die beiden
inneren Regelstrukturen und die Einspeisung von induktiver Nennblindleistung
(@ = +Qn), wahrend Abb. [L11b,d diese Sensitivitat fiir die Einspeisung von
kapazitiver Nennblindleistung zeigen (Q = —Qn).

Erwartungsgeméfl hat eine betragsméfliige Erhohung der Wirkleistungseinspeisung
eine Erhohung des Betrags der Umrichteradmittanz nahe der Netzfrequenz zur
Folge (siehe hellgraue Pfeile). AuBlerdem ist, wie bereits erarbeitet, der arbeits-
punktabhéngige nicht-passive Bereich nahe der Netzfrequenz fiir den Wechselrich-
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Abb. 4.11: Arbeitspunktabhéngige Umrichteradmittanz fiir verschiedene Imple-
mentierungen des AC-Stromreglers.

terbetrieb erkennbar (P = +P,). Die Bandbreite dieses nicht-passiven Bereichs ist
hierbei abhéngig vom Vorzeichen der Blindleistungseinspeisung. So fiihrt eine ka-
pazitive Blindleistungsbereitstellung zu einer gréferen nicht-passiven Bandbreite
als die induktive. Dieses Verhalten zeigt sich unabhéngig von der Implementierung
des AC-Stromreglers, ist jedoch ausgeprigter bei Anwendung von Y.,
Ausgehend von Abb.TTlist der arbeitspunktabhingige Einfluss in den Frequenz-
bereich bis etwa 1kHz einzuordnen, wobei sich dieser fiir die beiden betrachteten
inneren Reglerstrukturen unterscheidet. Beziiglich den Dampfungseigenschaften
von Y2® ist der Einfluss des Arbeitspunktes auf Frequenzen f < 200Hz be-
schrankt, wihrend sich fiir Y ein breitbandiger Einfluss einstellt. So entsteht bei
negativer Wirkleistungseinspeisung, d.h. im Gleichrichterbetrieb, eine Parallelreso-
nanz im Frequenzbereich von 200-300 Hz (vgl. dunkelgraue und schwarze Pfeile in
Abb. £TITh,b), welche sich mit einer betragsméfigen Erhohung des Wirkleistungs-
arbeitspunktes starker auspragt. In der eigenen Veroffentlichung M] wurde dabei
gezeigt, dass diese Resonanz auf die Verstiarkung von G zuriickfithren ist.

Die stérkere Arbeitspunktabhéngigkeit bei Anwendung von Y. ist zusétzlich iiber
die Art der Blindleistungsbereitstellung charakterisiert. Im Gleichrichterbetrieb
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Abb. 4.12: Einfluss selektiver Filter auf die Umrichteradmittanz fiir veschiedene
Implementierungen des AC-Stromreglers mit (a) P = +Pn, Q = +Qn
und (b) P = —P,,Q = —Qhx.

(P = —P,) liegt bei Einspeisung induktiver Blindleistung ein passives Verhalten
fir alle Frequenzen < 1 kHz vor, wihrend bei Einspeisung kapazitiver Blindleistung
ein nicht-passiver Bereich im Frequenzbereich von 100-400 Hz auftritt. Auch dieser
Effekt ldsst sich auf die Parallelresonanz im Zusammenhang mit der inneren
Reglerauslegung zuriickfithren. Hervorzuheben ist hier, dass fup bei kapazitiver
Blindleistungseinspeisung unabhingig vom Arbeitspunkt der Wirkleistung ist, sie-
he Abb. @IIlc, wihrend fiir Y2 lediglich im Wechselrichterbetrieb ein nicht-
passiver Bereich auftritt.

Aus Griinden der Vollstandigkeit ist zu erwahnen, dass das aufgezeigte arbeits-
punktabhéngige Verhalten ebenso fiir den Leistungsregler V2 zutrifft. Wie bereits
in Kap. T 4 herausgearbeitet, ist jedoch die Bandbreite der Nichtpassivitéit fir V2
unabhéngig von der Implementierung des AC-Stromreglers geringer. Alleinig fiir
einen Betriebspunkt kapazitiver Blindleistungseinspeisung und Y ist wiederum
hervorzuheben, dass fn, unabhéingig vom Arbeitspunkt der Wirkleistung ist.

4.1.6 Einfluss selektiver Filter fiir symmetrische Komponenten

Fiir die bisherigen Untersuchungen wurden Mafinahmen zur selektiven Filterung
symmetrischer Komponenten nicht berticksichtigt (H ﬁccp = 1), weswegen im Fol-
genden deren frequenzabhéngiger Einfluss untersucht wird. Hierfiir werden CCF-
Bausteine mit einer Grenzfrequenz von we = /2750 rad /s zugrunde gelegt, siehe
Tab.[D.1l Abb.L12 zeigt den Einfluss der selektiven Filter fiir beide untersuch-
ten inneren AC-Stromregler bei Anwendung von Leistungsregler V1. Weiterhin
wird zwischen Wechselrichter- und Gleichrichterbetrieb unterschieden. Bei letzte-
rer Variante wird von einer Einspeisung kapazitiver Blindleistung ausgegangen,
um Einflisse auf die arbeitspunktabhéngige, nicht-passive Parallelresonanz bei
einstelligen harmonischen Ordnungen herauszuarbeiten.
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Abb. 4.13: Einordnung frequenzabhéngiger Einfliisse in GFL-Umrichtern.

Im Wechselrichterbetrieb fiihrt die MCCF-Anwendung fiir beide Stromregler zu
einer Reduktion der arbeitspunktabhéngigen, nicht-passiven Bandbreite nahe der
Netzfrequenz, wobei der Einfluss auf den AC-Stromregler mit Spannungsvorsteue-
rung wesentlich grofler einzuordnen ist. Zudem werden fiir diesen Stromregler
die Dampfungseigenschaften im Frequenzbereich > 1kHz weiter erhoht und im
Frequenzbereich < 1kHz reduziert. Nicht-passive Bereiche sowie arbeitspunktab-
héngige Resonanzen werden zu geringeren Frequenzen gezogen und deren Band-
breite reduziert. Fiir den AC-Stromregler ohne Spannungsvorsteuerung verbleibt
der Umrichter im Gleichrichterbetrieb im passiven Zustand.

Fir beide untersuchten AC-Stromregler wurde ein nicht zu vernachlédssigender
Einfluss selektiver Filter fiir symmetrische Komponenten aufgezeigt. Da Umrich-
tersysteme entsprechend technischer Anschlussregeln @] sowohl in Mit- als auch
Gegensystemkomponenten zu regeln sind, ist zu empfehlen, damit zusammenhén-
gende signalverarbeitende Mafinahmen bei der Herleitung oder Bestimmung des
frequenzabhéngigen Umrichterverhaltens entsprechend zu beriicksichtigen.

4.1.7 Zusammenfassung

In diesem Unterkapitel wurde der frequenzabhéngige Einfluss verschiedenster akti-
ver Dynamiken in GFL-Umrichtern erarbeitet, deren einflussnehmende Frequenz-
bereiche nochmals in Abb.[LT3] zusammengefasst sind. Ein grofier Schwerpunkt
wurde auf den Einfluss innerer und duflerer Reglerstrukturen sowie die Klassifizie-
rung untersuchter Sensitivitdten in Abhéngigkeit der Reglerstruktur gelegt. Als
grofler Einflussfaktor ist die Realisierung der inneren Reglerstruktur zu nennen,
da diese einerseits einen breitbandigen Einfluss auf die Umrichteradmittanz hat
und andererseits abweichende Verhaltensmuster hinsichtlich der Démpfungs- und
Passivitatseigenschaften, der Sensitivitdt der Reglerauslegung sowie der Arbeits-
punktabhéngigkeit hervorbringen kann.

Hierbei zeigt eine innere Stromregelstruktur ohne Spannungsvorsteuerung im Ver-
gleich zur ff-Struktur eine gréflere Robustheit gegeniiber Arbeitspunktanpassun-
gen und der Reglerauslegung sowie bessere negative Dampfungseigenschaften im
Frequenzbereich > 1kHz, wobei letzterer Vorteil bei Berticksichtigung selektiver
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Filter zu vernachléssigen ist. Bei der Implementierung sowie der Auslegung innerer
und &duflerer Regler ist letztlich ein Kompromiss zwischen einem dynamischen
Verhalten und den Passivititseigenschaften des Umrichters zu finden.

Zu diesem Zwecke sei abschlieBend auf die eigene Journalpublikation [155] verwie-
sen, welche ein Tool zur parametrischen sowie reglerstrukturabhédngigen Optimie-
rung des frequenzabhingigen (und zeitabhiangigen) Umrichterverhaltens mittels
metaheuristischer Verfahren vorstellt. Mithilfe dessen kann ein MMC-Regelungs-
konzept fiir ein benutzerdefiniertes Umrichterverhalten erstellt werden.

4.2 Verhalten spannungseinpriagender Umrichter

Publikationen im Bereich der harmonischen Stabilitat von GFM-Umrichtern bear-
beiteten bisher die Gegeniiberstellung des Verhaltens spannungs- und stromgere-
gelter VSMs [35] sowie die Optimierung der sub- und supersynchronen Interaktion
fiir die VSM-Anbindung in einem schwachen Netz [60]. In Abgrenzung hierzu sol-
len in diesem Unterkapitel Aussagen generischer Natur abgeleitet und die verschie-
denen Reglersensitivitdten des VSM-Umrichters klassifiziert werden. Wie bereits
in der eigenen Publikation [164] dargelegt, ist die Arbeitspunktabhingigkeit fiir
GFM-Umrichter der VSM-Klasse vernachlissigbar, weswegen ein Arbeitspunkt
von P =0MW, @Q = 0 Mvar gewahlt wird.

Der in Kap.[T1] aufgezeigte Stand des Wissens hinsichtlich Totzeit- sowie filter-
abhéngiger Passivitdtseigenschaften trifft — bei weniger ausgepriagten negativen
Dampfungseigenschaften — ebenso fiir GFM-Umrichter zu, weswegen nicht weiter
auf diese Relationen eingegangen wird. Die nachfolgenden Ausfiihrungen sind in
grofien Teilen den eigenen Publikationen [163, 164] entnommen. Hierbei wird von
H,, pr1, = 0 ausgegangen.

Obwohl dies aus Griinden der Ubersichtlichkeit in der Regel nicht dargestellt
ist, wurden alle nachfolgend gezeigten Umrichteradmittanzen mithilfe von Fre-
quenzscans nach AnhangB] fiir ein Typ-5-MMC-Modell validiert. Wihrend in
Kap.[32:3:3 die Empfehlung einer MCC-Modellierung von GFM-Umrichtern fiir
Frequenzen f < 100 Hz im HSS-Modell abgeleitet wurde, ist ausgehend von den nu-
merisch ermittelten Umrichteradmittanzen eine Modellierung der AC-Dynamiken
ausreichend. Es ist vorwegzunehmen, dass dies auf die Modellierung der virtuellen
Statorimpedanz zuriickzufiihren ist, siehe Kap.l2Z3] weswegen fiir die nachfol-
genden Untersuchungen lediglich die AC-Dynamiken des Umrichters ausgewertet
werden.

4.2.1 Einfluss des Triagheitsmodells

Zur Untersuchung des Einflusses des Trégheitsmodells werden die beiden Mitsys-
temadmittanzen YJ/Q und YJSM in Abb.[ZT4 gegeniibergestellt. In YuJ?Q sind alle
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Abb. 4.14: Einfluss des Tragheitsmodells auf die GFM-Umrichteradmittanz.

AC-seitigen passiven sowie aktiven Dynamiken abgebildet, welche Gegenstand der
Amplitudenregelung der AC-Spannung sind, wahrend YJSM zusatzlich die Tréag-
heitsmodelldynamiken beriicksichtigt. Dargestellte Markierungen entsprechen nu-
merisch erzielten Ergebnissen.

Wie bereits in der eigenen Publikation |164] postuliert, zeichnet sich der Einfluss
des Tragheitsmodells durch eine parallele Resonanz im Frequenzbereich nahe der
Netzfrequenz aus. Fiir Frequenzen unterhalb der Netzfrequenz tritt hierbei ein
aktiver Bereich auf, was einem Quellenverhalten bei Unterfrequenz entspricht.
Hingegen tritt ein passiver Bereich oberhalb der Netzfrequenz auf, was wiederum
einem Lastverhalten bei Uberfrequenz gleichkommt. Diese Charakteristika ent-
sprechen der Erfiillung der sechsten selektierten Anforderung aus den technischen
Anschlussrichtlinien nach Kap.2:5, wonach Umrichtersysteme ihren Wirkleistungs-
arbeitspunkt infolge von Frequenzdnderungen kurzzeitig anpassen sollen, um den
auftretenden RoCoF zu mindern.

Es liegt nahe, dass die Tragheitsmodell-basierte Parallelresonanz durch die Mo-
dellparameter H und D beeinflussbar ist. Jedoch ist vorwegzunehmen, dass die
Sensitivitat der Modellparameter in Abhéngigkeit der Implementierung des Span-
nungsreglers variiert, weswegen nachfolgend zunéchst auf verschiedene Implemen-
tierungsvorschlége dieses Reglers eingegangen wird.

4.2.2 Einfluss der Spannungsregler

Zur Einfiithrung in die Modellierung der Admittanz spannungseinpriagender Um-
richter wurde in Kap.[3:2Z:3.1] ein vereinfachter Ansatz zur Regelung der Spannung
in Form eines PI-Reglers angenommen. Tatséchlich existieren in der Literatur
verschiedenste, in der Regel kaskadierte Regelansitze mit einer inneren Stromrege-
lung, um weiterhin eine einfach realisierbare Strombegrenzung zu erméglichen. Im
Rahmen dieser Dissertation wird auf folgende zwei Regelprinzipien eingegangen,
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Abb. 4.15: Blockschaltbild verschiedener Realisierungsmoglichkeiten einer Span-
nungsregelung.

deren Blockschaltbilder in Abb.ETHl unter Beriicksichtigung eines Stromlimitie-
rungsblocks zusammengefasst sind:

e Version V1: eine Kaskadierung aus zwei PI-Reglern mit einem dufleren Span-
nungsregler G und einem inneren Stromregler G, welche die in der Lite-
ratur am hiaufigsten vertretene Variante darstellt, z.B. [49, [110].

e Version V2: der Spannungsregler wird als P-Regler mit G, = kp, v realisiert,
an dessen Ausgang der gemessene Strom vorgesteuert wird (siche grauer
Pfad in Abb.[TH unten). In Kombination mit der inneren Stromregelstruk-
tur ergibt sich bei deaktivierter Stromlimitierung ein Ubertragungsverhalten
rﬁrgqu = kp,VGcc(ﬁrpeéc,dq — ﬁpcc,dq) + ff, wobei ff die aufgeschalteten
Pfade am Ausgang des Stromreglers zusammenfasst?. Der kumulierte Regler
kpvGee stellt selbst wiederum einen PI-Regler dar.

Wahrend fiir Regler V2 mit Gve = kp,vGec die Herleitung fiir GFM-Umrichter
analog zu (3.40)-([342)) applizierbar ist, erfolgt fiir Regler V1 zunéchst (jedoch bei
Vernachlassigung des grauen Pfads in Abb.[L1R) die Herleitung des geschlossenen
Reglerverhaltens eines GFL-Umrichters analog zu (3:39). Weiterhin gilt

T G I
?cifw,dq = Tv(ﬁ;cf?c,dq - FVﬁPCC,dq)v (4.4)

sodass sich durch Einsetzen in ([339) folgender Zusammenhang in Matrixschreib-
weise ergibt:

I 1 U, 1 Uref
|: Rd :| = (ch,dq - GVFV;Hcc,dq) |: PCo.d :| +G H(X,ldq |: PG :| )

v ref
In,q Urcc,q T Urcc,q
N—— )
Vi Vi
ch,dq ch,dq

(4.5)

welcher wiederum die Struktur aus (3.42) widerspiegelt.

2Auf die Funktionsweise sowie das resultierende Ubertragungsverhalten dieser Struktur im
limitierten Betrieb wird in Kap.[L.1.2] detailliert eingegangen.
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Abb. 4.16: Einfluss verschiedener Spannungsreglerstrukturen auf die VSM-
Umrichteradmittanz mit (durchgezogen) und ohne (gepunktet)
Beriicksichtigung sequenzselektiver Filter.

Die beiden vorgestellten Reglervarianten finden sich in ihrer Mitsystemadmittanz-
form in Abb.[LT6 gegeniibergestellt. Zusétzlich werden beide Varianten unter Be-
riicksichtigung sequenzselektiver Filter entsprechend Kap.B.2Z 4 gezeigt. Die folgen-
den Erkenntnisse sind in grofien Teilen der eigenen Publikation [164] entnommen.

Die Implementierung des Spannungsreglers nimmt fiir Frequenzen bis etwa 1kHz
in Betrag und Phase Einfluss auf die Umrichteradmittanz. In Ubereinstimmung
mit den Verhaltensmustern von GFL-Umrichtern, wird der Admittanzverlauf bei
hoheren Frequenzen vor allem durch den inneren Stromregler, die Auslegung
bandbegrenzender Filter fiir Strom- und Spannungsgrofien sowie auftretende Sys-
temverzogerungen gepréagt. In diesem Frequenzbereich tritt fiir beide untersuchten
Reglervarianten ein nicht-passiver Bereich auf (gepunktete Graphen), welcher al-
lerdings durch sequenzselektive Filter geddmpft werden kann (durchgezogene Gra-
phen). Unterdessen wird im Frequenzbereich < 1kHz ein weiterer nicht-passiver
Bereich durch die CCF-Anwendung hervorgerufen. Demnach kann eine Vernach-
lissigung sequenzselektiver Filter zu einer Uberschitzung der Stabilitdtsmerkma-
le von GFM-Umrichtern im unteren Frequenzbereich und einer Unterschatzung
dieser im oberen Frequenzbereich fithren. Aus diesem Grund finden diese in allen
nachfolgenden frequenzabhéngigen Untersuchungen fiir GFM-Umrichter weiterhin
Berticksichtigung.

Ein Vergleich zwischen V1 und V2 offenbart ein hauptséchlich induktives Verhal-
ten fir V2, wihrend fiir V1 eine Phasenanhebung fiir f < 1kHz zu beobachten
ist. In der eigenen Publikation [164] wird hergeleitet, dass der negative Phasen-
unterschied zwischen YJS’R//IQ und Y\;rs’l\vlll fir f < 1kHz auf die Stromvorsteuerung
am Ausgang von Gy in V2 zuriickzufiihren ist, wodurch sogar ein unerwiinschtes
nicht-passives Verhalten unterhalb der Netzfrequenz hervorgerufen werden kann.

Weiterhin prégt sich in YJS’I\\;[l fiir den Bereich unterhalb der Netzfrequenz eine
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(a) D = 0.5 MNms/rad? (b) D = 3MNms/rad>
m 0 : : S — m 0 : : : —
o e}
& 20 B 20 Fl i
. T rr—— s, |
> 40 L | ‘ e 1 > 40 | ‘ —

30 40 50 60 70 80 90 100 30 40 50 60 70 80 90 100
= o0/ g 90— [—H=01s —H =15 —H =105}
+ 0F + 0
> =90 premrpprrpsfess® > -90 ot T e
~J ~

30 40 50 60 70 80 90 100 30 40 50 60 70 80 90 100

fin Hz fin Hz

Abb. 4.17: Einfluss verschiedener Tragheitskonstanten H auf die VSM-
Admittanz fiir Spannungsregler V1 (durchgezogen) und V2
(gepunktet) bei verschiedenen Dampfungskonstanten D.

Serienresonanz aus, welche durch den zusétzlichen Integralanteil in GY ! hervorge-
rufen wird.

4.2.2.1 Sensitivitidt der Triagheitsmodellauslegung

Nachfolgend wird der Einfluss der Implementierung des Spannungsreglers auf die
Sensitivitdt des Tragheitsmodelldesigns untersucht. Aus diesem Grund werden
beide Reglervarianten fiir unterschiedliche Trégheitskonstanten H sowie D&mp-
fungskonstanten D in Abb.[T7] gegeniibergestellt. Dabei wird von einer vernach-
lassigbaren Triagheit (H = 0.1s) bis zu typischen Grofienordnungen eingesetzter
Synchrongeneratoren (H = 10s) variiert. Nachfolgende Interpretationen sind der
eigenen Publikation ‘ﬁ} entnommen.

Der Vergleich zwischen Abb.[T7h und Abb.[ITb lisst zunichst vermuten, dass
die Auslegungssensitivitat der Tragheitskonstante H von der emulierten Damp-
fung D abhéngt. Diese ist in Abb.[I7b sechsmal so grofl wie in Abb.AZIT7h.

Mit zunehmender Tragheit priagen sich zusétzliche Resonanzstellen in der Néhe
der Netzfrequenz aus, welche bei geringerer Dampfung sogar verstiarkt werden,
wahrend sich die Passivitédtseigenschaften des Umrichters gleichzeitig verbessern.
Fiir projektspezifische Auslegungsrichtlinien hinsichtlich den Tragheitsmodellpa-
rametern H und D sei dabei auf Kap.[5.43] verwiesen.

Unterhalb der Netzfrequenz zeigt Reglervariante V1 geringere Dampfungseigen-
schaften als Variante V2, woraus sich eine reduzierte Einflussbandbreite des Trag-

heitsmodells auf die Formung der Umrichteradmittanz YJS’I\\/,IQ im Gegensatz zu

Y\jsﬁ\\jll ableiten lasst. Folglich wird die fiir V1 charakteristische Serienresonanz
im Frequenzbereich unterhalb der Netzfrequenz, welche auf den Integralteil von

G zuriickzufithren ist, bei geringer Tréagheit und schwacher Dampfung verstarkt.
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Fiir dieselbe Permutation (geringe Tragheit und schwache Dampfung) kann fiir V1
auflerdem eine zusétzliche Resonanz oberhalb der Netzfrequenz auftreten, welche
sich in Abb.ETITh bei etwa 65 Hz zeigt. Wie sich in der eigenen Publikation [163]
zeigt, konnen beide unerwiinschten Effekte durch eine ungiinstige Auslegung der
Blindleistungsregelung verstarkt werden. Fiir die Reglervariante V2 sind diese
Effekte nicht beobachtbar, woraus sich eine geringere Sensitivitit der Auslegung
des Tragheitsmodells im Vergleich zu V1 ableiten lasst.

Aus Griinden der Vollstandigkeit ist weiterhin auf den Einfluss eines Priméarreglers
k. einzugehen. Ein Vergleich von H, p in (361) und Hzf;gm in (366) offenbart,
dass ein Primérregler k. sich zum Effekt von kp = Dw; hinzuaddiert. Fiir eine
moderate Dampfung D nach Abb.EI7b gilt jedoch kp > k., sodass der Pri-
maérregler selbst mit hohen AP/A f-Statiken von 50 % einen vernachléssigbaren
Einfluss hat. Bei abnehmender Dampfung nimmt der Einfluss von k. jedoch zu
und zeigt ein dhnliches Verhaltensmuster wie die Variation von D.

4.2.2.2 Einfluss des Reglerdesigns

Wie anhand Abb.[I4] erarbeitet, lasst sich das frequenzabhéngige Verhalten der
VSM im Wesentlichen durch die partielle Admittanz Yu+ o beschreiben. Zur bes-
seren Sichtbarkeit und Klassifizierung der Reglersensitivitdten von Gy und Gec,
wird daher im Folgenden lediglich Y:' ausgewertet. Da der Blindleistungsregler
Gq in der Einflussbandbreite des Tragheitsmodells wirkt, wird diese Sensitivitét
anhand der Gesamtadmittanz Y\}*'SM ausgewertet. Die folgenden Ausfithrungen
sind in groflen Teilen der eigenen Publikation [163] entnommen.

Einfluss von Gq

Zur Auswertung der Sensitivitdt von Gq entsprechend der Implementierung nach
(B350) werden unterschiedliche Reglerbandbreiten k;, q fiir beide Reglervarianten
in Abb.[LT8 gegeniibergestellt. Der Integralanteil ist hierbei vernachldssigt.

Auffallig ist die Ausprégung einer zusitzlichen Resonanz im Frequenzbereich von
60-100 Hz mit steigender Reglerdynamik (kp,q 1), dessen Resonanzfrequenz eben-
falls mit der Reglerbandbreite zunimmt. Diese Sensitivitét ist fiir die Reglervari-
ante V2 vernachldssigbar.

Die fiir Regler V1 charakteristische Serienresonanz im Frequenzbereich unterhalb
der Netzfrequenz ist ebenfalls von der Auslegung von Gq abhéngig. Wéhrend
die Auspriagung der Serienresonanz fiir zunehmende Reglerbandbreiten zwar re-
duziert wird, kann sich gleichzeitig ein zusétzlicher nicht-passiver Bereich bei
subsynchronen Frequenzen ausbilden. Letztere Abhhéngigkeit zeigt sich ebenso
fiir Reglervariante V2.
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Abb. 4.18: Einfluss verschiedener Proportionalkonstanten ky q auf die GFM-
Admittanz fiir (a) Spannungsregler V1 und (b) V2.
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Abb. 4.19: Einfluss verschiedener Proportionalkonstanten ky. auf die Admit-
tanz Yqu/Q fiir (a) Spannungsregler V1 und (b) V2.

Einfluss von G+

Auf den Einfluss der Reglerauslegung von G, wird anhand Abb.[ZT9 in Form der
Sensitivitat von kp, eingegangen, welche direkt mit der Bandbreite des Reglers
korreliert. Das Design von Gq wird nach Tab.[D.3] derart gewihlt, dass Interak-
tionen zwischen dem Blindleistungs- und Spannungsregler ausgeschlossen werden
kénnen.

Mit Hinblick auf die Dampfungseigenschaften des Umrichters ist der Einfluss
von kpv fiir Regler V2 vernachléssigbar, wihrend dieser fiir Regler V1 auf den
Frequenzbereich um ~ 100 Hz beschrinkt ist. Hier zeigt sich wiederum, dass V1
anfélliger fiir das Ausbilden zusétzlicher Resonanzen bei ungiinstiger Reglerausle-
gung ist. Im Frequenzbereich um ~ 100 Hz prigt sich mit kleineren Reglerband-
breiten zunehmend eine parallele Resonanz aus, welche durch gesteigerte Phasen-

79



KAPITEL 4. HARMONISCHE STABILITATSUNTERSUCHUNGEN

(a) V1 (b) V2
B 0 B 20
& 40 ,\\ B a0 | =
= 60} 15 60} —
7S 0 — Y80l —
= 10° 10° 0 = 10° 10° 10°
= ° —1— Fipee = 50 —— kpee = 120 —— Ky oo = 200 ‘
790 7 90— ke = 90 — kyee = 150 Epee = 300
T3 00 [ 1 | —
o 107 10° 10t 107 10° 10*

fin Hz fin Hz

Abb. 4.20: Einfluss verschiedener Proportionalkonstanten kp . auf die Admit-

tanz V.5 fiir (a) Spannungsregler V1 und (b) V2.

drehungen und folglich zunehmende negative Dampfungseigenschaften unterhalb
der auftretenden Resonanzstelle begleitet wird.

Fiir den Frequenzbereich f < 100Hz ist der Einfluss von kp,. fiir Regler V2
gegensitzlich zu Regler V1. Geringere Reglerbandbreiten fithren zu einem passiven
Verhalten, wohingegen Nichtpassivitit oberhalb der Netzfrequenz mit steigender
Reglerdynamik zu verzeichnen ist. Dieses Verhalten setzt sich bis etwa 1kHz fort.
Demnach ldsst sich durch die Auslegung des Spannungsreglers breitbandig auf
die Passivitdtseigenschaften eines GFM-Umrichters einwirken, wohingegen dessen
Sensitivitat fiir unterschiedliche Reglervarianten variiert.

Einfluss von Gec

Die Bandbreite des inneren Stromreglers G.. korreliert mit dem Proportionalglied
kp,cc des Reglers. Aus diesem Grund wird der Einfluss des Stromreglers auf die
GFM-Admittanz fiir eine Variation von kp cc in Abb.[20 aufgezeigt, wobei wie-
derum beide Spannungsreglervarianten unterschieden werden.

Fir beide Reglervarianten zeigt sich fir f < 1kHz eine Phasenanhebung mit
reduzierten Reglerbandbreiten, wodurch die Passivitédtseigenschaften in beiden
Fallen verbessert werden kénnen. Gleichzeitig fithren hohere Reglerdynamiken zu
verstarkten negativen Dampfungseigenschaften in diesem Frequenzbereich, wobei
diese Sensitivitit fur Reglervariante V2 starker ausgepragt ist als fir V1.

4.2.3 Einfluss der virtuellen Statorimpedanz

Eingangs wurde fiir Reglervariante V2 ein unerwiinschter nicht-passiver Bereich
unterhalb der Netzfrequenz herausgearbeitet, weswegen in der eigenen Publika-
tion [164] eine Verinderung der modellierten Statorimpedanz aus (3.53) vorge-
schlagen wird. Hierbei wird die Spannung tiber der Statorimpedanz nicht durch
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die gemessene Stromgrofle, sondern durch den Referenzstrom modelliert. Unter

Beriicksichtigung, dass im stationédren Fall Fl?h,dq ~ 7% zf,‘;v’dq ist, wird
AUp¢c.q AU 1 AL a
, — _ _X conv, 46
|: AUv{’eCfC,q 0 r v Aléce)flv,q ( )

formuliert. Weiterhin schreibt sich (858 in Matrixform unter Beriicksichtigung

von ([349) durch

AUref _ 3 UgCC q 7U€’CC d AI}? d
[ 0 } - <§FQGQ [ 0 0 AL,

YQ,dq

3 .1 AU .7
°F —Ih,q  dha PCCd |
+37eCa [ 0 0 AUSco.q
Hq,dq

Fir Reglervariante V1 erzielt das Einsetzen der linearisierten Form von (4] sowie

7)) in (@H) somit

AUref X — ALy
[ PCC,d } :(I+GVT;/) 1YQ,dq { h,d }

A[]lgeCfC,q Alﬁ!q
yref,V1
V; X AU (“48)
I+G. 2" H Gy =Y PCCd |
+ I+ Gv—5) " (Hqua + FvGv=—37) AUbocq
HEG

Fir Reglervariante V2 schreibt sich (£4]) unter weiterer Beriicksichtigung der
Stromvorsteuerung zu

GV re
?ézf’nv,dq = T(ﬁPéC,dq - FVﬁPCC,dq) - FIT?h,dq. (4.9)

Das Einsetzen der linearisierten Form von ([@3) sowie (£71) in ([@G) erzielt damit

ref v
|: AUPCC,d :| :(I+GV%)71(YQ,dq+FIXV) |: Alh,d :|

A[]lg%C,q AIﬁ,q
W (4.10)
Xv\ -1 Xv, | AUpcc,a .
I+G6,2Yy"Y(H G2V PCCd |
+ I+ Ge—5) " (Hquq + FvGv—37) { AU ey
HyG?
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Abb. 4.21: GFM-Admittanz fiir Modellierung der Statorimpedanz tiber (3.53)
(gepunktet) sowie (0] (durchgezogen).

Sowohl ([£8) als auch (£I0) nehmen die Form von (3.57) an, sodass fiir beide Reg-
Lervarianten die bekannte Matrixform Y7, g 4, analog zu (3.58) ermittelt werden
ann.

Abb.[A2]] stellt den Einfluss der Statormodellierungsvarianten nach (&55) und
(&) fiir beide Spannungsreglervarianten einander gegeniiber.

Fiir Reglervariante V1 hat die Statormodellierung nur einen geringfiigigen Einfluss
auf die Umrichteradmittanz. Jedoch zeigt sich fir Variante V2 vor allem im
subsynchronen Bereich eine deutliche Verbesserung der Passivitdtseigenschaften
durch Anwendung von (€8] anstelle von (3.55)). Zusitzlich werden die Dampfungs-
eigenschaften des Umrichters oberhalb der Netzfrequenz geringfiigig verbessert.
Beide Effekte legen die Empfehlung nahe, die vorgeschlagene Modellierungsoption
bei Verwendung der Reglervariante V2 zu ziehen.

Als weitere Permutation der GFM-Regelung sind die Modellparameter der virtu-
ellen Statorimpedanz zu untersuchen, weshalb Abb.[£27] den Einfluss verschiede-
ner Induktivitdten Lv in pu fiir beide Reglervarianten auf die GFM-Admittanz
veranschaulicht. Da in der Literatur GFM-Regelungsansétze ohne virtuelle Stator-
impedanz existieren [49,197, [131], ist neben der Variation dreier Gré8enordnungen
auch die Variante Ly = 0 pu gezeigt, wiahrend der ohmsche Anteil fiir alle Permu-
tationen zu Ry = 0pu gewéhlt wirdd.

Fiir beide Reglervarianten resultiert die Wahl einer gréfleren virtuellen Induk-
tivitdt in einer Verbesserung der Passivitédtseigenschaften rund um die Netzfre-
quenz. Gleichzeitig hat dies eine Erhéhung der Ddmpfungseigenschaften im glei-
chen Frequenzbereich zur Folge, wodurch die Antwortdynamik des Umrichters
reduziert wird. Weiterhin erkennbar ist die Reduktion der wirksamen Bandbreite

3Diese Wahl beruht auf Aussagen in [12], nach denen ein geringes Lv//Rv-Verhiltnis
mafgebend fiir eine unerwiinscht hohe Kopplung zwischen Wirk- und Blindleistungsgréfien
ist.

82



4.2. VERHALTEN SPANNUNGSEINPRAGENDER UMRICHTER

(a) (b)

0 0
: 3
g =
5 -50 5, 50

10! 10° 10° 10 10? 108

As 1

= Og 90 | = Ly = 0pu = Ly = 0.1pu
= = — Ly =0.01pu ==Ly = 1pu
S §
< > -

10 102 10 10 102 10°

fin Hz fin Hz

Abb. 4.22: Einfluss unterschiedlicher Statormodellparameter auf die GFM-
Admittanz fiir (a) Spannungsregler V1 und (b) V2.

des Tragheitsmodells mit einer gréBeren virtuellen Induktivitdt. Bei der Ausle-
gung der virtuellen Impedanz ist zusammenfassend ein Kompromiss zwischen den
Passivitatseigenschaften sowie der Antwortdynamik des Umrichters zu finden.

Der Freiheitsgrad der virtuellen Impedanz ist weiterhin im Kontext der Modell-
giiltigkeit von GFM-Umrichtern zu beleuchten. In Kap.[3.2.3:3 wurde die aktive
Admittanz eines GFM-Umrichters fiir unterschiedliche Modelltiefen der passiven
MMC-Admittanz dargestellt, wonach sich das kapazitive Verhalten der passi-
ven MMC-Admittanz sowie MMC-interne Resonanzen im Frequenzbereich unter-
halb 100 Hz bemerkbar machen, wihrend diese fiir GFL-Umrichter vernachlés-
sigbar sind. Dies wurde anhand verringerter Dampfungseigenschaften von GFM-
Umrichtern im Vergleich zu GFL-Umrichtern im relevanten Frequenzbereich er-
klart. Dementsprechend wird die Berticksichtigung interner MMC-Dynamiken we-
niger relevant, je grofler die virtuelle Induktivitiat gewahlt wird. Fir admittanz-
basierte Untersuchungen von GFM-Regelungskonzepten ohne modellierten Stator
im sub- und supersynchronen Bereich ist jedoch weiterhin die Modellbildung der
passiven MMC-Admittanz iiber ein HSS-Modell empfehlenswert.

4.2.4 Zusammenfassung

Dieses Unterkapitel hat sich mit der Einordnung verschiedenster Sensitivitdten
von GFM-Umrichtern befasst, deren frequenzabhingiger Einfluss in Abb.[d23]
dargestellt ist. Besonders hervorzuheben ist, dass die Umrichteradmittanz im
Wesentlichen durch die Dynamiken von Signalverarbeitung, virtueller Impedanz,
Blindleistungs-, Spannungs- sowie Stromregler beeinflusst wird, wihrend das Trég-
heitsmodell ausschliellich den Frequenzbereich nahe der Netzfrequenz formt.
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Abb. 4.23: Einordnung frequenzabhéngiger Einfliisse in GFM-Umrichtern.

Diese Charakteristik wurde wiederum fiir zwei verschiedene Spannungsreglerstruk-
turen untersucht, deren Einfluss sich fiir Frequenzen bis 1kHz erstreckt. Die
kaskadierte Reglerstruktur V1 zeigte dabei eine hohere Neigung fiir die Aus-
priagung schlecht geddmpfter Resonanzen bei ungiinstiger Reglerauslegung als
Regler V2. Fiir beide Reglervarianten stellt die Auslegung des Spannungsreglers
den breitbandigsten Einstellfaktor hinsichtlich der Passivitédtseigenschaften des
Umrichters dar.

Ohne die vorherigen Aussagen einzuschranken wurde weiterhin die Parametrie-
rung der virtuellen Statorimpedanz als grofler Einflussfaktor identifiziert, da diese
mafgeblich fiir die notwendige Modellierungstiefe der MMC-Admittanz verant-
wortlich ist. In GFM-Implementierungen ohne virtuellen Stator wird dabei auf-
grund reduzierter Dampfungseigenschaften die zusétzliche Modellierung interner
Dynamiken — z.B. anhand eines HSS-Modells nach Kap.B2:32 — fiir die Auswer-
tung der Umrichterdynamiken < 100 Hz empfohlen. Hingegen nehmen die Damp-
fungseigenschaften des Umrichters mit Beriicksichtigung einer Statorimpedanz zu,
sodass bei entsprechender Parametrierung dieser die Modellierung AC-seitiger
Dynamiken nach Kap.3.2.3.] geniigt.

4.3 Gegeniiberstellung der Umrichtertypen

Im Rahmen dieses Kapitels wurden verschiedene charakteristische Sensitivitdten
von GFL- und GFM-Umrichtern untersucht. Im Folgenden sollen Ahnlichkeiten
sowie umrichtertypabhangige Unterschiede herausgearbeitet werden, wobei die
wesentlichen Erkenntnisse in Tab.[H1] gegeniibergestellt sind.

Als grofler Unterschied zwischen beiden Umrichtertypen sind deren Dampfungsei-
genschaften zu nennen, welche auf die jeweiligen inneren Regler zuriickzufiihren
sind. Wahrend die Stromregelung der GFL-Umrichter fiir f < 1kHz stark damp-
fende Eigenschaften hervorruft sowie — in Abhéngigkeit der gewédhlten Stromregel-
struktur — ein resistives oder kapazitives Verhalten zeigt, ist der Einfluss der akti-
ven Dynamiken einer Spannungsregelung in GFM-Umrichtern bedeutend geringer,
sodass — entsprechend der zugrundeliegenden passiven Admittanz — ein weitest-
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gehend induktives Verhalten vorliegt. Die reduzierten Dampfungseigenschaften
kénnen dabei fiir niedrige harmonische Ordnungen zu einer Modellierungsnotwen-
digkeit interner MMC-Dynamiken fithren, weswegen eine initiale Einordnung der
Modellierungsgiite mithilfe numerischer Simulationen des geregelten Umrichters
zu empfehlen ist.

Fir GFL-Umrichter wurde gezeigt, dass die charakteristischen Eigenschaften der
inneren Stromregelung (bezugnehmend auf Reglerauslegung und -struktur) zwar
im Frequenzbereich > 1kHz dominieren, jedoch auch fiir f < 1kHz, d.h. im ar-
beitspunktabhéngigen Frequenzbereich, einen grofien Einfluss nehmen. Fiir GFM-
Umrichter wird die Umrichteradmittanz im Wesentlichen durch die partielle Ad-
mittanz Y;/Q geformt, welche alle passiven AC-Dynamiken sowie aktiven Dyna-
miken zur Regelung der Spannungsamplitude beriicksichtigt. Somit stellen die
inneren Regler fiir GFM-Umrichter ebenfalls eine breitbandige Sensitivitdt hin-
sichtlich der Dampfungs- und Passivitdtseigenschaften des Umrichters dar. Fir
beide Umrichtertypen gilt dabei, dass mit ansteigenden Bandbreiten von Gc. mehr
Dampfung in das System bei kleinen harmonischen Ordnungen eingebracht wird.

Waéhrend fiir GFL-Umrichter der Einfluss duflerer Regler mafigeblich iiber Afpr.1,,
d.h. iiber die Bandbreite der PLL, bestimmt wird, ist fiir GFM-Umrichter die
Bandbreite des Triagheitsmodells oder Afysym ausschlaggebend. Die Sensitivitat
dieser Einflussfaktoren ist jedoch in beiden Féllen abhéngig von der Wahl der
umrichtertypabhingigen Reglerstruktur (Stromregler fiir GFL-Umrichter, Span-
nungsregler fiir GFM-Umrichter).

Als weitere Gemeinsamkeit fiir beide Umrichtertypen ist der breitbandige Einfluss
selektiver Filter zur Extraktion symmetrischer Komponenten zu nennen. In beiden
Féllen konnen die Passivitédtseigenschaften der Umrichter bei deren Beriicksichti-
gung fir f < 1kHz verbessert werden. Weiterhin werden umrichtertypspezifische
parallele Resonanzen im Frequenzbreich f > 1kHz geddmpft, wobei resonanzbe-
gleitende nicht-passive Bereiche zu niedrigeren Frequenzen verschoben werden.

Aus Griinden der Vollstandigkeit sei zu erwdhnen, dass die Implementierung et-
waiger Gegensystemregler aufgrund der selektiven Filterung symmetrischer Kom-
ponenten nur einen geringfiigigen bis vernachlissigbaren Einfluss auf die Umrich-
teradmittanz beider Umrichtertypen im Mitsystem hat. Im stationidren Zustand
ist von einem Arbeitspunkt I aq = 0 auszugehen, sodass der Admittanzver-
lauf im Gegensystem hauptsichlich durch die inneren Admittanzen Yo ~ Y&
oder Yo ~ Y,! geformt wird. Der wesentliche Unterschied beliuft sich auf die
Frequenzverschiebung selektiver Filter sowie die Dynamiken zusétzlicher Strom-
regler im Gegensystem, welcher jedoch aufgrund des erwdhnten Arbeitspunktes
lediglich einen zusétzlichen nicht-passiven Bereich geringer Bandbreite nahe der
Netzfrequenz hervorrufen kann. Aufgrund der unsymmetrischen Eigenschaften
sowie der Frequenzverschiebungen in den Matrizen YgLL,aﬁ sowie Yxi/SM,a,s ist
die Uberlagerung genannter Dynamiken jedoch nicht analytisch herleitbar, sodass
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die Gegensystemadmittanz eines Umrichters bei implementierter Gegensystemre-
gelung anhand eines Frequenzscans ermittelt werden sollte.

Tab. 4.1: Gegeniiberstellung von Sensitivititen der Umrichteradmittanz von
GFL- und GFM-Umrichtern

Sensitivitéit | GFL-Umrichter | GFM-Unrichter

Déampfungs- + héhere Démpfung - geringere Dampfung

eigenschaften

Modellierungs- « ausschlieflliche Beriick- | - fiir f < 100Hz Beriick-

anforderung sichtigung AC-seitiger | sichtigung interner MMC-
MMC-Dynamiken zuléssig Dynamiken oder numerische

Validierung sinnvoll
Systemtotzeit - sinkende fnp mit steigenden Systemtotzeiten

« bessere Passivitatseigenschaften fiir GFM-Umrichter
- breitbandiger Einfluss von Struktur und Auslegung bis in

innere Regelung den subsynchronen Frequenzbereich

duflere Regelung

Arbeitspunkt-

+ Einfluss abhéngig von der
PLL-Bandbreite

« Sensitivitdt der Regleraus-
legung abhéngig von der
duleren Reglerstruktur

- Sensitivitdt abhéngig von

« Einfluss abhéngig von der
Bandbreite des Tragheits-
modells

« fir D 1, H | reduzierte
Dampfungs- und Passivitats-
eigenschaften

- vernachlassigbar

der Wahl des inneren Reglers
« Verbesserung der Passivitatseigenschaften fiir f < 1kHz
bei Annadherung an die passiven Dampfungseigenschaften des
Umrichters

- Dadmpfung von Resonanzen fir f > 1kHz, reduzierte fup

abhéngigkeit

Selektive Filter

Zusammenfassend ist ausgehend von Tab.[LT] abzuleiten, dass fiir beide Umrich-
tertypen nicht-passive Bereiche anhand struktureller sowie parametrischer An-
passungen reduziert oder zu unkritischen Frequenzbereichen hin verschoben wer-
den konnen. Wahrend dies fur GFL-Umrichter aufgrund ihrer hohen Arbeits-
punktabhéngigkeit ein mehrdimensionales Problem darstellt, ist dies fiir GFM-
Umrichter einfacher realisierbar, da deren Arbeitspunktabhéangigkeit im untersuch-
ten Frequenzbereich als vernachldssigbar zu bewerten ist. Abschlielend ist hierbei
hervorzuheben, dass innere Regler sowie sequenzselektive Filter einen breitbandi-
gen Einfluss auf die Umrichteradmittanz haben und damit die grofiten Potenziale
fiir entsprechende Anpassungen des frequenzabhéngigen Verlaufs eines Umrichters
bieten.
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Kapitel 5

Implementierung eines
GFM-MMC-HGU-Systems

Die Implementierung von GFM-Regelverfahren in MMC-HGUs stellt eine Option
dar, geplante Umrichtersysteme im Ubertragungsnetz zur Verbesserung der Sys-
temstabilitdt zu nutzen. Im Kontext des SuedLink-Vorhabens wird im Folgenden
ein Implementierungsvorschlag fiir eine P2P-GFM-RBP-HGU der VSM-Klasse
vorgestellt, anhand dessen das dynamische Verhalten und potenzielle Herausfor-
derungen im Folgekapitel erarbeitet werden. Das zugrundeliegende Regelungssche-
ma, welches in groflen Teilen auf der eigenen Journalverdffentlichung [154] basiert,
ist in Abb.[ET] dargestellt.

In der RBP-Konfiguration besteht jede Umrichterstation Tz mit € {1,2} aus
jeweils zwei Stationspolen Czg mit g € {p,n} fir den positiven (p) und den
negativen (n) Stationspol. Wie bereits in Kap.2:2.3] angerissen, findet die Rege-
lung der DC-Groflen in der RBP-Konfiguration aufgrund reduzierter DC-seitiger
Freiheitsgrade stationsiibergreifend statt. Hierfiir wird sich stationsiibergreifender
GroBen mit 4 T® = 0.5e =74 (yC=P 4 ~C) ynter Beriicksichtigung einer Kommuni-
kationstotzeit Tq = 20 ps zwischen beiden Polen einer Umrichterstation bedient.

Weiterhin wird zwischen der Umrichterstation im DC-Master-Betrieb (M) so-
wie im DC-Slave-Betrieb (S) unterschieden. Die Umrichterstation im DC-Master-
Betrieb wird DC-spannungsgeregelt, wihrend die Umrichterstation im DC-Slave-
Betrieb DC-stromgeregelt operiert.

Zur AC-Spannungsregelung werden Spannungsgrofien am PCC des jeweiligen Sta-
tionspols gemessen und unter Beriicksichtigung des Transformatoriibersetzungs-
verhiltnisses 7 auf die Sekundirseite mit uS%? = ugggy /7 bezogen. Weiterhin
wird die Phasenverschiebung durch die Wahl der Transformatorschaltgruppe mit
Oty beriicksichtigt und mit dem netzseitig wirksamen VSM-Winkel ygy fiir Park-

Transformationen sekundérseitiger GréBen analog zu [116] verrechnet.
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Abb. 5.1: Regelungsschema einer P2P-GFM-HGU in RBP-Konfiguration.
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5.1. REGELUNG DER AC-DYNAMIKEN

Im Folgenden werden die Funktionsweise und Zielsetzung einzelner Regelblécke
im Detail erldutert sowie die Auslegung der VSM ausfiihrlich diskutiert. Wei-
terfithrend wird ein Strombegrenzungskonzept fiir die VSM-HGU vorgeschlagen
sowie dessen Wirksamkeit zur Vermeidung von Desynchronisierungsproblemen der
virtuellen Maschine aufgezeigt.

5.1 Regelung der AC-Dynamiken

Die Grundidee fiir die Regelung AC-seitiger MMC-Dynamiken ist im Kern den
Veroffentlichungen [107, [110] entnommen, wobei im Rahmen dieser Dissertation
zahlreiche Anpassungen fiir den Betrieb in einer P2P-GFM-HGU unter Beriick-
sichtigung technischer Anschlussrichtlinien vorgenommen wurden. Diese werden
im Folgenden tiefergehend dargelegt und begriindet. Fiir Regelblécke, welche auf
Polregelebene implementiert sind, wird dabei aus Griinden der Ubersichtlichkeit
auf die Kennzeichnung Cxg verzichtet.

5.1.1 Modell der virtuellen Synchronmaschine

Das im Rahmen dieser Dissertation untersuchte Modell der virtuellen Synchron-
maschine besteht aus einem Tragheitsmodell, einem Primérregler nach (B3.63),
einer Blindleistungsstatik nach ([B56) sowie einem Modell des Stators durch eine
quasistationdre Impedanz. Die Implementierung einer quasistationdren Impedanz
anstelle einer dynamischen Représentation des Stators liegt in Untersuchungen
nach |93] begriindet. Fiir geringe ohmsche Beldge kann demnach ein unerwiinsch-
tes Schwingverhalten in den Stromgréfen infolge kleinster Spannungsabweichun-
gen im Netz auftreten, wihrend eine Erhéhung des ohmschen Belags in einer
unerwiinschten Kopplung zwischen den Wirk- und Blindleistungsgréfien resultiert.
Dieses Auslegungsdilemma kann durch die quasistiationdre Implementierung des
virtuellen Stators umgangen werden. Hierbei wird infolge der Untersuchungser-
gebnisse aus Kap.[L 23] der Spannungsfall iiber den Stator anhand (48] emuliert.

Der Maschinenteil wird unter Vernachlissigung jeglicher Limitierungseingriffe an-
hand eines Trigheitsmodells nach Abb.[E2] realisiert (tirkisfarbener Block), wo-
bei die Kreisfrequenz des virtuellen Stators mithilfe einer PLL bestimmt Wir.
Der Primérregler ist durch einen hellgriinen Block gekennzeichnet. Im DC-Slave-
Betrieb gilt p™f = p***, wihrend die Leistungsreferenz im DC- Master-Betrieb an-
hand der DC-seitig gemessenen Eingangsleistung unter Beriicksichtigung eines

Messfilters Hp pac bestimmt wird.

Zusatzlich zu den Ausfithrungen in Kap.[32Z7.2 ist in Abb.[52ein Pfad zur Verbes-
serung des Fiithrungsverhaltens der Wirkleistung (PFF, engl: power feed-forward)
in grau gekennzeichnet.

L Auf den Einfluss der Beobachtung der Netzfrequenz wird in Kap.[5.4] detailliert eingegangen.
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Abb. 5.2: Blockschaltbild des Tragheitsmodells mit PFF-Pfad (grau markiert).

Die durch die VSM am PCC eingespeiste Wirkleistung kann anhand der Gleichung
fiir eine elektrisch kurze Leitung durch

3urefa;r . Kleinwinkelndherung 3urefﬁ;
"2 x " ~ 2 x ° oy

approximiert WerderE, wobei X die wirksame Reaktanz zwischen Polrad und PCC
bezogen auf die Umrichterseite des Transformators darstellt. Da der Spannungsfall
iber die passive AC-Impedanz Zac durch entsprechende Spannungs- und Strom-
regler kompensiert wird, ist die wirksame Impedanz zwischen Polrad und PCC
durch X = wy Ly charakterisiert.

Entsprechend den Ausfithrungen in |109] kann (&) nach dem Winkel umgestellt
werden, wobei durch Ersetzen der Wirkleistung durch dessen Referenz p™f eine
Schétzung des sich iiber X einstellenden Winkels erfolgt. Die Winkelschitzung
wird weiterhin, wie in Abb.[52] in grau angedeutet, dem Winkel aus dem Trag-
heitsmodell in Form von dppr vorgesteuert, sodass gilt:

2 (’JlLV ref

Oyvsm = Ovsm + 6prr = Ovsm + 5 ———Fprrp™© . (5.2)
3 urefua

kprR

Zudem kann im Vorsteuerfaktor kppr ein Tiefpassfilter Fppr beriicksichtigt wer-
den, um eine robustere Winkelvorsteuerung zu erzielen.

Abb.B3h zeigt die Auswirkung des PFF-Pfads auf die Leistungsantwort der VSM
infolge einer Sprunganregung mit 1pu fiir einen VSM-MMC entsprechend der
Auslegung nach Tab.[D.3lin Anhang[D.Il woraus die Verbesserung des Fiithrungs-
verhaltens der Wirkleistung direkt erkennbar wird. In |[109] wurde dabei mit-
tels Kleinsignalanalyse hergeleitet, dass die Bandbreite der Leistungseinspeisung

—
?Da ﬁ: der Spannungsamplitude des zugehorigen Raumzeigers u+a,dq infolge einer
betragsinvarianten Park-Transformation entspricht und u™f bereits die Amplitude des
zugehoérigen Raumzeigers darstellt, ist fiir die Leistungsberechnung ein Vorfaktor 3/2 zu
beriicksichtigen.
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Abb. 5.3: Einfluss des PFF-Pfads auf (a) die Wirkleistungsantwort der VSM
(b) das frequenzabhéngige Verhalten der VSM mit numerisch
ermittelten Frequenzpunkten.

Apczg’”f/ApSgi,l durch diese Mafinahme erhoht wird, wiahrend der Einfluss auf
das Trégheitsverhalten umgangen wird.

Vervollstéindigend wurde in der eigenen Verdffentlichung [163] anhand analytischer
Herleitungen sowie numerischer Validierungen im Frequenzbereich gezeigt, dass
die PFF-Implementierung trotz forderlichem Verhalten im Zeitbereich einen ver-
nachléssigbaren Einfluss auf das frequenzabhéngige Verhalten des Umrichters im
relevanten Frequenzbereich zeigt (Abb.[E3b), wodurch die Anwendbarkeit dieser
Mafinahme bestétigt wird.

5.1.2 AC-Spannungsregelung

In Kap.E2wurde das frequenzabhéngige Verhalten fiir verschiedene Implementie-
rungsmoglichkeiten eines GFM-Umrichters diskutiert, wobei fiir unterschiedlichs-
te Permutationen zwei Spannungsregler gegeniibergestellt wurden. Hierbei zeigt
die Variante Gve = kpvGec Vorteile im Hinblick auf die Robustheit gegeniiber
Verdnderungen im Tragheitsmodell sowie anderen Reglersensitivitdten, wie der
Blindleistungsstatik und dem AC-Spannungsregler, und bietet zudem die Moglich-
keit einer integrierten Stromlimitierung &hnlich zum Funktionsprinzip in @} Aus
diesem Grund wird diese Variante fur die Regelung der Mitsystemspannung im
dynamischen GFM-Modell zugrunde gelegt, wobei das zugehorige Blockschaltbild
in Abb.[54] abgebildet ist.

= —
. e e PR . 7+ lim 4 ref - .
Sofern keine Stromlimitierung aktiv ist, gilt ¢ conv.dg = ¥ conv,dg- FUT diesen Fall

ist das Ubertragungsverhalten durch
WL = konGec €y + [ (5.3)

zu beschreiben, wobei ?j{q dem Raumzeiger der Regelabweichung in der Mitsys-
temspannung in dg-Koordinaten beschreibt und ff die aufgeschalteten Pfade am

91



KAPITEL 5. IMPLEMENTIERUNG EINES GFM-MMC-HGU-SYSTEMS
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Abb. 5.4: AC-Spannungsregelung mit integrierter Stromlimitierung.

Ausgang des Stromreglers zusammenfasst. Somit ist das Ubertragungsverhalten
durch einen reinen Spannungsregler charakterisiert, da Dynamiken der gemessenen
Stréme im Ubertragungsverhalten des Reglerkonzepts voneinander subtrahiert
werden (rot gekennzeichnet).

Wird die Stromlimitierung aktiv, so gilt < ;’i“ﬁldq < 4 :roifiqu und das Ubertra-
gungsverhalten des Reglers resultiert in
+,ref —+ _->+,ref _->+,lim
ﬂA,dq - kPWGcc?dq - GCC( 2 conv,dq ? conv,dq) + ff (54)
= ref
Al con\ez,dq

Ein Vergleich von (B.3)) und (B4) offenbart, dass bei aktiver Stromlimitierung
inhédrent ein zusitzlicher Regelpfad im Gesamtiibertragungsverhalten des Span-
nungsreglers aktiv wird, welcher die Abweichung zwischen unlimitierter und limi-
tierter Stromreferenz (A?;;‘ef 4g) 1iber den Regler Ge. ausregelt. Auf diese Weise
wird ohne Umschaltung einer Reglerstruktur ein Uberstrom limitiert, wihrend die
AC-Spannungsregelung weiterhin aktiv bleibt. Auf das ganzheitliche Konzept der
implementierten Stromlimitierung wird in Kap.[5.8 ausfihrlich eingegangen.

5.1.3 Gegensystemregelung

Wie bereits anhand Abb.[3.6lhergeleitet, werden gemessene Strom- und Spannungs-
groBen mittels einer MCCF-Struktur in ihre Mit- und Gegensystemanteile zerlegt,
sodass fiir diese Yo = ’Yig + v, gilt. Unter Anwendung der Park-Transformation
nach Anhang[A_T] ensteht der Zusammenhang

Yap = T74(0 = Oysw)vi, + T 70 = —bvsu)va,. (5.5)
Weiterhin gilt fiir Wirk- und Blindleistungsgréfien im Allgemeinen
3 . ) 3, . .
P = o (uaia +usis), 0= o(upia — uais). (56)

Demnach erzielt die Anwendung von (5.5) fiir die Strom- und Spannungsgrofien
sowie anschlieendes Einsetzen in (5.6]) nach den Ausfithrungen in |31, 138, |77]

p=p+ P2 COS(Q@VSM) + Py sin(QOVSM), mit (57&)
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_ 3 . . 3, _._ _
p= §(u3'13' ‘*‘U;Zi—)‘i’i(“d iq +uqiq), (5.7b)
Po Py
3 — — . .
Py = 5(“3_%1 +udiq +ugiy +ugid), (5.7¢)
3 .- +,— -+ -t
Py = §(ud lq — Uglq —Uglq +Uqiq ), (5.7d)
sowie
g = G+ Qc2 cos(20vsm) + Qs2 sin(20ysn), mit (5.8a)
qzi(uqzd —udzq)—|—§(uqzd —ugiq), (5.8b)
9 9%
S b — -
Qc2 = §(uq iqg —Ugiq +Uqiq —Ugiq), (5.8¢)

Qs2 = g(uqﬂ‘; +ugiy —ugie —ugig). (5.8d)
Somit lassen sich die Leistungsgréen in konstante Leistungsterme im Mitsystem
(pg,q7), konstante Leistungsterme im Gegensystem (py ,q; ) sowie weitere Leis-
tungsterme Pra, Ps2, Qc2 und Qs2 zerlegen, in denen Stromkomponenten im Mit-
und Gegensystem jeweils mit Spannungskomponenten im Gegen- und Mitsystem
gekoppelt sind. Daraus wird ersichtlich, dass bei Auftreten eines Gegensystems
die Terme P2, Ps2, Qc2 und Qs2 in Erscheinung treten, wodurch Blind- und Wirk-
leistungskomponenten mit der doppelten Frequenz (2wysm = 29vsk1) schwingen.

Zur Regelung der Leistungsterme existieren im Mit- und Gegensystem jeweils
zwei Freiheitsgrade. Die zwei Freiheitsgrade im Mitsystem werden, wie bereits
ausfithrlich in dieser Dissertation thematisiert, zur Regelung des Spannungszei-
gers in Amplitude und Winkel angewandt, was in einer indirekten Regelung der
konstanten Leistungsterme resultiert. Somit verbleiben nach (E7d)-(E7d) und
BE3d)-(BE8d) vier weitere Leistungsterme fiir jedoch ausschlieflich zwei weitere
Freiheitsgrade. Die verbleibenden Freiheitsgrade im Gegensystem koénnen fir un-
terschiedliche Regelungsziele eingesetzt werden |31, [77]:

¢ Elimination des Wirkleistungsripples durch Ausregeln von Peo und P,
o Elimination des Blindleistungsripples durch Ausregeln von Q.2 und Qs2,
o Unterdriickung des Gegensystemstroms d.h. ¢ =0 0T,

conv,dq
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Abb. 5.5: Antworten der Wirk- und Blindstréme einer impedanzbehafteten
Spannungsquelle (SQ) sowie eines VSM-geregelten MMCs (VSM) auf
einen unsymmetrischen Fehler auf Phase R mit 50 % Restspannung.
(a) Mitsystem, (b) Gegensystem.

o Stellen oder explizites Regeln der Gegensystemspannung zu Null.

Aufgrund limitierter Freiheitsgrade lassen sich diese Regelungsziele nicht gleich-
zeitig verfolgen, weswegen Iﬂ] die dynamische Performanz der VSM fiir die auf-
gelisteten Regelungsziele wahrend unsymmetrischer Netzzustédnde im Netz- sowie
Inselnetzbetrieb gegeniiberstellt. Hierbei wurde erarbeitet, dass keine der vorge-
stellten Methoden universell geeignet ist. Fiir eine angemessene Wahl der Gegen-
systemregelung erscheint es daher sinnvoll, zundchst das Sollverhalten der VSM
wahrend unsymmetrischer Ereignisse anhand des Verhaltens einer Spannungsquel-
le zu ergriinden.

In Abb.EA wird das Verhalten einer impedanzbehafteten Spannungsquelle sowie
einer MMC-VSM ohne Gegensystemregelung bei einem Kurzschluss am PCC zum
Zeitpunkt ¢ = 2s auf Phase R mit einer Residualspannung von 50% gegen-
ibergestellt. Analog zur MMC-VSM ist die Spannungsquelle iiber einen Trans-
formator entsprechend der Auslegung in Anhang[D.2] an das Netz angeschlossen,
wobei die Innenimpedanz der Spannungquelle aus Griinden der Vergleichbarkeit zu
Zsq = w1 Ly gewéhlt wird. Fiir beide Testobjekte sind Konzepte zur Stromlimitie-
rung vernachlassigt. Es werden die Wirk- und Blindstréme der Grundschwingung
entsprechend den Auswertungsrichtlinien einschlédgiger Literatur , } gegen-
iibergestellt, deren mathematische Grundlagen in Anhang[A.2] dargelegt sind.

Die Spannungsquelle reagiert auf den unsymmetrischen Fehler mit einer Strom-
antwort, welche dem Ereignis entgegenwirkt. Dies entspricht einer positiven Blind-
stromdnderung infolge einer negativen Spannungsdnderung im Mitsystem und
einer negativen Blindstroméanderung infolge einer positiven Spannungsénderung
im Gegensystem. Aus diesem Verhalten lisst sich die vierte Anforderung an HGU-
Systeme aus Kap.[ZH entsprechend den Anschlussregeln in @] ableiten. Die
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—,ref
ﬂA re:

,dq

Abb. 5.6: Gegensystemregelung mit integrierter Stromlimitierung.

Wirkstromkomponenten in Mit- und Gegensystem gehen nach einem initialen
Aufschwingverhalten in der ersten Netzperiode nach Auftreten des Fehlers wieder
auf ihren urspriinglichen Arbeitspunkt zuriick.

Fiir das Mitsystem zeigt die VSM-Implementierung ein dhnliches Verhalten. Je-
doch tritt zudem ein unerwiinschter Wirkstrom in der Gegensystemkomponen-
te auf, welcher auf eine unsymmetrische Implementierung der Statorimpedanz
zuriickzufithren ist. Dieses Verhalten kann z.B. nach [8&€] mit unterschiedlichen
Parametern der virtuellen Impedanz fir Mit- und Gegensystem bestatigt werden.
Das Einpriagen eines Wirkstroms im Gegensystem fithrt dazu, dass eine Blind-
stromstiitzung im Mitsystem im Vergleich zur Spannungsquelle reduziert ausféllt.
Basierend auf den vorangegangenen Beobachtungen ist daher eine Gegensystemre-
gelung zu konzipieren, durch welche das Auftreten einer Wirkstromkomponente im
Gegensystem vermieden werden kann. Hierfiir wird eine Regelung zugrunde gelegt,
welche die auftretende Gegensystemspannung entsprechend des Wirkprinzips in
Abb.[56l zu Null regelt.

Das Konzept besteht aus einer Verstirkung kp , zur Bestimmung der Referenz
?;’;;f, einem optionalen Stromlimitierungsblock sowie einer kaskadierten Strom-

regelung G analog zu [31].

_ 1 Ry, —w Ly, _ _
.—,ref v VSM Ly ,ref

= _ _ v —u 5.9
conv,dgq (R;)Q ( Vs L\;) wyvsml v RV ( a,dq a,dq) ( )

Yy

Dies entspricht einer #quivalenten Implementierung des Ubertragungsverhaltens
einer virtuellen Impedanz, jedoch direkt aufgelést nach der Stromreferenz zur ver-
einfachten Limitierung des Gegensystemstroms. Hierbei ist fiir die Parametrierung
des virtuellen Stators R,, = Ry sowie Ly, = Lv zu wéhlen. Bei voneinander ab-
weichender Parametrierung des virtuellen Stators in Mit- und Gegensystem stellt
sich der Gegensystemstrom in Abhéangigkeit der Netz- sowie Statorimpedanzen
ein, wodurch ein unerwiinschter Wirkstrom im Gegensystem bei unsymmetrischen
Netzzustidnden auftreten kann.
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Abb. 5.7: Regelungsprinzip der DC-Groéflen.

5.2 Regelung der DC-Komponenten

Wie in der eigenen Journalpublikation [156] erarbeitet sowie entsprechend in
Kap.223 erwéahnt, stehen in der RBP-Konfiguration drei regelbare Freiheitsgrade
fiir die Bestimmung von vier StellgroBen ugfog T aller Stationspole zur Verfiigung.
Ahnlich zum Implementierungsvorschlag in [156] werden diese fiir die Regelung
der DC-Spannungen beider Systempole (zwei Freiheitsgrade) sowie des DC-Stroms
(ein Freiheitsgrad) genutzt. Daher wird sich hier, wie eingangs erwahnt, stati-
onstibergreifender Fithrungsgrofien bedient. Das beriicksichtigte Regelprinzip ist
somit der Stationsregelebene zuzuordnen und Abb.E7] zu entnehmen.

Hierbei wird im Master-Betrieb eine kaskadierte DC-Spannungsregelung (oberer
Zweig) mit DC-Spannungsregler Guqc sowie nachgelagerter Stromregelung Guide
implementiert. Im Slave-Betrieb findet eine DC-Stromregelung Giqc iiber die sta-
tionstibergreifende Fithrungsgrofie igﬁ“‘m’o statt (unterer Zweig). Der Referenzwert
der DC-Stroms wird dabei wie folgt bestimmt:

pTac,ref

.Tz,ref _ I'VSM,filt

phm,0 ref (510)
3ui?

Hierbei entspricht p%i\jﬁfﬁlt der mechanischen Leistung der VSM, welche mit Fpqc

nach Tab.[Dl in Anhangm gefiltert wird. Die Filterung hat zum Ziel, das
Ubertragen etwaiger Oszillationen doppelter Netzfrequenz bei Auftreten unsym-
metrischer Netzbedingungen im AC-Netz auf die DC-Seite zu verhindern.

5.3 Energiebilanzierung

Wahrend das Herstellen der horizontalen und vertikalen Energiebilanz analog zum
Implementierungsvorschlag in |[116] erfolgt, ist im GFM-Umrichter eine abweichen-
de Realisierung der Gesamtenergiebilanz notwendig. Die in jedem Umrichterarm
gespeicherte Energie ist durch

1 Csm

€y = 5

S y\2
2@(“09@) (5.11)
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Abb. 5.8: Blockschaltbild des Tragheitsmodells mit Pfad zur Gesamtenergiebi-
lanzierung tiber die AC-Seite (grau markiert).

beschreibbar [71]. Durch Summenbildung der Energieterme ex , = 0.5(ep,y + €n,y)
sowie nachfolgende Clarke-Transformation wird die durchschnittliche Energie es; o
je Umrichterarm ermittelt. Die je Umrichterarm durchschnittlich ausgetauschte
Leistung ist weiterhin anhand

1

) . . . 1
€x,0 = Px,0 = Ux,0lphm,0 — _(UA,aZconv,oz + UA,BZconv,B) + =PV, conv (512)
—_—— 4 6

GPde SPac

in die je Umrichterarm durchschnittlich DC-seitig aufgenommene Wirkleistung,
die durchschnittlich AC-seitig abgegebene Wirkleistung sowie die durchschnittli-
chen Umrichterverluste py conv je Umrichterarm (letzter Term) zu zerlegen. Eine
ausfiihrliche Herleitung hierzu ist in [116] dargelegt. Entsprechend (512) kénnen
entstehende Umrichterverluste somit entweder iiber die AC-Seite oder die DC-
Seite des jeweiligen MMCs ausgeglichen werden.

Im Slave-Betrieb bietet sich eine Gesamtenergiebilanzierung iiber die DC-Seite
an. Ahnlich zum Implementierungsvorschlag der eigenen Journalpublikation |[156]
wird anhand eines vorgelagerten Gesamtenergiereglers Ghal,ac mit der gefilterten
Energiegrofie égfog als Fihrungsgrofie die Reglerausgangsgrofie igﬁi’zal je Stati-
onspol ermittelt, welche in Form der stationstibergreifenden Grofle z;l;frf %1 dem
arbeitspunktabhéngigen Referenzwert zgffnfeé der DC-Stromregelung aufgeschaltet
wird, vergleiche Abb.[E7 Instantane Energieungleichgewichte werden iiber die AC-
Seiten der jeweiligen Umrichterpole ausgeglichen, sind im symmetrischen Betrieb
beider Umrichterpole jedoch zu vernachlissigen. Folglich sind die Verluste beider
Stationen sowie der DC-Strecke tiber die AC-Seite der Master-Station zu beziehen.
Abweichend zu Realisierungen fiir GFL-Umrichter kann die Energiebilanz tiber
das Tréagheitsmodell hergestellt werden. Ein entsprechender Implementierungs-
vorschlag ist in Abb.[5.8 in grau hervorgehoben und erfolgt fiir jeden Stations-
pol separat. Hierbei wird mittels einer AC-seitigen Energieregelung Guai,ac sowie
durch Multiplikation mit der Grundschwingungsamplitude der Netzspannung ein
Leistungsterm ppa ermittelt, welcher der mechanischen Leistung der VSM nega-
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tiv aufgeschlagen wird. Das negative Vorzeichen erklart sich hierbei anhand der
Zusammenhénge in (G.12).

5.4 Auslegung der VSM-HGU

Zur Auslegung der Parameter im Triagheitsmodell ist es zunéchst sinnvoll, deren
Einfluss genauer zu verstehen. Aus diesem Grund wird im Folgenden das Verhalten
der VSM fiir verschiedene Netzereignisse analytisch hergeleitet sowie graphisch
erldutert. Aus den daraus gewonnenen Kernaussagen wird im letzten Schritt eine
Auslegungsrichtlinie sowie ein Parametersatz fiir die GFM-HGU unter Beriicksich-
tigung verfiigbarer Energiemengen innerhalb eines MMCs abgeleitet.

Sofern nicht anderweitig gekennzeichnet, wird hierbei zunéchst von einer Ausle-
gung nach Tab.[D.3lin Anhang[D.Jlausgegangen. Die Auslegung der AC-Spannungs-
regelung sowie der Gesamtenergiebilanzierung iiber die AC-Seite wird ebenfalls in
Anhang[D.2] beschrieben, wihrend zur Auslegung der vertikalen und horizontalen
Energieregler, der internen und DC-Stromregler sowie der DC-Spannungsregler
auf [116] verwiesen wird.

5.4.1 Abhéingigkeiten wihrend eines Winkelsprungs

Ausgehend von (5.1 sowie unter Berticksichtigung, dass der Winkel zwischen virtu-
ellem Polrad und PCC ¢ = Oysm —Opcc betrégt, ist die eingespeiste Wirkleistung
am PCC im Laplace-Bereich bei Anwendung der Kleinwinkelndherung durch

3 Urer+
P=- =
2 X

(Ovsm — Opcc) (5.13)

zu beschreiben. Die Linearisierung von (5.I3]) sowie unter der Annahme, dass die
Amplituden U™ und U} wahrend eines Winkelsprungereignisses konstant sind,
und nachfolgendes Einsetzen von (3.61)) fiihren zu dem Zusammenhang

AP

_§U“‘fU;( 1 Fp 1 kp

—— AP+ = A — A . 14
2 X s Jwis + kp + s Jwis + kp “PLL 0PCC> (514)

Weiterhin kann die Kreisfrequenz, welche aus der PLL-Struktur in Abb.B7h
ermittelt wird, durch Awpri, = HpprrLAwpce = HpprrnsAfpcc ausgedriickt
werden, wobei das Ubertragungsverhalten durch Hr prr, = Gprr/(s + GprL) zu
beschreiben ist. Weiteres Auflésen und Umstellen von (5.I4) fiihrt schlieBlich zu

_3Uruf
2 X
AP =

2 kp 3
s°+ Jw18+2

(s> + %8(1 — Hppry))

Urer:' Fp
X Jwy

A0PCC = HpﬂA@Pcc. (515)
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Fiir eine ideale Beobachtung der Kreisfrequenz am PCC gilt Hp pr1, = 1, was bei
entsprechender Auslegung der PLIA ndherungsweise angenommen werden kann.
Damit schreibt sich (BI5]) zu

3 Uref U: 2

—5 5
AP(Hppry, =1) = 2_X et Abpcc. (5.16)
5% + les +3 XJwp

In einigen VSM-Implementierungen |49, [97] wird die Kreisfrequenz des virtuel-
len Stators nicht beobachtet und damit zu w; approximiert. In diesem Fall gilt
Hpprr = 0 mit

of [+
_3UT Ua (2 4 kp gy

AP(Hppri = 0) = ——= ; Ure;];iF Abpcc. (5.17)
52 + les + 5 =X

Die Unterschiede der VSM-Implementierung nach (516) und (BIT) sollen nun
anhand verschiedener Bode-Diagramme in Abb.[5.9 verstanden werden. Hierbei
wird zudem eine Parametervariation der Tréigheitsmodellparameter H und D
vorgenommen. Es gilt zunéchst D = 1.5 MNm 2%

Sowohl (.16 als auch (B.I7) beschreiben im Wesentlichen ein Hochpassverhalten,

X
welches fiir s — oo gegen —EU XU"‘ tendiert. In Abb.[5.9] entspricht dies der

Annéherung an 73.26 dBAfl8O ° = —4604 MW /rad = —80.35 MW /° fiir hohe Fre-
quenzen unter der Annahme von U™ ~ U," &~ Upc q/r. Abb.EI0 zeigt das zuge-
horige Antwortverhalten der Wirkleistung fiir eine gesteuerte AC-Spannungsquelle
(ACS) unter Berticksichtigung aller AC-seitigen VSM-Dynamiken infolge eines
Winkelsprungs von Afpcc = —5° zum Zeitpunkt ¢ = 2 fiir eben selbe Permu-
tationen wie in Abb.[5.9] wobei die Parametrierung der PLL [154] zu entnehmen
ist. Bei einer VSM-Implementierung ohne Beobachtung der Statorfrequenz stellt
sich unabhéngig von der Parametrierung des Tragheitsmodells initial ein Wirk-
leistungsfluss von AP =~ +402MW ein, was direkt aus dem Hochpassverhalten
in Abb.Eh-b ableitbar ist. Das Riickschwingverhalten auf den vorherigen Ar-
beitspunkt ist hauptsichlich durch die Dampfungskonstante D formbar (Abb.[59b
und Abb.BTI0b), wihrend die Tragheitskonstante H nur marginalen Einfluss zeigt
(Abb.E9h und Abb.ETI0h).

Bei einer VSM-Implementierung mit expliziter Beobachtung der Statorfrequenz
tritt ein abweichendes Verhalten auf. In diesem Fall zeigt Abb.EI0c eine erhoh-
te Leistungsantwort mit zunehmender Trégheitskonstante H, wéhrend eine zur
Zunahme von H proportionale Erhéhung von D in einer vergleichbaren initia-
len Leistungseinspeisung resultiert (Abb.EI0H). Dies lasst vermuten, dass die
Leistungsantwort nicht von den Absolutwerten der Tragheitsmodellparameter ab-
héngt, sondern von deren Verhéltnis zueinander.

3Weiterfiihrende Untersuchungen hinsichtlich der Auslegung der PLL fiir einen optimierten
VSM-Betrieb sind dem eigenen Journalbeitrag [154] zu entnehmen.
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Abb. 5.9: Ubertragungsverhalten von Leistung zu VSM-Winkel fiir unterschied-
liche Variationen von Hp pr1,, H und D.

Da die Leistungsmessung nach Anhang[A 2] iiber ein Integrationsfenster von einer
Netzperiode integriert, sind Frequenzanteile um = 50 Hz fiir die Evaluation der
Leistungsantwort relevant. Eine Auswertung von Abb.E.k zeigt dabei, dass fiir
Hppr, = 1 das Hochpassverhalten erst fiir hohere Frequenzen (= 500 Hz) do-
minant wird, wiahrend im Reaktionsbereich auf einen Winkelsprung (=~ 50 Hz)
das H/D-Verhéltnis einflussnehmend ist. Tatséchlich unterscheiden sich die Be-
tragskennlinien im unteren Frequenzbereich um =~ 13.98dB = 5, was - wie zuvor
angedeutet - der Variation des H/D-Verhéltnisses entspricht.

Bei konstantem H/D-Verhéltnis (Abb.[E9d) ist die Aufficherung der Kennlinien
im unteren Frequenzbereich ebenfalls zu beobachten, jedoch ist sie - wie auch fiir
Hp prr, = 0, sieche Abb.[50b - auf f < 10 Hz limitiert und somit nicht fiir die initia-
le Leistungsantwort, sondern vielmehr fiir die Formung des Riickschwingverhaltens
relevant. Weiterhin ist erkennbar, dass eine explizite Beobachtung der Frequenz
hohere Dampfungseigenschaften fiir f =~ 50 Hz aufweist als die Variante ohne
(Abb.EIb und Abb.[EI9d), wodurch der Unterschied in der initialen Auspragung
der Leistungsantwort zu erkléren ist (Abb.EI0b und Abb.BI0d).
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Abb. 5.10: Antwortverhalten der Wirkleistung infolge eines Winkelsprungs von

Afpcc = —5° fiir unterschiedliche Variationen von Hpprr, H
und D.

Aus Griinden der Vollstandigkeit ist weiterhin einzubringen, dass die Verwendung
eines Priméarreglers nach Kap.B2.7.3] einen vernachlissigbaren Einfluss auf die
initiale Leistungsantwort hat, jedoch kann dieser bei groen AP/A f-Statiken -
dhnlich zu kp - das Rickschwingverhalten infolge eines Winkelsprungs formen.

Es bleibt zu erwéhnen, dass das Antwortverhalten der VSM mit sinkenden PLL-
Bandbreiten von den Zusammenhéngen fir Hppri, = 1 in die fir Hppr, = 0
iiberfiihrt wird. Fiir ein optimiertes Verhalten der VSM hinsichtlich der transien-
ten Stabilitdt des Umrichters ist jedoch von Hpprr, /= 1 auszugehen. Ein Exkurs
hierzu findet sich in der eigenen Journalpublikation M]

Fiir vorangegangene Ergebnisse und Untersuchungen ist zu unterstreichen, dass
der zusétzliche PFF-Pfad im Trégheitsmodell keinerlei Einfluss auf das Verhalten
der VSM bei Winkelspriingen nimmt. Dies liegt darin begriindet, dass Winkel-
sprungszenarien am Netziquivalent keine Auswirkung auf die Spannungsampli-
tuden haben und p™f wihrend dieses Ereignisses ebenfalls unverindert bleibt,
vgl. 2.

Zusammenfassend lasst sich sagen, dass bei Beobachtung der Statorfrequenz zu-
sétzliche Reaktionen des Statordrehfeldes beriicksichtigt werden kénnen, welche
dem Rotordrehfeld entgegenwirken und damit die Leistungsantwort des Umrich-
ters beeinflussen. Mit dem Ziel, die wesentlichen Eigenschaften des Synchrongene-
rators moglichst genau durch das VSM-Modell abzubilden, wird die Kreisfrequenz
des virtuellen Stators in dieser Dissertation anhand einer PLL mit entsprechender
Bandbreite nach @] beriicksichtigt.
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Abb. 5.11: Amplitudengang des Ubertragungsverhaltens von Leistung zu RoCoF
fir unterschiedliche AP/A f-Statiken in Prozent.

5.4.2 Abhéingigkeiten wihrend Frequenzinderungen

Die Leistungsantwort infolge einer Frequenzdnderung wpcc errechnet sich durch
Ersetzen von s?Afpcc = Awpcc in (B18) zu

_§ Urer;-
AP(HppLL=1) = ; 2 );Urer+Fp Awpcc, (5.18)
5%+ le s+ XJle

wobei die stationire Frequenzinderung idealerweise bei wioe = Orad/s liegt.
Fir s — 0 tendiert (5I8) gegen AP = JwiAwpcc, sodass sich - wie durch
die Fachliteratur in |132] anhand des Verhaltens eines realen Synchrongenerators
abgeleitet - ein linearer Zusammenhang zwischen bereitgestellter Leistung und der
Abweichung des RoCoFs Awpcc in Abhéingigkeit der Wahl der Tragheitskonstante
H ergibt, da J = 2H Sconv,r /w% Unter Beriicksichtigung eines Primarreglers durch

[B66]) schreibt sich (B.I8) weiterhin zu

refrr+
_3uu, (1+ ke )

AP(Hppp, =1) = Qk ;‘ U{j;;w Adpcc = HpoAopcc, (5.19)
82+ D+w8+§ X Jwy

dessen Interpretation anhand von Abb.[ETT] grafisch erfolgt. Hierbei werden ver-
schiedene AP/A f-Statiken (AP/Af = 2mwk,) der Variante ohne Primérregler
(0%) gegeniibergestellt. Wie bereits hergeleitet, sittigt sich das Ubertragungs-
verhalten fiir £, =0 und H = 1s bei kleinen Frequenzen auf Jwi = 17.66dB,
wéahrend Betrag und betragsméflige Steigung im gleichen Frequenzbereich mit
hoheren k., zunehmen, um der geforderten AP/A f-Statik entsprechend Rechnung
zu tragen. Der Priméarregler zeigt damit ein dominantes Verhalten bis zu ~ 4 Hz,
wobei das Frequenzspektrum erwartbarer RoCoFs nach |24, 132] unterhalb dieser
Grenze liegt.

Mit dieser Perspektive ist die Wahl fur oder gegen einen Primérregler in der VSM-
Applikation entsprechend projektspezifischer Anforderungen fiir das Umrichterver-
halten wiahrend Frequenzénderungen zu treffen.
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Abb. 5.12: Ubertragungsverhalten H, . der VSM fiir unterschiedliche Va-
riationen von H mit D = 03MN m—sz(gepunktet), D =
*z (durchgezogen) und D = 7.5 MN m (gestrichelt).

rad2

Zum besseren Verstdndnis des VSM-Verhaltens im Hinblick auf die Begrenzung
auftretender Frequenzinderungen wird im Weiteren das Ubertragungsverhalten
der VSM-Frequenz im Verhéltnis zur Netzfrequenz hergeleitet. Das Einsetzen der
linearisierten Form von (BI3) in (361 mit ([B:66) sowie nachfolgendes Auflosen
nach Awvsm = Abysus fithrt zum Zusammenhang

3 Urer+FP
HF PLLS + 5 2 XJw;

Awvsm = Tt Awpce = HuwAwpcc, (5.20)
s2 + kD+kws + §
X Jwy

was ndherungsweise in ein PT1-Verhalten mit Tpr; = Jk—:;l iberfiihrt werden kann.
Hierbei ist anzumerken, dass selbst fiir hohe AP/A f-Statiken der Einfluss des

Priméarreglers vernachlassigbar wird.
Abb.EI2 zeigt das Ubertragungsverhalten aus (5.20) fiir unterschiedliche Trig-

heitsmodellparameter H und D, wobei die 3 dB-Knickfrequenz oder die Bandbrei-
te des Tragheitsmodells mittels

L éUreriFPM) 1

Jw 2 XJw k
Hyw= ;Urer e Jw 1 D = T, 1 (5.21)
Jwi Jwi
(s 27 XJwp )(5+ ) kD
durch wevsm ~ T; = J’“TD approximiert werden kann. Somit erhohen sich

die Dampfungselgegschaften der VSM mit hoéheren Tragheiten und reduzierter
Déampfungskonstante kp. Jedoch ist weiterhin erkennbar, dass geringe Damp-
fungskonstanten zu einer Uberhéhung des Amplitudengangs um die Knickfrequenz
fihren. Diese kann bei Frequenzédnderungen in selbigem Frequenzbereich anstelle
einer Dampfung in einer Verstdrkung des RoCoFs resultieren |188], was ein un-
erwiinschtes Verhalten fiir GFM-Umrichter darstellt und bei der Auslegung der
VSM entsprechend zu bertiicksichtigen ist.

Um dieses unerwiinschte Verhalten zu vermeiden, sollte weiterhin eine Auslegungs-
richtlinie hinsichtlich D formuliert werden. Hierfiir wird angenommen, dass die
Resonanziiberhéhung in ([@.20) bei Vernachldssigung des Zéhlerterms durch ein
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ungentiigend geddmpftes PT2-Verhalten hervorgerufen wird. Fir das PT2-Glied
konnen die Zeitkonstante Tpr2 sowie Dampfung dpr2 in (5.22) mit der Annahme
Fp =1 abgeleitet werden.

und  dppy = ——02 (5.22)

Aufgrund der Proportionalitét kp/+/J in der Dampfung lésst sich der dominieren-
de Einfluss der Dampfungskonstante kp im Riickschwingverhalten erklaren. Um
Resonanzerh6hungen bei der Knickfrequenz zu vermeiden gilt weiterhin

! ! UretU;
dpra > — << kp >1\/3Jwi

V2 X

was unter Beriicksichtigung des Zusammenhangs von H/D wie folgt umgeschrie-
ben werden kann:

(5.23)

refrr+
! GQS IIVTU Ua
& S ST (5.24)
wi

5.4.3 Auslegung einer GFM-MMC-HGU
Aus den vorangegangenen Uberlegungen sind folgende Kernaussagen abzuleiten:

e Die Leistungsantwort infolge von Winkelspriingen ist negativ proportional
zum Verhéltnis aus H und D, sofern die Statorfrequenz beobachtet wird.

e Die Leistungsantwort bei Frequenzdnderungen ist ohne Beriicksichtigung
eines Priméarreglers direkt proportional zur Tragheitskonstante H. Mit Pri-
maérregler ist die Antwort abhéngig von der gewéahlten AP/A f-Statik.

e Die Dadmpfungskonstante D ist ein sensitiver Parameter hinsichtlich des
Riickschwingverhaltens der Leistung bei Netzereignissen sowie der Damp-
fung auftretender RoCofs. Geringe Dampfungskonstanten kénnen hierbei
ein unerwiinschtes oszillierendes Verhalten hervorrufen. Daher wird die Aus-
legungsrichtlinie nach (5.24]) empfohlen.

Auf Basis dieser Kernaussagen soll im letzten Schritt die Parametrierung der Trag-
heitsmodellparameter hinsichtlich einer optimierten Ausschépfung submodulinter-
ner Energien stattfinden. Wéhrend ein einzelnes Submodul um etwa die Halfte
der Submodulnennspannung abweichen darf, sollte eine engmaschigere Limitie-
rung fiir die Armsummenspannung ugg,y gewdhlt werden [116]. Auf diese Weise
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Abb. 5.13: Antwort der Wirkleistung sowie der durchschnittlichen Armsum-
menspannung fiir verschiedene H/D-Verhiltnisse infolge eines
Winkelsprungs von —25° (a) an Station T1, (b) an Station T2.

wird sichergestellt, dass einzelne Submodule wihrend dynamischer Vorgiange nicht
ihren zuldssigen Arbeitsbereich verlassen. Hierfiir wird eine durchschnittliche Ab-
weichung aller Armsummenspannungen eines Stationspols von £20 % gewéhlt mit
g = % de{p!n} Zye{a,b,c} ug, - Dies stellt einen Worst Case dar, da einzelne
Arme in Abhéngigkeit vom Eintrittszeitpunkt eines Netzszenarios grofleren Ab-
weichungen bis etwa + 30 % der Armsummenspannung ausgesetzt sein konnen.

Zur Erfilllung einer frequenzabhdngigen Anpassung der Wirkleistung im frequenz-
abhéngigen Modus entsprechend der TAR HGU nach @] wird ein Primérreg-
ler implementiert. Somit ist ein Frequenzereignis fiir die absolute Dimensionie-
rung der Tragheit ungeeignetﬂ Aus diesem Grund wird ein Winkelsprungszenario
zur Hand genommen, anhand dessen ein geeignetes H/D-Verhéaltnis abgeleitet
wird. Abb.[ET3] zeigt die Reaktion der Wirkleistung sowie der durchschnittlichen
Armsummenspannung aller Arme des positiven Stationspols infolge eines exem-
plarischen Winkelsprungs von —25° am Netzaquivalent der jeweiligen Station
von T1 oder T2 bei starken Netzbedingungen (Zg1||Zg2). Winkelsprungszenari-
en entsprechen nach [151] u.a. einem geeigneten Szenario zum Nachweis eines
spannungseinprigenden Verhaltens. Fiir positive Winkelspriinge ist dabei von
einem x-achsensymmetrischen Antwortverhalten im Vergleich zum negativen Win-
kelsprung auszugehen. Da fiir den gewahlten Winkelsprung bereits etwaige Maf3-

4Bei STATCOM-Anlagen ist die Bereitstellung von Primérregelleistung aus regulatorischer
Sicht problematisch, sodass andere Auslegungsanforderungen an die VSM entstehen.
Auslegungskriterien fir eine STATCOM-Anlage mit integriertem Energiespeicher kénnen der
betreuten Masterarbeit [I88] entnommen werden.
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nahmen zur Begrenzung der Ventilstré')meﬁ zum Tragen kommen, ist ein vergleich-
bares Verhalten fiir betragsméfig groflere Winkelspriinge vorzufinden.

Sowohl fiir den Winkelsprung an Station T1 als auch Station T2 ist die in Kap.[(.4.1]
hergeleitete Abhéngigkeit zwischen der Leistungsantwort und dem gewéhlten H/D-
Verhiltnis erkennbar, was sich wiederum in einer zunehmenden Abweichung der
Armsummenspannung mit groferen H/D-Verhéltnissen widerspiegelt. Wahrend
Station T1 im Slave-Betrieb die in den Submodulen entstehende Energiedifferenz
unmittelbar nach Verstreichen der Filterverzogerungen in ég’zog iiber die DC-Seite
ausgleicht, muss Station T2 den entstehenden Energiebedarf zusétzlich iiber die
AC-Seite decken. Aus diesem Grund ist eine héhere Auslenkung der Leistung
sowie eine grofiere Beanspruchung der Submodule bei einem Winkelsprung an der
Station im Master-Betrieb zu verzeichnen, sodass die Trégheitsmodellparameter

im Folgenden anhand des Ereignisses an Station T2 dimensioniert werden.
Abb.BT3] zeigt die maximal gewahlte Abweichung der Armsummenspannung von
= 2
20 % durch eine gestrichelte Horizontale, woran sich H/D < 0.13 gﬁj‘}m empirisch
bestimmen lasst. Mittels (B.24) und der Auslegung der Umrichterstation nach
Anhang[D.2] ist schliefllich D > 0.0954 MN m % abzuleiten.
Fiir einen optimierten Beitrag der VSM-HGU zur Systemtrigheit wird nun eine
Tragheitskonstante von H = 1s gewéahlt sowie zur Erfillung beider zuvor ge-
nannten Bedingungen und unter Beriicksichtigung weiterer Sicherheitsmargen eine
Démpfungskonstante von D = 8 MN m —%.

5.5 Stromlimitierungskonzept
Durch Anwendung von (23) und ([24) l4sst sich der Armstrom zu

7:conv,y (t)

5 (5.25)

Ip/ny (t) = iphm,y (t) +
umschreiben. Demnach ist die Ventilstrombelastung in AC-seitige, DC-seitige
sowie interne Stromanteile zerlegbar, wodurch bei aufgezeigtem Regelungsschema
eine direkte Begrenzung des Ventilstroms nicht anwendbar ist. Vielmehr werden
die einzelnen Stromanteile limitiert, sodass eine Superposition aller Stromanteile
den technischen Grenzen der eingesetzten Leistungselektronik Rechnung trigt.

Hierbei wird analog zu |116] ein dynamischer Maximalstrom von 3.5kA zugrun-
de gelegt, wobei die stationdre Strombelastung unter Volllast weitaus weniger
entspricht. Im stationdren Fall ist der Ventilstrom im Wesentlichen durch eine
Uberlagerung des DC-Stroms mit Iphm,0 = “Tc sowie des halben AC-Stroms icony
charakterisiert, dessen stationirer Maximalwert zu 2.3 kA gewéhlt wird. Mit die-
sen Uberlegungen werden die Stromgrenzen, wie in Tab.[Elaufgelistet, festgesetzt.

5Dieser Sachverhalt wird in Kap.[5.5] behandelt.
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Tab. 5.1: Gewéahlte Stromgrenzen in der Implementierung nach Abb.B1l

Limit Wert Kommentar

4+imax | 13 1kA | in Abhiingigkeit des MMC-Arbeitsbereichs

:I:Eszl[;)rf‘oax +0.7kA | zusétzliche dynamische Stromkomponente

:I:f;“lf[’;,aﬁ +0.5kA | zusétzliche dynamische Stromkomponente

Wiéhrend DC-Strom- sowie interne Stromanteile durch Begrenzung ihrer Strom-
vorgaben fiir die jeweiligen inneren Regler (vgl. Abb.[5.1]) limitiert werden kénnen,
sind bei der Entwicklung eines Begrenzungskonzepts fiir den AC-Strom weiterfiih-
rende Uberlegungen hinsichtlich der transienten Stabilitit des Umrichters anzu-
setzen. Der Implementierungsvorschlag dieser Dissertation ist dabei den folgenden
Abschnitten zu entnehmen.

5.5.1 AC-Stromlimitierung im Mitsystem

Die Limitierung der AC-Stromkomponenten erfolgt mittels eines gekoppelten Li-
mitierungskonzepts fiir Mit- und Gegensystemanteile. Aus Griinden der Ubersicht
wird zunéchst das Limitierungskonzept des Mitsystemstroms ausfiihrlich behan-
delt und im Anschluss auf die Begrenzung im Gegensystem eingegangen.

Zweimal je Netzperiode tritt eine Worst Case Superposition der Stromanteile aus
Mit- und Gegensystem auf, sodass die Bestimmung der maximalen AC-Stromampli-
tude im Mitsystem 70522 in Abhéngigkeit der limitierten und mit 50 Hz gefilterten
Gegensystemstromamplitude %;quﬁ erfolgt:
I = Tobme = gt (5.26)

In [50] wurde dabei thematisiert, dass GFM-Umrichter einen Synchronisations-
verlust erleiden kénnen, insbesondere wenn die Stromamplitude im Uberstromfall
ohne weitere Mainahmen dhnlich zu GFL-Umrichtern gesattigt wird. Eine weitere,
oft in der Literatur angewandte Begrenzungsmethode stellt die Stromlimitierung
mittels einer zuschaltbaren virtuellen Impedanz (TVI, engl: threshold virtual im-
pedance) oder Admittanz dar, sobald eine bestimmte Stromschwelle erreicht ist
|12, 161, 188]. In |[119] wurde daher ein Vergleich der klassischen Stromsittigung
sowie der Stromlimitierung mittels TVI gezogen, wonach letztere Methode zwar
bessere Eigenschaften im Hinblick auf die transiente Stabilitdt des Umrichters
mitbringt, jedoch weniger effektiv in der Limitierung des initialen Strompeaks ist.
Eine Weiterentwicklung der TVI in |11§] stellt eine zusitzliche Anpassung der
Tragheitsmodellparameter wihrend kritischer Netzereignisse dar.

Aus Griinden der Robustheit sowie der Effektivitdt des Strombegrenzungskonzepts
wird im Rahmen dieser Dissertation jedoch eine Methode entwickelt, wodurch An-

107



KAPITEL 5. IMPLEMENTIERUNG EINES GFM-MMC-HGU-SYSTEMS

passungen in der Reglerstruktur sowie -auslegung wahrend kritischer Netzsituatio-
nen ginzlich vermeidbar sind. Ausgehend vom Maximalstrom 20552 ist daher ein
mehrstufiges Begrenzungskonzept implementiert, welches auf unterschiedlichen
Zeitskalen der Reglerkaskade angreift, um zum einen spannungseinprégende Ei-
genschaften im Limitierungsfall beizubehalten und zum anderen Windup-Effekte
im Tragheitsmodell und gleichwohl ein aufSer-Tritt-geraten der VSM zu verhindern.

Letzterer Sachverhalt wird in Kap.[5.5.3] ndher thematisiert.

Motiviert durch [56] dient auf langsamer Zeitskala eine Limitierung der Leistungs-
und Spannungsvorgabe einer Anpassung von Polradspannung und -winkel in einen
fiir den aktuellen Netzzustand zuldssigen Arbeitsbereich. Auf schneller Zeitskala
erfolgt eine Begrenzung der Stromreferenzwerte. Wéhrend die eigene Journalpu-
blikation [154] die wesentlichen Merkmale des entwickelten Begrenzungskonzepts
aufweist, sind in den nachfolgenden Unterkapiteln alle fiir das Gesamtverstandnis
notwendigen Herleitungen dargelegt.

5.5.1.1 Limitierung der Leistungsvorgabe

Zur Limitierung der Leistungsvorgabe wird die maximal zuléssige Scheinleistung
sT M3 sunéchst in Abhéngigkeit der maximalen Mitsystemstromamplitude sowie
der aktuellen Netzspannung bestimmt. Hierfur wird die Grundschwingungskom-
ponente der Netzspannung im Mitsystem nach Anhang[A.2] extrahiert und daraus
die zugehorige umrichterseitige Spannungsamplitude Ua,l ermittelt.

max 3~ A4, max
st = SO, > /(e (gh )R (5.27)

+,max +,max

Die maximalen Wirk- und Blindleistungswerte p und ¢ werden hierbei
in Abhéngigkeit des vorherrschenden Leistungsfaktors Ap bestimmt. Dieser sowie
ein Aquivalent fiir die Blindleistung Aq wird anhand der Wirk- und Blindleistungs-
komponenten der Grundschwingung P; und )1 bestimmt:

P
Ap = |S—1| Aq = |§—1| mit  S1 = /P2 + Q3. (5.28)
1 1

Die Verwendung gefilterter Groflen fithrt zwar zu einer Verzoégerung in der Bestim-
mung von Ap,q, verhindert jedoch eine Interaktion mit dem Blindleistungsregler
und dem Tragheitsmodell. Die Begrenzung der Wirk- und Blindleistungsvorgaben
erfolgt dabei mit +p™™** und £q17 ™ sofern S1 mindestens 95 % der maxi-
malen Scheinleistung s™™* iibersteigt. Die Wahl dieser Grenze erméglicht zum
einen eine rechtzeitige Aktivierung der Vorgabenbegrenzung und verhindert zum
anderen ein unerwiinschtes hochfrequentes Umschalten zwischen limitiertem und
Normalbetrieb. Damit gilt:

:ts+,max Sl S 095 8+,max

:l:)\Ps+,max’ :l:)\Q8+,max Sl > 0.95 8+’max. (529)

ip+,max7iq+,max :{
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Aus (B28) und (B29) ist eine winkelneutrale Begrenzung der Leistungsgrofien
zu schlussfolgern. In Abhéngigkeit betriebsspezifischer Vorgaben, wie z.B. die
priorisierte Bereitstellung dynamischer Blindleistung wahrend Spannungsbandver-
letzungen entsprechend der TAR-HGU, kann weiterhin entweder die Wirk- oder
Blindleistungsvorgabe priorisiert werden. Dann gilt

rio : ri qset /pref ri
Apjq =14/1— ()\pQ/P)z mit AI(.)Q/CF)’ = “gfymax 0< Ag/% <L (5.30)

5.5.1.2 Limitierung der Spannungsvorgabe

Waiéhrend eine Limitierung der Wirkleistungsvorgabe zwar Windup-Effekte der In-
tegratoren im Trégheitsmodell verhindert, werden auftretende Stromgréfien nicht
durch diese Mafinahme begrenzt. Aus diesem Grund erfolgt weiterhin eine Limi-
tierung der Spannungsvorgabe zur Limitierung des Stroms. Die Funktionsweise
dieser Methode ist anhand Abb.ETI4h aufgezeigt.

Wird im unlimitierten Betrieb eine Polradspannung v gestellt, so stellt
sich entsprechend der wirksamen Impedanz zwischen Polrad und Netz ein Strom
?:ro’,ﬁf,f ein, welcher der Netzspannung U um den Phasenverschiebungswinkel
o nacheilt. Als wirksame Impedanz ist fiir die VSM Xy = wysm Ly zu wihlen,
da der Spannungsfall iiber die passive Impedanz Zac iiber den Spannungsregler

ausgeregelt wird.

ref,nolim

Die maximal zuldssige Stromamplitude ist durch einen Kreis um den Ursprung
des Zeigerdiagramms gekennzeichnet. Ziel des Begrenzungskonzeptes ist es, die
Polradspannung derart zu limitieren, dass sich ein Strom ¢ Joi™ iiber Xv einstellt,
ohne den derzeitigen Phasenverschiebungswinkel zu verindern. Der maximale

Spannungsfall iiber Xy ist durch einen roten Kreis um die Spitze des Zeigers

7:{ visualisiert, welcher mit der maximalen Stromamplitude korreliert. Fir den
maximalen Spannungsfall 43 {iber der virtuellen Statorimpedanz gilt:
AP = Xyidgme. (5.31)

In Abhéngigkeit des Vorzeichens von ¢ ist das Ende des Zeigers der limitierten
Polradspannung entweder auf die obere oder die untere Hélfte des roten Kreises
zu legen. Daraus sind Bedingungen fiir die minimale sowie maximale virtuelle Pol-
radspannung @5, sowie @t entsprechend den Zeigerdiagrammen in AbbE.1db

und AbbET4k ableitbar. Durch Anwendung des Kosinussatzes ergibt sich damit

ety = \/(fla)? + (@22 — 20, 07% cos(90° + |¢]), ¢ >0, (5.32)

ety = /(@) + (W72 — 202077 cos(90° — |¢), ¢ < 0. (5.33)
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Abb. 5.14: Zeigerdiagramme (a) iiber die Funktionsweise der Limitierung der
Spannungsvorgabe (b) zur Ermittlung der maximalen Spannungsvor-
gabe (¢) zur Ermittlung der minimalen Spannungsvorgabe.

Nach Ersetzen der Netzspannung durch ihre Grundschwingungskomponente Ua,l
sowie durch Umstellen und Einsetzen von (5.27) und (E31) in (532) und (E33) ist
unter Beriicksichtigung von —s™™** cos(90° + |p|) = s sin(|p|) = Fq "™
der finale Zusammenhang

N 4
U /min = \/(Ua,l)2 + (Xvidow™)? £ g Xvghme (5.34)

herleitbar. Die Begrenzung der virtuellen Polradspannung durch @' Jmin 0Tt
entsprechend Abb.ET4h zu einer Verdnderung des virtuellen Polradwinkels von
9P gy 9™ wobei der Phasenverschiebungswinkel bei Beriicksichtigung von
(B28)) unberiihrt bleibt oder sich entsprechend einer Priorisierung nach (5.30) tiber

die Information 4¢™™* in (534)) einstellt.

5.5.1.3 Limitierung der Stromreferenz

Wahrend die Limitierung der Leistungs- und Spannungsvorgaben Polradspan-
nung und -winkel stationér effektiv begrenzen, ist die Reaktionsdauer dieser Be-
grenzungsmethoden von der Auslegung des Tragheitsmodells, der Blindleistungs-,

110



5.5. STROMLIMITIERUNGSKONZEPT

Spannungs- und Stromregler, der virtuellen Impedanz sowie der Signalverarbei-
tungsdauer zur Extraktion der Grundschwingungskomponenten (20 ms) abhéingig.
Um thermische Schiaden in den Submodulen des Umrichters aufgrund auftretender
Stromiiberschwinger zu vermeiden, tritt zusétzlich eine instantane Strombegren-
zung iber eine Limitierung der Stromreferenzwerte in Kraft. Das grundlegende
Funktionsprinzip in der Spannungsreglerkaskade ist Kap.[B.1.2] zu entnehmen.

Da eine Priorisierung der Wirk- oder Blindleistungskomponente durch das Be-
grenzungsmanagement von Leistungs- und Spannungsvorgabe erfolgt, wird eine
winkelneutrale Stromlimitierung zugrunde gelegt, welche erst mit Uberschreiten

der Stromamplitude 7 = \/ Gl )2 +idony.q)? von 1domex aktiviert wird.

conv,dq conv,d
Hierbei gilt

. -4
A 7 A ?
.+,max __ >+, max conv,q _ *+,max | “conv,d
i o = Tleony  |COS (arctan <+—>> ' = Filony o , (5.35)
7'Conv,c{ 7'Conv,dq
Z'+ i+
. a a4, . conv, ~+,ma conv,
Hilom = il sin | arctan [ ——d = 4 = yfpmax| - 4 (5.36)
Zconv,d 7'Conv,dq

5.5.2 AC-Stromlimitierung im Gegensystem

Anhand (5:26)) ist eine Kopplung des AC-Stromlimitierungskonzepts in Mit- und
Gegensystem ersichtlich, welche in einer elliptischen Begrenzung des unsymmetri-
schen Stroms resultiert. Hierbei wird der maximale Stromanteil im Gegensystem
7 g max — jmax /3 festgelegt. Da die Spannungsvorgabe im Gegensystem zu jeder
Zeit Null betrégt, ist lediglich eine instantane Limitierung der Stromreferenz in
winkelneutraler Ausfiihrung implementiert:

A~ Z_ A Z_ d
-—,max __ t—,max conv,q _ *—,max conv,
Fi o = Tleony  |COS <arctan <_—)> ' = ticony /1, (5.37)
Zconv,d Zconv,dq
— o . i;onv 4 —,ma i;c>nv
Ficonvg = Licony - |sin (arctan (—._ 4 = g (5.38)
7'Conv,c{ 7'Conv,dq

5.5.3 Transiente Stabilitat widhrend Netzfehlern

Zur weiteren Analyse des Synchronisierungsverhaltens der VSM wird zunéchst
der Wirkleistungsverlauf in Abhéngigkeit des Polradwinkels hergeleitet, wobei
die Kopplung zwischen Wirk- und Blindleistung Beriicksichtigung findet. Anhand
dessen wird im weiteren Verlauf die Funktionsweise der vorgestellten Stromlimi-
tierungsmethode erlautert.
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Abb. 5.15: Wirkleistungsverlauf in Abhéngigkeit des Polradwinkels ¢ im
Normalbetrieb sowie wahrend eines Netzfehlers mit 0.15 pu Residu-
alspannung. (a) ohne Strombegrenzungskonzept, (b) Ausschnitt mit
Strombegrenzungskonzept.

Fiir die eingespeiste Blindleistung gilt dabei der Zusammenhang

33U U — U cos(99))
Q=3 R . (5.39)

Die Polradspannung U™ wird anhand einer Blindleistungsstatik nach (356) be-
stimmt. Unter Vernachlissigung des Messverhaltens (Fq = 1) sowie unter Bertick-
sichtigung von Gq = kq gilt daher

Ut = Upco,d + k(@ — Q). (5.40)

Weiteres Einsetzen von (5.39) in (5.40) sowie nachfolgendes Auflésen nach U™
erzielt entsprechend den Ausfithrungen in [28] und |128] den Zusammenhang

3 kQUy cos(d) — X + \/(X — 2kQUy cos(9))2 + 6k X (USu 4 + k@)
3hg :

Uref _

(5.41)

Dies kann wiederum in (B.I3)) eingesetzt werden, woraus der Wirkleistungsverlauf
in Abhéngigkeit der Polradspannung in Abb.[5.I5 resultiert. Hierbei wird zwischen
dem Verlauf im stationiren Betrieb (U;” = 1pu) sowie dem Verlauf wihrend eines
Netzfehlers mit 0.15 pu Residualspannung unterschieden. Weiterhin ist die maxi-
male Wirkleistung p*™* fiir die jeweilige Netzspannung und ein winkelneutrales
Begrenzungskonzept nach (0.28) aufgetragen.

Vor Fehlereintritt beschleunigt die VSM bis in den Schnittpunkt von Leistungs-
vorgabe (hier beispielhaft p*** = 1000 MW) und Leistungsverlauf in Punkt a,
sodass sich ein Polradwinkel 9™°1™ einstellt. Die Wirkleistungsbegrenzung wird in
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diesem Fall nicht aktiv, da P < 0.95p1 ™% gilt. Tritt nun ein Fehler mit 0.15 pu
Residualspannung auf, so geht die Maschine auf die griine Kurve in Punkt b
iiber, woraus sie stetig weiter beschleunigt, um das auftretende Leistungsungleich-
gewicht zwischen p*** und P wiederherzustellen. Da jedoch kein Schnittpunkt
zwischen diesen beiden Graphen exisitiert (Abb.[BEIBh), fihrt dieser Fehler bei
hinreichender Fehlerdauer zu einem Synchronisierungsverlust der VSM [56, [11§].

Weiterhin wurde im Rahmen einer detaillierten auslegungsbezogenen Studie in
[28] ermittelt, dass Umrichter der VSM-Klasse transient stabil bleiben, sofern
Schnittpunkte zwischen der einspeisbaren Wirkleistung und der Referenzleistung
existieren. Die Funktionsweise des entwickelten Strombegrenzungskonzepts greift
diese Kausalitat wiahrend Netzfehlern auf und ist zur weiteren Erlauterung durch
Abb.ETI5b visualisiert. Bei winkelneutraler Limitierung wird die Referenzleistung
im Fehlerfall auf p"™ limitiert, wodurch ein Schnittpunkt zwischen einspeisbarer
Wirkleistung und der Referenzleistung entsteht und die VSM bis in ihren neuen
Arbeitspunkt in "™ abgebremst wird. Wie zuvor angedeutet, wird bei aktiver
Strombegrenzung somit der virtuelle Polradwinkel von 9"°™ zu 9™ begrenzt.
Auf diese Weise wird ein Synchronisierungsverlust wihrend des Netzfehlers aus-
geschlossen. Unmittelbar nach Fehlerbehebung geht die VSM mit Spannungswie-
derkehr in Punkt ¢ auf dem schwarzen Graphen iiber, woraus sie wieder auf ihren
urspriinglichen Arbeitspunkt vor Fehlereintritt in Punkt a beschleunigen kann.

Auf diese Weise ist der Beitrag der vorgestellten Begrenzungsmethode zum Erhalt
der transienten Stabilitdt des Umrichters grundsétzlich aufgezeigt. Fiir tieferge-
hende Studien in diesem Themenbereich sei der interessierte Leser zusétzlich auf
|28, [128] verwiesen.

5.5.4 Weitere Wirkleistungsbegrenzungsmafinahmen

Zur Reduktion der Submodulbelastungen ist eine simultane Begrenzung AC- so-
wie DC-seitiger Wirkleistungsgroflen vonnoten, weswegen im Weiteren die DC-
Strombegrenzung aufgezeigt wird. Weiterhin stellt die kontinuierliche Regelbarkeit
des HGU-Systems wihrend dynamischer Netzereignisse die hochste Prioritét dar,
um zu vermeiden, dass sich die Anlage vom Netz trennt. Aus diesem Grund
sind weitere Begrenzungsmafinahmen wie eine energieabhingige sowie eine link-
iibergreifende Wirkleistungsbegrenzung notwendig, auf welche im Folgenden kurz
eingegangen wird.

Limitierung des DC-Stroms

Die Limitierung des DC-Stroms erfolgt, wie durch Tab.[BJ] angedeutet, auf Sta-
tionsregelebene iiber eine Begrenzung des Referenzwertes fiir den Phasenmodul-
strom in der Nullkomponente durch
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+,max,Tx

.max,Te _ P
thm,O - Buref . (542)
dc

Energieabhingige Wirkleistungsbegrenzung

Die energieabhingige Wirkleistungsbegrenzung ist eine Mafinahme, welche insbe-
sondere fir den Betrieb der Master-Station relevant ist, da in diesem Fall die
in den Submodulen auftretenden Energiebedarfe tiber die AC-Seite ausgeglichen
werden. Aus diesem Grund ist in (5.27) des Weiteren die Bilanzierungsgrofle poai
durch

8+,max Z \/(pbal + p+,max)2 + (q+,max)2 (543)

zu beriicksichtigen, welche bei der Ermittlung von Ap,q priorisiert behandelt wird.

Linkiibergreifende Wirkleistungsbegrenzung

Waiéhrend eine dynamische Wirkleistungsanpassung aufgrund kritischer Netzer-
eignisse an Station T1 durch p*f an Station T2 detektiert wird, ist bei einem
dhnlichen Ereignis an Station T2 eine Kommunikation zwischen beiden Stationen
notwendig. Eine notwendige Reduktion der Wirkleistungsiibertragung wird hier-
bei durch eine linkiibergreifende Wirkleistungsanpassung nach ([£.44) geschaffen,
wobei die Kommunikationstotzeit zwischen beiden Stationen anhand der Laufzeit
zwischen beiden Stationen mit TLinx = 3.5 ms approximiert wird.

P = min{p ™™ (= Ty, p P (¢ = Trink) } (5.44)
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Kapitel 6

Dynamische Performanz eines
GFM-MMC-HGU-Systems

Ausgehend vom Implementierungsvorschlag einer P2P-GFM-RBP-HGU der VSM-
Klasse im vorangegangenen Kapitel soll nachfolgend dessen GFM-Verhalten an-
hand geeigneter Szenarien nachgewiesen, deren linkiibergreifende AC-DC-AC-In-
teraktion klassifiziert sowie mogliche Herausforderungen im Hinblick auf die Inte-
gration im Ubertragungsnetz erarbeitet werden.

Anhand Abb.[EI] kénnen die im Folgenden untersuchten Szenarien abgeleitet wer-
den. In Anlehnung an die in [80] und [151] vorgeschlagenen Szenarien befindet
sich am Auswertungsknoten PCC Tz jeder Umrichterstation ein Testnetzwerk
zum Nachweis eines spannungseinprigenden Verhaltens. Dieses besteht jeweils
aus einem Netzaquivalent mit einstellbarer Spannungsquelle ugz zur Verdnderung
von Spannungsamplitude UgT *, -winkel Gg“ und Frequenz ng ? den Netzinnenim-
pedanzen Zg und Zgo sowie Zp im Nullsystem nach Tab.33] in Kap.[3.3l Uber
die Schalter Si sowie S4 kann somit zwischen zwei verschiedenen Netzstirken
umgeschaltet werden.

Weiterhin kann iiber die Schalter Ss sowie Sg eine stromeinprégend geregelte Last
(GFL-Last) entsprechend der Reglerauslegung nach [151] und dem Arbeitspunkt
P = 200MW, Q = 100Mvar an die jeweiligen Auswertungsknoten PCC Tx
zugeschaltet werden. Im Inselnetzszenario (Oﬂnung von Sz oder Ss) muss die
GFM-Umrichterstation zum Nachweis eines spannungseinprigenden Verhaltens
instantan ihren Arbeitspunkt anpassen, um den Leistungsbedarf der GFL-Last zu
decken.

Zusétzlich zu den GFM-Nachweiskriterien nach [151] ist von GFM-HGUs ent-
sprechend der TAR-HGU wiihrend Netzfehlern eine dynamische Stromantwort zu
erwarten, weswegen AC-Fehler in Form einer zuschaltbaren Fehlerimpedanz Zp
ebenfalls im Rahmen des aufgezeigten Testnetzwerks Berticksichtigung finden.
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6.1. WINKELSPRUNGSZENARIEN

Die Analyse erfolgt mithilfe einer EMT-Studie in PSCAD EMTDC. Sofern nicht
anderweitig beschrieben, betrigt der gewéahlte Arbeitspunkt an Umrichterstati-
on T1 P = +1000 MW, @ = 4300 Mvar. An Umrichterstation T2 stellt sich
der Wirkleistungsarbeitspunkt entsprechend den Umrichterstations- sowie DC-
Ubertragungsverlusten ein, fiir die Blindleistung gilt @ = +300 Mvar. Sofern nicht
anderweitig beschrieben, treten alle Szenarien zum Zeitpunkt ¢ = 1.0s auf.

6.1 Winkelsprungszenarien

Entsprechend dem technischen FNN Hinweispapier |[151] soll das spannungseinpré-
gende Verhalten eines Testumrichters anhand von Winkelspriingen mit +10° und
+30° sowie teilweise in Kombination mit auftretenden Frequenzrampen unter-
sucht werden. Aus diesem Grund wird das Umrichterverhalten beider Stationen
Tx jeweils anhand eines Winkelsprungs an einer Station mit einem Worst Case
Winkelsprung von Aﬁgz = —30° sowie nachfolgender linearer Frequenzéanderung
mit —2Hz/s ausgewertet. Die Grofilenordnung dieses Testszenarios ist dabei an
das bisher weitreichendste intereuropédische Netzereignis vom 4. November 2006
angelehnt, siehe |150], wobei die Auftrennung der 380-kV-Doppelleitung zwischen
den elektrisch nahegelegenen Umspannwerken Diele und Conneforde in einem Win-
kelsprung von |29°| zwischen beiden Stationen resultierte und schlieBlich zu einer
Systemauftrennung des europdischen Verbundnetzes in mehrere Teilnetzgebiete
fiihrte.

Grofle Winkelspriinge treten in der Regel im Zusammenhang mit gréfleren topo-
logischen Verdnderungen des Energienetzes auf. Ein Blick in die Untersuchungs-
berichte realer Netzereignisse — wie beispielsweise der zuvor erwdhnten System-
auftrennung am 4. November 2006, siehe [150], oder der Trennung der iberischen
Halbinsel vom kontinentaleuropéischen Verbundnetz am 24. Juli 2021, siehe |147]
— fithrt dabei zur Empfehlung, in Erweiterung zu den durch [151] vorgegebenen
Szenarien an einer Umrichterstation weitere Untersuchungsszenarien infolge von
Systemauftrennungen in Betracht zu ziehen.

Liegt die Systemauftrennungslinie elektrisch gesehen exakt zwischen den beiden
Umrichterstationen einer HGU, so erfahren beide Umrichterstationen gegensyn-
chrone Winkelsprungszenarien mit Aﬁgl = —Aﬂgg. Bei HGU-Systemen mit lan-
ger Ubertragungsstrecke ist davon auszugehen, dass mit Anniherung der System-
auftrennungslinie an eine der beiden Umrichterstationen auftretende Effekte in
ein Szenario Winkelsprung an einer Station tibergehen.

Fiir den Fall, dass beide Umrichterstationen des betrachteten HGU-Systems im
selben Teilnetz nach einer Systemauftrennung liegen, erfahren beide Umrichter-
stationen synchrone Winkelsprungszenarien mit Aegl = Aﬂgg.

Die diskutierten Winkelsprungszenarien werden im Folgenden innerhalb des HGU-
Systems entsprechend Abb.[G1] analysiert. Zur besseren Einordnung auftretender
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instantaner Reaktionen mit einem geringstmoglichen Einfluss durch implemen-
tierte Stromlimitierungskonzepte wird dabei fiir die Winkelsprungszenarien ab-
weichend von den tibrigen Untersuchungen der Arbeitspunkt P = 0 MW gewéhlt.

Die erwartbare Antwort der VSM infolge von Winkelspriingen ist fir die Wirkleis-
tung iiber (BI6]) hergeleitet und kann firr die Blindleistung anhand von (5.39)
beschrieben werden. Dies entspricht einer negativen Wirkleistungs- und einer
positiven Blindleistungsreaktion infolge von positiven Winkelspriingen sowie einer
positiven Wirkleistungs- und einer negativen Blindleistungsreaktion infolge von
negativen Winkelspriingen. Aufgrund erwartbarer achsensymmetrischer Antwor-
ten werden die aufgelisteten Winkelsprungszenarien lediglich fiir einen negativen
Winkelsprung untersucht, wobei spéter gezeigt wird, dass dieser einen Worst Case
im Hinblick auf den sicheren Betrieb der HB-Submodule darstellt.

6.1.1 Wainkelsprung an T1

Abb.[62] zeigt die Intralinkauswirkung einer P2P-GFM-HGU infolge eines Winkel-
sprungs an T'1 mit Aﬁgl = —30 ° bei nachfolgender linearer Frequenzanderung von
50 Hz zum Zeitpunkt ¢ = 1.0's bis 49 Hz zum Zeitpunkt ¢ = 1.5s mit —2Hz/s. Die
Zeitskala in Abb.[6.2]ist hierbei so gewihlt, dass zunéichst die instantane Reaktion
infolge des Winkelsprungs ausgewertet werden kann.

Wie anhand (G.16) beschrieben, reagiert die VSM infolge eines negativen Winkel-
sprungs mit einer Erhéhung der Wirkleistungskomponente sowie einer Reduktion
der Blindleistungskomponente (Abb.[62h) an Station T1. Hierbei greift die Li-
mitierung der Stromreferenz ein, um die Armstrome innerhalb ihres zuldssigen
Arbeitsbereichs zu erhalten (Abb.[62d). Da beide Stationspole einer Umrichter-
station symmetrisch geregelt werden und somit eine dhnliche Antwort aufzeigen,
ist hier exemplarisch die Reaktion des positiven Stationspols dargestellt.

Ein negativer Winkelsprung in der Netzspannung entspricht in der Theorie einer
negativen unendlichen Anderung der Netzfrequenz, was durch die PLL als eine
negative Auslenkung detektiert wird (Abb.[6.2)). Die Reaktion der Netzfrequenz
wird aufgrund der hinreichend grof3 gewéhlten Tragheitskonstante H durch die
VSM gedampft (siehe wsgil) und unterstreicht somit den moglichen Beitrag der
GFM-HGU zur Frequenzstabilitit entsprechend Punkt 6 in Kap.Z3

Die schnelle Wirkleistungsdnderung an T1 wird instantan iiber die in den Submo-
dulen beider Stationspole gespeicherte Energie ermoglicht, wodurch die Submo-
dulspannungen instantan auslenken (Abb.[6.2k). Bei Detektion einer Abweichung
in der gefilterten durchschnittlichen Energiegrofie (Abb.[6.2k) erfolgt eine Bilan-
zierung iiber die DC-Seite (Abb.[62k und Abb.[62h). Dieser Energiebedarf wird
an Station T2 wiederum zunéchst aus den Submodulen bezogen (Abb.E2l und
Abb.[E2Zk) und schlieBlich tiber AC-T2 ausgeglichen (Abb.G.2k).
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Abb. 6.2: Antwort der P2P-GFM-HGU auf einen Winkelsprung an T1 mit
A@gl = —30° und einer linearen Frequenzédnderung von —2Hz/s.
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Abb. 6.3: Antwort der P2P-GFM-HGU auf einen Winkelsprung an T1 mit
Af3' = —30° und einer linearen Frequenzinderung von —2 Hz/s.

Ein Winkelsprungereignis an der Slave-Station T1 hat demnach eine nicht vernach-
lassigbare Auswirkung auf die Submodulbelastung der Master-Station T2 sowie
deren Netzgebiet. Resultierende Polradwinkelpendelungen an Station T2 haben
dabei geringfligige Auswirkungen auf die Netzfrequenz in AC-T2 (Abb.[E2]).

Zur Interpretation der Spannungsantwort an Station T'1 in der Grundschwingung
(Abb.62b) sind die mathematischen Zusammenhénge zu dessen Berechnung in
Anhang[A'2] heranzuziehen. Das gleitende Integrationsfenster 7' = 1/ fr wird mit-
tels einer PLL mit einer Zeitkonstante von 200 ms entsprechend den Richtlinien in
] bestimmt. Die dabei detektierte Frequenz fr erfihrt ebenfalls eine negative
Auslenkung infolge des auftretenden Winkelsprungs, sodass bis zum Einschwingen
der PLL ein von der tatsidchlichen Netzperiode abweichendes Integrationsfenster
zugrunde liegt, wodurch die Diskrepanz in der Grundschwingungsspannung erklart
werden kann.

Die Reaktion der GFM-HGU auf die lineare Frequenzinderung ist auf einer gréfe-
ren Zeitskala in Abb.[G.3] aufgezeigt. Aufgrund des implementierten Priméarreglers
reagiert die VSM mit einer Anpassung des Wirkleistungsarbeitspunktes in posi-
tive Richtung infolge der negativen Frequenzinderung (Abb.[63h). Die Hohe der
Arbeitspunktanpassung korreliert dabei direkt mit der gewihlten AP/A f-Statik.
Somit gelten die Punkte 5 und 6 aus Kap.[ZH entsprechend der TAR-HGU als
validiert.

6.1.2 Winkelsprung an T2

Abb.[64 zeigt die Intralinkauswirkung einer P2P-GFM-HGU infolge eines Win-
kelsprungs an T2 mit AGng = —30°. Die VSM-Regelung an Station T2 reagiert
auf den negativen Sprung im Netzwinkel ebenfalls instantan mit einer positiven
Wirkleistungsantwort sowie einer negativen Blindleistungsantwort (Abb.[64k), wo-
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Abb. 6.4: Antwort der P2P-GFM-HGU auf einen Winkelsprung an T2 mit

Afg? = —30°.
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bei die hierfiir benotigte Energie den Submodulkapazititen der beiden MMCs an
Station T2 entzogen wird (sieche Abb.[64i exemplarisch fiir den positiven Sta-
tionspol). Die Reaktion ermoglicht wiederum eine Dampfung der detektierten
Frequenzauslenkung der virtuellen Statorfrequenz an PCC T2 (Abb.[641).

Die entstehende Energiedifferenz (Abb.[6.4k) wird an der Master-Station aufgrund
der implementierten AC-Bilanzierung aus dem Netzgebiet AC-T2 ausgeglichen,
was im Vergleich zur entsprechenden Wirkleistungsantwort an T1 infolge des Sze-
narios Winkelsprung an T1 eine groflere negative Fliache der Wirkleistungsantwort
an Station T2 zur Folge hat. Tritt das Netzereignis bei ungiinstiger Phasenlage
auf, so konnen Stellgréfen mit ugc’ﬁ;g’ref < 0kV bestimmt werden, wodurch der
sichere Betrieb der HB-Submodule gefdhrdet wire. Aus diesem Grund werden
solche Armstellgrofien begrenzt, was in einer entsprechenden Antwort auf der DC-
Seite resultiert (Abb.[64k und Abb.[64h). Diese als gering zu bewertende AC-DC-
Interaktion kann jedoch durch die intrinsische Pufferkapazitit der Submodule
an Station T1 abgefangen werden (Abb.[64k), sodass das Teilnetz AC-T1 keinen
Einfluss durch das Netzereignis an Station T2 erfiahrt (Abb.[64h und Abb.[G4)).

Die durch die AC-seitige Energiebilanzierung erméglichte Reduktion der Intralink-
auswirkungen schligt an der Master-Station im Vergleich zum selben Szenario an
der Slave-Station mit einer erhchten Submodulbelastung zu Buche (vgl. Abb.[6.2k
sowie Abb.[6.4). Hierbei sei zu erwihnen, dass die Submodulbelastungen fiir
unterschiedlichste Winkelspriinge von £10° bis £80° ausgewertet wurden. Da
jedoch fiir Winkelsprungszenarien ab circa |30°| das Strom- und Leistungslimitie-
rungskonzept vollumfinglich greift, ist das untersuchte Szenario als Worst Case
Belastung einzustufen.

Zur Interpretation der Spannungsantwort in der Grundschwingung (Abb.[64b) sei
auf die Erlauterungen in Kap.[6.I1l verwiesen.

Abweichend zur Untersuchung an Station T1 wird im Rahmen des Szenarios
Winkelsprung an Station T2 die VSM-Reaktion auf eine lineare Frequenzrampe
hier nicht weiter dargestellt, jedoch im Folgenden fiir die Umrichterstation im
Master-Betrieb diskutiert.

Da der Leistungsreferenzwert p™*7 an Station T2 iiber die durch Station T1
abgefragte Wirkleistung ermittelt wird, fithrt die Implementierung eines Primér-
reglers zu einer Anpassung der virtuellen mechanischen Wirkleistung pﬁf‘éﬁ% ent-
sprechend der vorgegebenen AP/A f-Statik. Zur Bereitstellung der durch Station
T1 DC-seitig geforderten Wirkleistung wiirde jedoch der Unterschied zwischen

preb 29 und Pygn . zu einer stationdren Abweichung der Ladezustédnde in den

Submodulen an Station T2 fithren (= pgjlg ). Aus diesem Grund ist im Realbe-
trieb entweder auf einen Primérregler an der Master-Station zu verzichten oder
eine Kommunikation zwischen beiden Stationen zu realisieren, welche in einer
entsprechenden Anpassung des Wirkleistungsarbeitspunktes an der Slave-Station

resultiert.
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6.1.3 Synchrone Winkelspriinge an T1 und T2

Liegen beide Umrichterstationen einer HGU im selben Netzgebiet und mit gleicher
elektrischer Entfernung zur Ursache eines Winkelsprungs, so erfahren die PCCs
beider Umrichterstationen ein synchrones Winkelsprungereignis. Abb.[6.5 zeigt die
Antwort der GFM-HGU auf ein solches Ereignis mit Aﬁgl = AOgQ =-30°.

Hierbei iiberlagern sich die fiir die Szenarien Winkelsprung an Station T1 so-
wie Winkelsprung an Station T2 herausgearbeiteten Effekte an beiden Stationen.
Wie zuvor erarbeitet, fithrt ein Winkelsprung in AC-T2 zu einer geringen AC-
DC-Interaktion, sodass die Reaktion der Slave-Station im Wesentlichen mit der
Antwort auf einen Winkelsprung an Station T1 vergleichbar ist (Abb.B5h,d,g
und j). Fiir die Master-Station nimmt die Submodulbelastung jedoch deutlich zu
(Abb.[6Hi), da die GFM-Reaktion der eigenen Station einerseits einen instantanen
Wirkleistungsabruf (Abb.[65k) sowie einen damit verbundenen Energiebedarf be-
wirkt (Abb.[65k) und andererseits das an Station T1 entstehende Energiedefizit
zusétzlich tiber die DC-Seite abgefragt wird (Abb.[G0k,h). Somit ist das synchrone
Winkelsprungereignis fiir Station T2 als kritischer einzustufen als das Szenario
Winkelsprung an Station T2.

Hieraus leitet sich die Empfehlung ab, einerseits die projektspezifische Auftritts-
wahrscheinlichkeit des Szenarios synchrone Winkelspringe an T1 und T2 auf-
grund der topologischen Platzierung der geplanten HGU im Netz zu ermitteln und
andererseits bei Notwendigkeit eine herstellerspezifische Einordnung auftretender
Submodulbelastungen im Rahmen dieses Szenarios vorzunehmen. In letzter Konse-
quenz dienen eine striktere Einschrankung des H/D-Verhéltnisses nach Kap.[5.43|
oder eine Reduktion der bereitstellbaren Momentanreserve als Stellglieder zur
Optimierung der Submodulbelastung.

6.1.4 Gegensynchrone Winkelspriinge an T1 und T2

Bei einer Systemauftrennung elektrisch mittig zwischen den beiden Stationen T1
und T2 kann ein gegensynchrones Winkelsprungszenario auftreten, dessen Ant-
wort der GFM-HGU fiir A6 = —30° und Af;> = +30° in Abb.[GH aufgezeigt
ist.

Vergleichbar mit den beiden zuvor diskutierten Winkelsprungszenarien ist die AC-
DC-Interaktion eines Ereignisses an Station T2 gering. Aus diesem Grund ist die
Antwort an Station T1 wiederum vergleichbar mit der bei einem eigensténdigen
Winkelsprung an Station T1 (Abb.EGh,d,g,j).

An Station T2 hat der positive Winkelsprung eine negative Wirkleistungsantwort
sowie eine positive Blindleistungsantwort zur Folge (Abb.[66k). Die theoretisch
positive unendliche Anderung der Netzfrequenz wird durch die PLL als eine posi-
tive Auslenkung der virtuellen Statorfrequenz detektiert (Abb.[6.6l), welche durch
die instantane Wirkleistungsantwort wiederum entsprechend geddmpft wird. Die
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Abb. 6.5: Antwort der P2P-GFM-HGU auf Winkelspriinge an T1 und T2 mit
AO' = A0 = —30°.
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Abb. 6.6: Antwort der P2P-GFM-HGU auf Winkelspriinge an T1 und T2 mit
Afg' = —30° und Afg* = +30°.
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negative Wirkleistungsantwort hat einen instantanen Energietiberschuss an Sta-
tion T2 zur Folge (Abb.[6.6k), welcher den durch den negativen Winkelsprung
an Station T1 entstehenden Energiebedarf iiber die DC-Seite (Abb.[66k,h) un-
mittelbar decken kann. Dieser selbstheilende Mechanismus hat im Vergleich mit
allen untersuchten Winkelsprungsszenarien die geringste Submodulbelastung an
Station T2 zur Folge. Jedoch reduziert er sich, je unterschiedlicher die Netzstarken
an AC-T1 und AC-T2 nach einer Systemauftrennung sind. Unabhéngig davon ist
die AC-DC-AC-Interaktion von Station T1 zu Station T2 und damit verbundene
Submodulbelastungen an Station T2 jedoch als weniger kritisch zu bewerten als
im Falle eines Winkelsprungs an Station T2 oder synchronen Winkelspringen.

6.2 Symmetrische Fehler

Mit der Untersuchung der FRT-Performanz der GFM-HGU wihrend symmetri-
scher AC-Fehler werden in dieser Dissertation zweierlei Ziele verfolgt.

Einerseits sollen die AC-DC-AC-Interaktionen wahrend eines AC-Fehlers in Ab-
héngigkeit der Rolle der Umrichterstation bewertet werden. Um die betrieblichen
Herausforderungen wéahrend dieses Ereignisses zu identifizieren, geschieht dies
anhand eines schweren Fehlers im Netzgebiet der jeweiligen Umrichterstation.
Andererseits wird mithilfe einer Analyse auftretender Effekte am PCC in Ab-
héngigkeit der Fehlerimpedanz ein Spannungsquellenverhalten abgeleitet anhand
dessen das Antwortverhalten der GFM-HGU validiert und diskutiert wird.

Auf Grundlage der TAR-HGU wird eine Priorisierung der Blindstromantwort im
Falle von Spannungsbandverletzungen vorausgesetzt.

6.2.1 Auswertung der Intralinkauswirkungen

Zur Auswertung der AC-DC-AC-Interaktionen infolge von AC-Fehlern wird zu-
néchst ein symmetrischer Fehler mit 0.15 pu Residualspannung an PCC T1 un-
tersucht, welcher zum Zeitpunkt ¢ = 1.0s auftritt und zum Zeitpunkt ¢ = 1.25s
wieder geklirt wird. Die resultierende Antwort des HGU-Systems ist in Abb.[6.7
dargestellt.

Infolge des Spannungseinbruchs am PCC (Abb.[E7b) reagieren die beiden als
VSM geregelten Stationspole Clp und Cln mit einer instantanen positiven Strom-
antwort in den Wirk- und Blindstromkomponenten (Abb.IB:Zla). Im Anstieg beider
Komponenten iiberlagern sich dabei mehrere Effekte, welche auf die implementier-
ten Stromlimitierungsmafinahmen zuriickzufiithren sind.

Die dynamisch wirksame Limitierung der Stromreferenz resultiert in einer effek-
tiven Begrenzung der Armstrome an Station T1 (fiir den positiven Stationspol
exemplarisch in Abb.[E7d gezeigt), jedoch fithrt diese MaBnahme zu einer Re-
duktion der Anstiegsdynamik in den Grundschwingungskomponenten des AC-
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Abb. 6.7: Antwort der P2P-GFM-HGU auf einen dreipoligen Fehler an PCC T1
mit 0.15 pu Residualspannung.
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Stroms, welche sich vor allem in der Blindstromkomponente bemerkbar machtE.
Mit Abweichung der AC-Spannung um mehr als +10 % wird weiterhin von einer
winkelneutralen in eine blindstrompriorisierte Limitierung der Leistungs- sowie
Spannungsvorgabe iibergegangen. Infolgedessen wird die Wirkleistung tiber das
Tragheitsmodell zu Null geregelt bzw. durch den PFF-Pfad zu Null gestellt und
es stellt sich ein Blindstrom mit einem quasistationdren Arbeitspunkt von 1pu
wahrend des Fehlerereignisses ein.

Die Reduktion der Wirkleistungsiibertragung auf 0 pu (Abb.[6.7k,h) hat instantan
einen Energietiberschuss an Station T1 zur Folge (Abb.[G7Tkk), welcher iiber
die DC-Seite (Abb.[67k,h) bzw. tiber Station T2 (Abb.ETik) und schlieflich
iiber AC-T2 abgefiihrt wird (Abb.B.7t). Die FRT-Fihigkeit des HGU-Systems bei
einem symmetrischen Fehlerereignis ist somit erfolgreich gezeigt, wobei die damit
verbundenen AC-DC-AC-Interaktionen als moderat bis hoch eingestuft werden.

Die Auswertung der AC-DC-AC-Interaktion desselben Fehlers an PCC T2 erfolgt
anhand Abb.68 Zum Zeitpunkt ¢ = 1.0s tritt ein symmetrischer Fehler mit
0.15 pu Residualspannung an PCC T2 auf, welcher zum Zeitpunkt ¢ = 1.25s
gekléart wird.

Vergleichbar mit der Antwort in Abb.[6.7] reagieren die beiden als VSM geregelten
Stationspole C2p und C2n mit einer positiven Antwort in den Grundschwin-
gungskomponenten von Wirk- und Blindstrom (Abb.[68k). Da Station T2 damit
instantan den Wirkstrom betragsméfig reduziert, ist instantan ein héherer Anteil
der Stromamplitude verfiighbar und somit eine héhere Dynamik der Blindstrom-
komponente im Vergleich zum selben Fehler an PCC T1 moglich. Gleichzeitig
fordert die DC-stromgeregelte Station T1 weiterhin die Ubertragung von posi-
tiver Wirkleistung, weswegen ein hoher Energiebedarf an Station T2 vonnéten
ist (Abb.[E8b), um einerseits die instantane GFM-Antwort (positive Anderung
der Wirkstromkomponente) zu entfalten und anderseits weiterhin Wirkleistung
an die DC-Strecke zu iibergeben.

Als Folge hierzu greift die energieabhiangige Wirkleistungsbegrenzung an Station
T2 ein, weswegen die Bereitstellung eines dynamischen Blindstroms auf < 1pu
eingeschrankt ist. Zudem wird in nichster Konsequenz die linkiibergreifende Wirk-
leistungsbegrenzung zur Reduktion des Wirkleistungsarbeitspunktes an Station
T1 aktiv (Abb.E8h). Die von der Kommunikationsdauer abhingige Reaktion
letzterer Mafinahme kann unter Umsténden kritische Submodulbelastungen her-
vorrufen, weswegen der symmetrische Fehler an der Master-Station mit geringen
Residualspannungen als kritisches Belastungsszenario fiir das untersuchte GFM-
HGU-System hervorzuheben ist. Hingegen sind die Intralinkauswirkungen dieses
Szenarios fiir die untersuchte Bilanzierungsmethode als moderat zu bewerten.

Wie bereits in [116] angedeutet, kann in einem solchen Fehlerfall der Wechsel
von einer Bilanzierung tiber die AC-Seite zur DC-Seite sowie damit verbundene

! Auf diesen Sachverhalt wird im nachfolgenden Kap.[B.Z3] niher eingegangen.
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Abb. 6.8: Antwort der P2P-GFM-HGU auf einen dreipoligen Fehler an PCC T2
mit 0.15 pu Residualspannung.

Mafinahmen zur zuverléssigen Regelung des DC-Stromkreises sinnvoll sein. Unab-
héngig von der realisierten DC-Regel- sowie Gesamtenergiebilanzierungsstrategie
ist die Untersuchung des gezeigten Szenarios in projektspezifischen dynamischen
Performanztests jedoch zu empfehlen, um einerseits eine Einordnung der FRT-
Fahigkeit mit Hinblick auf die Submodulbelastungen und ggf. erforderliche An-
passungen in der Auslegung des Tragheitsmodells vorzunehmen und andererseits
erwartbare AC-DC-AC-Interaktionen zu identifizieren.

6.2.2 Fehleranalyse

Wihrend AC-Fehler in der Regel durch Fehlerimpedanzen mit S{Zr}/R{Zr} =
${Zs}/R{Zs} modelliert werden (z.B. in [12§] sowie in Kap.B.Z1)), wurde in der
eigenen Journalpublikation Iﬂ] zur besseren Einordnung des Verhaltens eines
GFM-Betriebsmittels wihrend AC-Fehlern eine Analyse des Spannungsquellen-
verhaltens in Abhéangigkeit der Fehlerimpedanz vorgenommen. Die wesentlichen
Erkenntnisse werden im Folgenden nochmals aufgegriffen.

Hierfiir erfolgt eine Zusammenfassung der Netzimpedanz zu Zg; = Zg1||Z,s2, sowie

die Abschitzung der Residualspannung am PCC U wihrend eines Fehlers
durch Anwendung des Uberlagerungssatzes.

Zr ¢
U’ - ZaUg + ZxU™
PCC ZFZd T Zg(ZF T Zd)( dUg g ) (6 1)
1Za>|Zq] Zp Za Zr '
~ g

U, ~
ZeZa+ Zg(Zr + Za) ° " Zp + Zg

Hierbei kummuliert Zq = Rq+ jwLq alle am PCC wirksamen AC-Impedanzen der
GFM-HGU-Station. Die Annahme |Z4| >> |Z,| ist dabei insbesondere fiir grofie
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Abb. 6.9: Resultierender Phasensprung am PCC in Abhéngigkeit der Fehlerim-
pedanz Zp.

Netzstarken giiltig. Mit abnehmender Netzstirke steigt der Einfluss der GFM-
HGU auf die resultierende Spannung am PCC, jedoch dient die vorgenommene
Abschéatzung einer Worst Case Analyse der Vorgéinge am PCC.

Anhand (G.1)) wird ersichtlich, dass in Abhéngigkeit der Fehlerimpedanz neben un-
terschiedlichen Hohen eines Spannungseinbruchs zudem ein Phasensprung in der
Residualspannung Up o auftreten kann, was durch Abb.BJ fiir die Netzimpedanz
nach Tab.[3:3] in Kap.[3:3] sowie unterschiedliche Fehlerimpedanzen visualisiert ist.
Hieraus lassen sich drei Falle ableiten:

o {Zr}/R{Zr} = 3{Z;}/R{Z:}: Die Residualspannung ist vom Betrag der
Fehlerimpedanz abhéngig und es tritt kein Winkelsprung auf.

o {Zr}/R{Zr} > 3{Zs}/R{Z:}: Fiir zunehmend induktive Fehlerimpedan-
zen ist ein vergleichbares Verhalten wie im vorherigen Punkt mit geringen
positiven Phasenspriingen am PCC bis maximal Afpcc &~ +5° zu erwarten.

o {Zr}/R{Zr} < 3{Z;}/R{Z;}: Neben einem Spannungseinbruch tritt zu-
sitzlich ein negativer Phasensprung auf, welcher mit zunehmenden ohm-
schen Eigenschaften sowie abnehmenden Betrdgen der Fehlerimpedanz be-
tragsméfBig zunimmt bis hin zu einem Worst Case von Afpcc ~ —80° bei
einer rein ohmschen Fehlerimpedanz.

Die dynamische Reaktion einer starren Spannungsquelle u™f = U™fei“1t mit
Innenimpedanz Zq = R4+ jwLq lasst sich unmittelbar nach Fehlereintritt anhand
der Differentialgleichung

) di r
Raipcc + Ld% =" —upoo (6.2)

mit upcc = Upcee?! beschreiben. Um das fehlerimpedanzabhingige Verhalten
eines Betriebsmittels mit Spannungsquellenverhalten besser diskutieren zu kénnen,
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Abb. 6.10: Dynamische Antwort einer starren Spannungsquelle auf einen symme-
trischen Fehler mit 0.15 pu Residualspannung und Fehlerimpedanzen
unterschiedlicher {Zr }/R{Zr }-Verhiltnisse.

wird zundchst das Verhalten einer starren Spannungsquelle infolge eines symmetri-
schen Fehlers mit 0.15 pu Residualspannung und unterschiedlichen S{Zr } /R{Zr }-
Verhéltnissen der Fehlerimpedanz untersucht. Fiir die Innenimpedanz der Span-
nungsquelle gilt Z4 = wy Ly, wobei die Quelle selbst iiber einen Transformator
entsprechend der Auslegung in Tab.[D.5lin Anhang[D.2lan den PCC angeschlossen
ist. Die entsprechende Reaktion ist in Abb.[G.I0 fir die Grundschwingungskompo-
nenten der Wirk- und Blindstréme am fehlerbehafteten PCC dargestellt.

Das initiale Verhalten der Spannungsquelle entspricht einem Anstieg in den Wirk-
und Blindstromkomponenten, wobei die Anstiegsdynamik von dem sich einstel-
lenden quasistationdren Arbeitspunkt abhéngt. Dieser wiederum reicht von einer
vorwiegenden Blindstromeinspeisung bei induktiven Fehlerimpedanzen (Afpcc =
+5°) bis hin zu einer weitestgehenden Wirkstromeinspeisung bei ohmschen Fehler-
impedanzen (Afpcc = —80°). Eine Einordnung realistischer Fehlerimpedanzen
erfolgt an dieser Stelle nicht, ist jedoch in Abhéngigkeit projektspezifischer An-
forderungen hinsichtlich des Sollverhaltens eines GFM-Umrichters wiahrend AC-
Fehlern ebenfalls zu empfehlen.

Wie zuvor erwéihnt, wurde fiir die Untersuchungen in Kap.[G.2.1] eine Fehlerim-
pedanz mit S{Zr }/R{Zr} = S{Z, } /R{Zs} modelliert. Ausgehend von Abb.[G.10l
entspricht dies einem Worst Case auftretender AC-DC-AC-Interaktionen aufgrund
der notwendigen Arbeitspunktanpassung der Wirkleistung (P1 = 3Ip 1U1). Die
fehlerimpedanzabhéngige FRT-Performanz wird hingegen im Folgenden unter-
sucht.

6.2.3 Fehlerimpedanzabhingige FRT-Performanz

Tatsédchlich ist das Verhalten von GFM-Umrichtern zur dynamischen Spannungs-
stiitzung nicht genauer durch die TAR-HGU definiert, vielmehr sind vom relevan-
ten UNB projektspezifische Mindestanforderungen an das HGU-System mithilfe
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Abb. 6.11: Antwort der GFM-HGU auf einen symmetrischen AC-Fehler in AC-
T1 mit 0.15 pu Residualspannung und Fehlerimpedanzen unter-
schiedlicher 3{Zr}/R{Zr}-Verhiltnisse fiir eine Strombegrenzung
durch (a) Limitierung der Leistungs- und Spannungsvorgabe sowie
(b) zusétzlicher Limitierung der Stromreferenz.

geeigneter Studien zu stellen ﬂ@] Ein verbreiteter Ansatz ist, wie eingangs er-
wéhnt, die Blindstrompriorisierung zur Spannungsstiitzung analog zur bekannten
Verhaltensform bei GFL-Umrichtern, welche sich urspriinglich aus Fehlerformen
mit S{Zr}/R{Zr} ~ S{Z;}/R{Z,} ableiten lieB. Der quasistationdre Arbeits-
punkt sollte in GFM-Umrichtern dabei laut einer UNB-Veréffentlichung in etwa
einer Netzperiode erreicht werden [8(].

Die Herausforderung dieser Anforderung soll nun exemplarisch anhand eines sym-
metrischen Fehlers in AC-T1 mit 0.15 pu Residualspannung und unterschiedlichen
S{Zr }/R{Zr }-Verhéltnissen der Fehlerimpedanz in Abb.[611] aufgezeigt werden.
Hierbei wird zwischen der Antwort eines Strombegrenzungskonzepts durch Limi-
tierung der Leistungs- und Spannungsvorgabe (Abb.[6.1Th) sowie der zusitzlichen
Limitierung der Stromreferenz unterschieden (Abb.[GIIb). Waihrend sich im ers-
ten Fall eine effektive Strombegrenzung durch Reduktion von |U™*| nach etwa
einer Netzperiode einstellt, kann ein instantaner Uberstrom durch die zusétzliche
Limitierung der Stromreferenz begrenzt werden (vgl. Kap.[5.H).

Ein Vergleich von Abb.[GI0 und Abb.[GI1h zeigt dabei ein vergleichbares in-
itiales Verhalten von starrer Spannungsquelle und GFM-HGU in Abhéngigkeit
des fehlerimpedanzbezogenen Winkelsprungs in Upcc. Auf diese Weise wird das
Ubergangsverhalten mit betragsméfig zunehmenden negativen Winkelspriingen
in Upee zu einem quasistationiren Arbeitspunkt mit Iq 1 = 1 pu zwar verlangsa-
mend beeinflusst, jedoch kann (mit Ausnahme eines rein ohmschen Fehlers) ein
Blindstrom von & 1pu innerhalb etwa einer Netzperiode bereitgestellt werden.
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Somit ldsst sich das GFM-Verhalten der HGU grundsitzlich validieren. Jedoch
schlagt dieses mit einer hohen Belastung der Ventilstrome wihrend des Ausgleichs-
vorgangs auf den quasistationdren Arbeitspunkt mit Blindstrompriorisierung zu
Buche. Eine zusétzliche und unmittelbar wirksame Limitierung der Stromreferenz
und damit der Ventilstrome fiihrt hingegen zu einer Reduktion der Antwortdy-
namik in den Grundschwingungskomponenten des AC-seitigen Umrichterstroms
(Abb.[6Idb), ist jedoch als notwendige Mafinahme zum sicheren Weiterbetrieb der
HGU einzuordnen.

Vor diesem Hintergrund wurde in der eigenen Journalpublikation [154] das Kon-
zept der dynamischen Blindleistungsregelung (DQC, engl: dynamic reactive power
(Q) control) vorgestellt. Dessen Ziel ist die Erhéhung der Antwortdynamik des
Blindstroms entsprechend den Anforderungen in [80] unter weiterer Beriicksichti-
gung vorgegebener Stromgrenzen. Die Funktionsweise ist in |[154] erldutert. Hierbei
wird ausdriicklich darauf hingewiesen, dass die vorgestellte DQC-Mafinahme zwar
die Blindstromdynamik im Fehlerfall erhoht, jedoch dem initialen Verhalten einer
Spannungsquelle entsprechend Abb.[6. 10 entgegenwirkt.

Als weiteres Stellglied zur Erhéhung der dynamischen Eigenschaften der VSM
ist daher eine Reduktion der implementierten Tragheit bzw. eine Erhéhung der
Bandbreite des Trégheitsmodells zu nennerf]. Diese Mafnahme geht jedoch mit
einer reduzierten Bereitstellung von Momentanreserve einher.

Ausgehend von diesen Untersuchungen wird empfohlen, das Wunschverhalten eines
GFM-Betriebsmittels projektspezifisch sowie unter Berticksichtigung der Untersu-
chungen in Kap.[6.2.2] abzuleiten. Insbesondere ist hierbei eine adiquate Definiti-
on des quasistationdren Sollverhaltens wéhrend AC-Fehlerereignissen zu nennen.
Schliefllich ist vorsichtig zwischen den dynamischen Eigenschaften fiir eine prio-
risierte und fehlerimpedanzabhéngige Bereitstellung dynamischer Blindleistung
wihrend AC-Fehlerereignissen sowie der Bereitstellung von Momentanreserve wih-
rend Frequenz- oder Winkelereignissen abzuwégen.

6.3 Unsymmetrische Fehler

Zur Untersuchung der FRT-Performanz bei unsymmetrischen Netzereignissen wird
bespielhaft ein einpoliger Fehler an Phase R mit einer Residualspannung von
0.15 pu untersucht. Zur Einordnung der Worst Case Intralink-Interaktion wird
wiederum von einer Fehlerimpedanz mit S{Zr}/R{Zr} = S{Z;}/R{Z,} ausge-
gangen. Die Antwort des HGU-Systems auf einen solchen Fehler in AC-T1 ist in
Abb.[6.12 und fiir AC-T2 in Abb.[6.I3] aufgezeigt.

2Eine ausfiihrliche auslegungsbezogene Studie zur Optimierung des Antwortverhaltens einer
GFM-HGU wihrend FRT-Ereignissen ist ebenfalls dem eigenen Journalbeitrag [154] zu
entnehmen.
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Abb. 6.12: Antwort der P2P-GFM-HGU auf einen Pol-Erde-Fehler von Phase R
an PCC T1 mit 0.15 pu Residualspannung.

Infolge eines einpoligen Fehlers in AC-T1 bricht die Mitsystemspannung an PCC
T1 ein und es tritt eine Gegensystemspannung auf (Abb.GI2b). Station T1 ant-
wortet instantan mit einer positiven Stromantwort im Mitsystem sowie einer
negativen Stromantwort im Gegensystem (Abb.BIZh), um den Anderungen in
Mit- und Gegensystemspannung entgegenzuwirken. Weiterfithrend stellt sich der
quasistationdre Arbeitspunkt der Blindstromkomponenten in Abhéngigkeit von
der Fehler-, Netz- sowie emulierten Statorimpedanz ein, wobei das Ubergangsver-
halten von der Auslegung des Trégheitsmodells abhéngt. Die Wirkleistungskom-
ponente im Gegensystem stellt sich entsprechend den abgeleiteten Anforderungen
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Abb. 6.13: Antwort der P2P-GFM-HGU auf einen Pol-Erde-Fehler von Phase R
an PCC T2 mit 0.15 pu Residualspannung.

in Kap.[5.1.3 zu Null ein. Weiterhin erhoht sich die quasistationdre Wirkleis-
tungskomponente im Mitsystem, um trotz reduzierter Mitsystemspannung das
Leistungsgleichgewicht nach ([359) im Rahmen verfiigbarer Stromgrenzen her-
zustellen. Die Ventilstrome verbleiben an der fehlerbehafteten Station somit in
ihrem vorgesehenen Arbeitsbereich (Abb.[G.12M), wihrend eine Ubertragung von
Wirkleistung weiterhin ermdoglicht ist.

Im Vergleich zu den zuvor untersuchten Szenarien sind die auftretenden Energie-
abweichungen als moderat einzustufen (Abb.BI2k), welche wiederum iiber die
DC-Seite der Station (Abb.6I2Zk und Abb.[6IZh) und schlieBlich {iber Station
T2 (Abb.EI2K,i) und AC-T2 ausgeglichen werden (Abb.[612k). Die Intralinkaus-
wirkungen kénnen dabei ebenfalls als gering bewertet werden.

Bei einem einpoligen Fehler in AC-T2 antwortet Station T2 ebenfalls mit einer
positiven Stromantwort im Mitsystem sowie einer negativen Stromantwort im
Gegensystem (Abb.[EI3k), um den auftretenden Abweichungen in der Mit- und
Gegensystemspannung an PCC T2 entgegenzuwirken. Im Gegensatz zum Fehler
an Station T1, muss das auftretende Energieungleichgewicht jedoch nun iiber
die AC-Seite der fehlerbehafteten Station T2 gedeckt werden. Zur Reservierung
hierfiir notwendiger Wirkstromanteile greift die linkiibergreifende Wirkleistungsli-
mitierung ein, weswegen die Wirkleistungsiibertragung von Station T2 zu Station
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Abb. 6.14: Antwort der P2P-GFM-HGU infolge einer Inselnetzbildung an
PCC T1.

T1 temporar reduziert wird (Abb.[EI3h und Abb.[6I3k). Die dafir notwendige
Kommunikationsdauer fiithrt zu einer verzogerten Reaktion dieser Mafinahme und
damit zu einem erhohten Energiebedarf an Station T2 (Abb.[EI3F) im Vergleich
zum selben Fehler an Station T1. Dennoch ist die auftretende Intralinkinteraktion
als moderat einzustufen.

6.4 Inselnetzbildung

Als eine wichtige Eigenschaft netzbildender Umrichter gilt die Inselnetzf&higkeit
bzw. die Fahigkeit, nach einer plotzlichen Abkopplung des Umrichters vom Netz
stromgeregelte Systeme weiter betreiben zu kénnen. Zum Nachweis der Inselnetz-
fahigkeit an Station T1 wird zum Zeitpunkt ¢t = 1.0s Schalter S3 geschlossen
und die 200 MW GFL-Last initialisiert. Zum Zeitpunkt ¢ = 1.2 s wird schliellich
Schalter S> gedffnet und Station T1 somit von AC-T1 getrennt.

Die Antwort des HGU-Systems auf dieses Szenario ist durch Abb.BG.14] gezeigt.
Infolge der Inselnetzbildung passt Station T1 instantan ihren Arbeitspunkt von
Wirk- und Blindstrom an (Abb.EIZh), um das Netz fiir die GFL-Last entspre-
chend deren Leistungsbedarf zu formen (200 MW, 100 Mvar). Die instantan auf-
tretende Leistungsdifferenz p™»T! — popr-Last resultiert zunéchst in einer posi-
tiven Energieabweichung an Station T1, welche aufgrund der realisierten DC-
Bilanzierung an AC-T2 abgegeben wird. Schliefflich wird die Leistungsiibertragung
iiber die HGU entsprechend der an PCC T1 abgefragten Leistung angepasst. Die
Intralinkauswirkung dieses Szenarios ist damit als moderat einzustufen.

Obwohl nicht dargestellt ist zu erwahnen, dass die VSM aufgrund der auftetenden
Leistungsdifferenz gz)r‘“‘f’T1 — PGFL-Last Mit einer Beschleunigung in wssli/[ reagiert.
Aus diesem Grund erfolgt eine Anpassung von piféﬁlg iber den Primérregler

entsprechend der implementierten AP/A f-Statik. Folglich wird dem Inselnetz
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eine Frequenz mit einer vom Wirkleistungsbedarf der GFL-Last abhéngigen statio-
néren Abweichung von wi bereitgestellt. Je nach Definition des Sollverhaltens des
GFM-Betriebsmittels durch den zustéindigen UNB kénnte daher eine Anpassung
von p**'T! bzw. eine Implementierung eines Sekundérreglers zur Riickfithrung der
Frequenz auf w; sinnvoll sein.

Bei Inselnetzbildung an Station T2 reagiert auch diese aufgrund ihrer netzbilden-
den Regelung instantan mit einer Arbeitspunktanpassung in Wirk- und Blindleis-
tung, um das Netz fir die GFL-Last zu bilden. Jedoch zieht dies in Abhéangigkeit
des vorherigen Arbeitspunktes einen positiven oder negativen Energiebedarf mit
sich, welcher aufgrund der Wahl fiir eine AC-Bilanzierung an Station T2 génzlich
durch die Submodule der beiden Stationspole bereitgestellt werden muss, wohin-
gegen ein Nachladen tiber die AC-Seite im Inselnetzbetrieb nicht moglich ist. Die
DC-spannungsgeregelte bzw. die DC-netzbildende Umrichterstation kann somit
nicht gleichzeitig eine AC-netzbildende Station vollumféinglich darstellen.

Um den Betrieb der HGU aufrechtzuerhalten, ist folglich ein Wechsel der DC-
Regel- sowie Bilanzierungsstrategie notwendig. Hierbei sind Umladevorgidnge ho-
her Dynamik zu erwarten und dementsprechend eine hohe AC-DC-AC-Interaktion
infolge des Inselnetzszenarios an PCC T2. Die Untersuchung solcher Umschaltvor-
giange wird jedoch in dieser Arbeit nicht weiterverfolgt.

6.5 Zusammenfassung und Handlungsempfehlungen

Im Rahmen dieses Kapitels erfolgte eine umféingliche Analyse des Verhaltens
einer GFM-HGU bei unterschiedlichen AC-Netzszenarien mit dem Ziel, etwaige
Intralinkinteraktionen zu bewerten sowie Herausforderungen hinsichtlich des si-
cheren Umrichterbetriebs bei Wahl einer Umrichterregelung der VSM-Klasse zu
identifizieren. Die wesentlichen Erkenntnisse werden im Folgenden nochmals zu-
sammengefasst. Die szenarienabhingigen AC-DC-AC-Interaktionen werden hier-
fiir anhand von Tab.[61] klassifiziert. Aus Griinden der Vollsténdigkeit findet die
Einordnung neben den diskutierten Szenarien zudem fiir die nach [151] definierten
Szenarien zum Nachweis eines GFM-Verhaltens statt.

Die Szenarien Synchrone Winkelspringe sowie schwere AC-Fehler an der Master-
Station mit geringen Residualspannungen stellen im Sinne des sicheren Umrichter-
betriebs eine Herausforderung dar. Obgleich diese bislang nicht durch das FNN-
Hinweispapier [151] Beriicksichtigung finden, leitet sich aus den vorangegangenen
Untersuchungen die Empfehlung ab, die Bereitstellung von virtueller Momentan-
reserve durch eine GFM-HGU anhand dieser beiden kritischen Szenarien auszu-
legen. Hierbei bleibt zu erwédhnen, dass benannte Szenarien fiir starke Netzbe-
dingungen untersucht wurden, um einen Worst Case hinsichtlich méglicher Sub-
modulbelastungen sowie auftretender AC-DC-AC-Interaktionen abzubilden. Bei
schwicheren Netzbedingungen nehmen die dargestellten Effekte ab, weswegen eine
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Tab. 6.1: Klassifizierung szenerarioabhéngiger AC-DC-AC-Interaktionen.

Szenario Ort Intralink- Kommentar
Interaktion
Afg £+ 30° T1 hoch Energiebedarf wird an  gegen-
iberliegender  Station  abgerufen
— an ausgedehntem Netzmodell zu
untersuchen
Ab, £ 30° T2 keine hohe Submodulbelastung an Master-
Station — Auslegungsszenario fir
Trégheitsmodell
Afs+2Hz/s | T1 gering Anpassung von P durch p{féﬁlg
Afg+2Hz/s | T2 keine Anpassung von p§f§ﬁ2g und eg?og,
daher Kommunikation zur Anpassung
von p**C19 erforderlich
Abg || T1,T2 T1: hoch, | kritisches Belastungsszenario, Auf-
T2: gering | trittswahrscheinlichkeit priifen
Abg 1T T1},T21| T1: hoch, | selbstheilender Mechanismus, Submo-
T2: keine dulbelastungen im Rahmen
sym. T1 mittel bis | Ausgleichsenergie iiber AC-T2 —
AC-Fehler hoch an ausgedehntem Netzmodell zu
untersuchen
sym. T2 hoch kritische Submodulbelastung an der
AC-Fehler Master-Station
unsym. T1 gering -
AC-Fehler
unsym. T2 moderat Ggf. energieabhingige Wirkleistungs-
AC-Fehler reduktion erforderlich
Inselnetz T1 moderat instantane Anpassung der Wirkleis-
tungsiibertragung
Inselnetz T2 hoch DC-Rollenwechsel notwendig
|Zg| t T1 gering Ausgleichsenergie iiber AC-T2
| Zs| T T2 keine -
Us£5% T1,T2 gering,keine| geringer je schwécher das Netz

optimierte Auslegung der GFM-Eigenschaften des HGU-Systems unter Kenntnis
der vorherrschenden Netzbedingungen zu empfehlen ist.

Weiterfiihrend leitet sich aus den Untersuchungen in diesem Kapitel folgendes
Dilemma fiir die Betriebfithrung einer GFM-HGU ab: Ein vollumfingliches GFM-
Verhalten einer Umrichterstation ist ausschliellich mithilfe einer DC-Bilanzierungs-
strategie realisierbar (siehe Inselnetzszenario bzw. kritisches Belastungsszenario
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AC-Fehler an T2), jedoch geht diese fiir manche Szenarien mit hohen Intralink-
auswirkungen einher. Hingegen sind auftretende Intralinkinteraktionen an der
Umrichterstation mit AC-Bilanzierungsstrategie gering bis vernachlassigbar. Eine
Option beide Stationen tiber deren AC-Seiten zu bilanzieren wire denkbar, geht
jedoch mit erhchten Submodulbelastungen einher und erfordert fiir eine szena-
rienabhéngige Umschaltung zur DC-Bilanzierungsstrategie die Kommunikation
zwischen beiden Umrichterstationen sowie ein entsprechendes Management der
DC-Regelstrategie. Als weitere Option ist der Dual-Port-Regelansatz nach |217] zu
erwihnen, welcher sowohl AC- als auch DC-netzbildende Eigenschaften gleichzei-
tig fiir eine Umrichterstation ermoglicht, jedoch keine Einstellmoglichkeiten sta-
tiondrer AC- und DC-Lastfliissse bietet und dauerhafte stationire Abweichungen
der Submodulladezustéande erfordert. Die Wahl der Betriebsstrategie ist somit pro-
jektspezifisch in Abhéngigkeit der vorherrschenden Netzsituation an den jeweiligen
Umrichterstationen abzuwégen.

Da das Sollverhalten eines GFM-Betriebsmittels wihrend AC-Netzfehlern unzu-
reichend durch die TAR-HGU definiert ist, erfolgte in dieser Dissertation des
Weiteren eine Diskussion iiber die Vereinbarkeit bestehender Anforderungen fir
GFL-Umrichter im Sinne einer Blindstrompriorisierung sowie dem dynamischen
Antwortverhalten einer Spannungsquelle. Mithilfe einer Fehleranalyse wurde die
Diskrepanz beider Punkte fiir die Reaktion einer idealen Spannungsquelle aufge-
zeigt, anhand deren das grundlegende Antwortverhalten der als VSM geregelten
GFM-HGU validiert werden konnte. Als wichtige Erkenntnis ist aufzufiihren, dass
Mafinahmen zur instantanen Begrenzung der Ventilstrome die Antwortdynamik in
den Grundschwingungskomponenten reduzieren, jedoch fiir den sicheren Betrieb
der GFM-HGU erforderlich sind. Als eine MaSnahme zur Erhéhung der Ant-
wortdynamik wahrend AC-Fehlern wurde die Reduktion der virtuellen Trégheit
herausgearbeitet, welche gleichermafien mit der Reduktion von Momentanreserve
einhergeht. Fir die Auslegung der VSM ist folglich — unter Beriicksichtigung
der Auslegungsrichtlinien nach Kap.[(.Z43] — ein Kompromiss zwischen der Ant-
wortdynamik wahrend Netzfehlern, auftretenden Submodulbelastungen sowie der
Bereitstellung von Momentanreserve zu finden.
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Kapitel 7

Zusammenfassung

Die zunehmende Integration umrichterbasierter Systeme im Energienetz erfordert
ein umféngliches Verstdndnis bestehender sowie zukiinftiger Energiesysteme, um
die Wahrung der Systemstabilitat fortfiithrend zu gewahrleisten. Aus diesem Grund
hat diese Dissertation einige Stabilitdtsaspekte mit dem Fokus auf die Umrich-
terregelung von MMC-HGU-Systemen niher beleuchtet. Hierbei wurde das Ziel
verfolgt, einerseits die Auswirkungen der Umrichterregelung auf die harmonische
Stabilitdt zu klassifizieren und andererseits Nutzungspotenziale der Umrichterre-
gelung zur Verbesserung der Frequenz- und Spannungsstabilitidt sowie begleitende
Herausforderungen zu identifizieren.

Zu diesem Zwecke wurde in Kap.Blein Schwerpunkt auf die analytische Herleitung
der frequenzabhingigen Umrichteradmittanz gelegt sowie Modellierungsempfeh-
lungen zur adédquaten Bestimmung dieser unter Beriicksichtigung passiver sowie
aktiver MMC-Dynamiken erarbeitet. Wahrend im GFL-Betrieb der vereinfachte
Modellierungsansatz durch ausschlielliche Beriicksichtigung AC-seitiger MMC-
Dynamiken zuléssig ist, ist die notwendige Modellierungstiefe im GFM-Betrieb
im sub- und supersynchronen Bereich zu Beginn von harmonischen Stabilitdts-
untersuchungen mithilfe eines Frequenzscans einzuordnen. Fiir die untersuchten
GFM-Umrichter der VSM-Klasse ist die Modellierung interner MMC-Dynamiken
aufgrund der ddmpfenden Eigenschaften eines emulierten virtuellen Stators jedoch
vernachléssigbar.

Auf dieser Grundlage wurden weiterfiihrend parametrische sowie strukturelle Sen-
sitivitaten der Umrichterregelung fiir bestehende (GFL-Betrieb) sowie zukiinftige
(GFM-Betrieb) Umrichtersysteme im Ubertragungsnetz untersucht, um daraus
generische Aussagen hinsichtlich deren admittanzformenden Eigenschaften abzu-
leiten und damit eine Handhabe zur Formung eines stabilen Gesamtsystems aus
Unmrichter und Netz zu bieten. Eine umfassende Sensitivitdtsanalyse sowie Klas-
sifizierung umrichtertypabhéingiger Einfliisse wurde durch Kap.[d bereitgestellt.
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Besonders hervorzuheben ist die addquate Beriicksichtigung selektiver Filter zur
Extraktion symmetrischer Komponenten, da diese unabhéngig vom untersuch-
ten Umrichtertyp einen breitbandigen Einfluss auf die Passivitdts- sowie Damp-
fungseigenschaften des Umrichters haben und bei Vernachlissigung zu falschen
Stabilitdtsaussagen fithren konnen. Als weiterer breitbandiger Einflussfaktor ist
die Struktur der umrichtertypspezifischen inneren Regelung zu nennen, d.h. die
Stromregelstruktur in GFL-Umrichtern oder die (kaskadierte) Spannungsregel-
struktur in GFM-Umrichtern, da die Sensitivitdt tiberlagerter Regler stark von
diesen abhéingt.

Der zweite Schwerpunkt dieser Dissertation lag auf der Untersuchung der Mach-
barkeit sowie der Herausforderungen in P2P-GFM-HGUs zur Verbesserung der
Frequenz- und Spannungsstabilitat. Fiir diesen Zweck wurde in Kap.[] ein um-
fanglicher Implementierungsvorschlag fiir eine P2P-GFM-HGU der VSM-Klasse
in der RBP-Konfiguration dargelegt. Ein Fokus wurde hierbei auf die analytische
Beschreibung des VSM-Verhaltens infolge von Winkelspriingen und Frequenzén-
derungen gerichtet, auf dessen Basis unter weiterer Beriicksichtigung realisierba-
rer Submodulbelastungen Auslegungsrichtlinien fiir das Tragheitsmodell abgelei-
tet werden konnten. Weiterhin wurde ein funktionales Strombegrenzungskonzept
mit dem Hintergrund entwickelt, etwaige Desynchronisierungsprobleme des VSM-
Unmrichters im limitierten Betrieb zu vermeiden.

Ausgehend von diesem Implementierungsvorschlag erfolgte in Kap.[f eine umfas-
sende EMT-Studie, anhand derer linkiibergreifende Interaktionen in Abhangigkeit
verschiedenster Szenarien klassifiziert und mogliche Herausforderungen fir die
HGU-Systemfiihrung sowie das unterlagerte Ubertragungsnetz abgeleitet wurden.
In diesem Zusammenhang konnten kritische und in Normenwerken teilweise bis-
her unberiicksichtigte Szenarien im Hinblick erwartbarer Submodulbelastungen
identifiziert werden, welche die Bereitstellung von virtueller Momentanreserve
einschranken und damit in Ergdnzung zu den zuvor abgeleiteten Richtlinien als
Auslegungsgrundlage des VSM-Umrichters empfohlen werden. Weiterhin wurde
mithilfe des Antwortverhaltens einer Spannungsquelle fiir unterschiedliche Fehler-
impedanzen das Sollverhalten eines GFM-Betriebsmittels wéhrend Netzfehlern
diskutiert.

Im Kontext der untersuchten Systemstabilitdtsaspekte existieren folgende weitere
Forschungsfragen:

o EMT-Modellbildung ausgedehnter Ubertragungsnetze:
Da Nichtlinearitdten (Transformatorsittigung, Schutz- und Begrenzungs-
mafinahmen, etc.) umrichterbasierter Systeme durch die impedanzbasierte
Methode keine Beriticksichtigung finden, ist eine weiterfithrende Bestatigung
gewonnener Stabilitdtsaussagen durch die Untersuchung harmonischer Inter-
aktionen in EMT-Software sinnvoll. Fiir belastbare Aussagen ist hierfiir die
Entwicklung von Methoden zur passenden Abbildung auftretender Lastfliis-
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se in ausgedehnten EMT-Netzmodellen sowie eine performante, adidquate
Beriicksichtigung von Randnetzmodellen notwendig.

Interaktionen leistungselektronischer Betriebsmittel im Netz:

Da das Sollverhalten von GFM-HGU-Umrichtern wihrend AC-Netzfehlern
unzureichend durch bestehende Normenwerke definiert ist, ist die Unter-
suchung von transienten Interaktionen zwischen GFL- und GFM-Betriebs-
mitteln wihrend solcher Szenarien in einem ausgedehnten Netzmodell sinn-
voll. Auf diese Weise kdnnen ungewollte Interaktionen zusétzlich aktivierter
Regelschleifen sowie Schutzmafinahmen im Rahmen dieser Szenarien identi-
fiziert und Handlungsempfehlungen fiir das GFM-Fehlerverhalten abgeleitet
werden.

Einordnung weiterer GFM-Regelansdtze:

Wihrend in dieser Dissertation die Intralinkinteraktionen einer GFM-HGU
der VSM-Klasse untersucht wurden, sind weitere Regelansétze denkbar, die
u.a. der synchronen GFM-Umrichterklasse zuzuordnen sind. Fiir diese Re-
gelansédtze erscheint eine umfassende Einordnung moglicher linkiibergrei-
fender Interaktionen ebenfalls sinnvoll, welche den aus dieser Dissertation
gewonnenen Aussagen gegeniibergestellt werden kénnen. Weiterhin ist der
Parallelbetrieb von HGU-Links mit verschiedenen GFM-Regelansitzen ein
interessanter Untersuchungspunkt, um potenzielle Interaktionen dieser ein-
ordnen zu kénnen.

Einordnung von Intralinkauswirkungen fiir MTDC-GFM-HGUs:

Da zukiinftig eine Vermaschung europiischer HGU-Interkonnektoren ange-
strebt wird, stellt die Untersuchung potenzieller Fehlerfortpflanzungen von
AC-Netzereignissen iiber MTDC-Systeme eine weitere Forschungsfrage dar,
um einen fortwéhrenden Betrieb des DC-(Teil-)Netzes zu gewéhrleisten.
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Anhang A

Mathematische Grundlagen

In den folgenden Abschnitten werden die fiir die vorliegende Arbeit relevanten
mathematischen Grundlagen kurz zusammengefasst.

A.1 Verwendete Transformationen
Folgende Transformationsvorschriften werden in dieser Dissertation verwendet.
Clarke-Transformation

Es werden die Clarke-Tranformation nach (Al sowie die inverse Clarke-Trans-
formation nach (A22) angewandt.

1 -1 1
TRST%aﬁsz \/§ \35 Al
“2 o £ L (A1)
3 1 1 1
2 2 2
1 0 1
ToAOSRST _ | 1 @ 1 (A.2)
R

Park-Transformation
Es werden die betragsinvariante Park-Transformation nach (A3]) sowie die inverse
Park-Transformation nach (A4 zugrunde gelegt.

cos(6) cos(0 — 2¢) cos(0 — 4F)
TUT0G) = 2 | —sin(0) —sin(0— 2) —sin(0 - ) (A-3)
: : :
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) cos(0) —sin(0) 1
TRST=da0 gy — 3 cos(f — 24r) —sin(6—3F) 1 (A-4)
cos(f — &) —sin(0—4%) 1

Fir die Transformation zwischen af-Koordinaten und dg-Koordinaten werden
weiterhin folgende Drehmatrizen verwendet:

af—dq gy _ cosf  sind dg—aB,, _ | cos —sinf
T 0) = { —sinf cosd } » T 0) = { sinf cosf |’ (A.5)

A.2 Extraktion der Grundschwingungskomponenten

Das FNN Hinweispapier zum Nachweis eines spannungseinpriagenden Verhaltens
[151] fordert eine einheitliche Auswertung der Strom-, Spannungs- und Leistungs-
groBen am PCC entsprechend der DIN EN IEC 61400-21-1 |144] durch Extraktion
der Grundschwingung. Die wesentlichen mathematischen Zusammenhinge aus
[144] sind nachfolgend zusammengefasst.

Zunéchst erfolgt die Bestimmung der Real- und Imaginérteile der Phasenspan-
nungen (und -strome) der Grundschwingung im Mitsystem iiber ein gleitendes
Integrationsfenster T’ entsprechend (A.6). Das Integrationsfenster kann vereinfacht
durch T = 1/f1 oder iiber eine langsame PLL bestimmt werde

R{Uy1} = / ) cos(2m fit)dt (A.6a)
S{Uy,1} = — \/_ / t) sin(2 f1t)dt (A.6Db)

Die Zeigerkomponenten der Mitsystemspannung in der Grundschwingung werden
wie folgt berechnet.

R{U} = % [2R{Ur1} — R{Usa} = R{Ura} + V3(S{Ura} = S{Us})]
(A.7a)

[23{Ura} = S${Usa} = ${Ura} + V3(R{Usa} — R{Ur.1})]
(A.7b)

S{U. } =

[

'n [151] wird fir die Bestimmung des Integrationsfensters eine PLL mit einer Zeitkonstante
von 200 ms gefordert.

146
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Daraus errechnet sich der Effektivwert der Spannung im Mitsystem der Grund-
schwingungskomponente zu

Ui = /(R{UL})? + (S{U:1})2. (A.8)

Fiir die Phasenstréme werden dieselben Berechnungsvorschriften (A6)-(A7) an-
gewandt, sodass die Grundschwingungskomponenten der Wirk- und Blindleistung
im Mitsystem wie folgt zu bestimmen sind.

Py =3(R{UIR{1} + S{U1}S{11}) (A.9a)
Q1 =3(3{U IR} — R{UIS{L}) (A.9b)

Weiterhin errechnen sich die Grundschwingungskomponenten der Wirk- und Blind-
strome im Mitsystem zu

Py @1
Ip1 = — d I = . Al
p1 =gy und g1 =op (A.10)
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Anhang B

Numerische Messung
frequenzabhingiger Systeme

Zur Bestimmung der frequenzabhéngigen Umrichterimpedanz (oder -admittanz)
kann in numerischer Software ein Frequenzscan durchgefiihrt werden. Unter Be-
riicksichtigung der Ausfithrungen in [13, 147, 185, [137] wird der zu untersuchende
Umrichter (inklusive aller relevanter aktiver und passiver Dynamiken) zunéchst
in den stationdren Zustand bei gewdhltem Arbeitspunkt tiberfithrt. Anschlieffend
wird am PCC eine Storspannung (oder ein Stoérstrom) mit sequentiell aufsteigen-
der Perturbationsfrequenz fpert injiziert und die Strom- (oder Spannungs-)antwort
des Umrichters am PCC gemessen. Hieraus werden die Fourierkoeffizienten {S,,  }
und {5y} jeder Frequenz fhert = kf1 des gemessenen Signals s, (¢) der Phase
y wie folgt ermittelt.

2 t
R{Sy.r} = +f/ Sy(t) cos(27 foertt)dt (B.1a)
t—T
t
S{S, 1} = f% / 5y (1) coS(27 foeret)dt (B.1b)
t—T

Die Fourierkoeffizienten des Signals im Mitsystem berechnen sich fiir die Frequenz
fpert durch:

REST} = ¢ [2R{Sra} — R{Ss} — R{Sra} + VES{Sra) — 3{Ss.1)]
(B.2a)

[23{Sr.x} — S{Ss.k} — S{STk} + VBR{Ss.r} — R{STs})] -
(B.2b)

(s} =

[
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SYSTEME

Hieraus kann die Anderung des Signals im Mitsystem AS™ ( fpert) an der Frequenz-
stiitzstelle fpert in komplexer Schreibweise ermittelt werden.

- retan s{sfy
ASJr(fpert) = \/(?R{S;:})Q + (S{S}j‘})ze] (%{sk‘*f})

(B.3)

Nach Ermittlung der Mitsystemkomponenten fiir die Anderungen von Strom und
Spannung wird die Admittanz an der Frequenzstiitzstelle fpert berechnet.

Y+ (fpert) = AIl;'—CC (fperc)

—= B.4
AU;cc(fpert) ( )

Um die frequenzabhédngige Admittanz des Umrichters zu bestimmen, ist dieses
Vorgehen fiir relevante Frequenzstiitzstellen zu wiederholen. Im Gegensystem be-
rechnen sich die Fourierkoeflizienten zu

R{S; } = ¢ [2R{Sra} — R{Ss.e} — RSk — VAS{Sre} - 3{Ss1)]
(B.5a)

[23{Sr.x} — S{Ss.x} — S{STk} — VBR{Ss r} — R{STx})] -
(B.5b)

{8} =

| =
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Anhang C

HSS-Modell eines MMCs

C.1 Kurze Herleitung der HSS-Modellbeschreibung

Die Idee des HSS-Modells ist es, ein LTI-System aus einem LTP-System zu entwi-
ckeln, um klassische regelungstechnische Auswertungsmethoden anwendbar zu ma-
chen. Hierbei wird die LTP-Darstellung eines Systems durch Fourier-Reihen und
die Zustandsvariablen durch exponentiell modulierte periodische (EMP)-Repréisen-
tationen ausgedriickt, welche wiederum in den Laplace-Bereich iiberfiithrt werden
koénnen.

In Erginzung zu Kap.[3.22.2.2] sind im Folgenden die mathematischen Grundlagen
fiir das untersuchte MM C-HSS-Modell entsprechend den Ausfithrungen in |63, 192]
aufgefithrt. Die zeitperiodischen Matrizen A(t), B(t) aus (3I0)a konnen jeweils
durch eine Fourierreihe dargestellt werden:

+oo too
A(t) — Z Ahejhunt’ B(t) — Z Bhejhunt’ (Cl)
h=—oc0 h=—oc0

wobei Ay, B, die h-ten Fourierkoeffizienten von A(t), B(t) darstellen. Fiir die
EMP-Représentationen der Zustands- und Eingangsvariablen gilt

+oo too
Ax(t) = et Z Xpe™tt und  Au(t) = Z Upelhert (C.2)
h=—oc0 h=—oc0

mit den h-ten Fourierkoeffizienten X, U, von z(t),u(t). Fir die Ableitung der
Zustandsvariablen dAz(t)/d¢ gilt unter Anwendung der Produktregel

+oo
dAx(t iw . . jhw
(ﬁ( ) _ th,z (jo + jher) Xpeht, (C.3)
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Mit diesen Grundlagen kann (I0) in den Laplace-Bereich tiberfithrt werden. Fiir
(C3) resultiert dies unter Beriicksichtigung von (BI5)-(BI8) im Zusammenhang
(s + N)x. Auf diese Weise erhédlt man die bekannte Form in (314)).

C.2 HSS-Modell zur Beschreibung des geregelten MMCs

In Erweiterung zu Kap.3Z32 wird die Vorgehensweise zur Ermittlung der aktiven
Umrichteradmittanz nachfolgend kurz beschrieben. Hierfiir erfolgt zunéichst eine
Uberfiithrung der linearisierten MMC-Dynamiken in (25)-(B28) in dg-Koordina-
ten, sodass sich die Dimensionen dieser im HSS-Modell verdoppeln. Hierbei gilt
entsprechend [81]

sin(@o):%[l o101 L] (C.4a)

1
cos(0°)=2—j[—1 oo =10 1 ... 1] (C.4b)
Zur Beriicksichtigung der AC-Regler werden ([337) sowie (3:40]) herangezogen und

linearisiert. Aufgrund der Zusammenhénge in ([Z3), (3.6) sowie (319) und B20)
gilt im Laplace-Bereich weiterhin

0
Ugﬁ AMs.. (C.5)

MO
AUx = MR AUcs 4+ Uds AMA — TEAUcA -

AnschlieBend wird (CH) in dg-Koordinaten iiberfiihrt, in AUa aq = DuIAURE,
eingesetzt und danach nach AMAa qq aufgelost. Am Beispiel des GFL-Umrichters
mit einer Regelung entsprechend [B37) gilt fiir die AC-seitigen Dynamiken mit

AI;sflv,dq =01
AMAp,aq =
DmGecFir wiLacDuFi: MO
(Ues,aq) " 0 —=%2 MR 4,

—wiLacDyFrt DmGocFir
[ATngg Alphmaq AUcadg AUcs,aql”

U°

+(U8s,4q) " [OI —254e DuFvI; 0}

[AMa,4q AMs,aq AUpccaq AUal”.

152



C.2. HSS-MODELL ZUR BESCHREIBUNG DES GEREGELTEN MMCS

Fir GFM-Umrichter ist dieselbe Methode anzusetzen. Fir die internen Dynami-
ken wird ein Regler mit folgendem linearisierten Ubertragungsverhalten angesetzt.
Regler- und Filterdynamiken sind Tab.[C1] zu entnehmen.

re: 1
AUE,fa/g = GphanphnlAIphm,a/B + §FVchUdc (07)

Dieses Ubertragungsverhalten wird in dg-Koordinaten iiberfithrt. Weiterhin gilt
aufgrund der Zusammenhénge in (3.6]),([320) sowie (Z3]) folgender Zusammenhang
im Laplace-Bereich.

0
UgA AMa (C.8)

MO
AUs, = M2AUcs, + USs AMs, — TAAUCA -

Diese Gleichung wird in dg-Koordinaten iiberfiihrt, in AUs qq = DmI AU)‘E‘ffiq
eingesetzt und nach AMs 44 aufgelost. Da die Regelung in a3-Koordinaten statt-
findet, werden die Kreuzkoppelkomponenten des Phasenmodulstroms ohne Be-
riicksichtigung von Totzeit- oder Filterdynamiken angesetzt.

AMs qq =
Dl\/[Gphmehm w1Larm MO
(Us 4o)~ " |OT —2L.da D
Cx,dq 2 3,dqg
7W1Larm DMGphmehm

[Alh,aq Alphm,dg AUca,dq AUcz,dq]T

U,

0
H(U8nag) " [7254 0T OI {DuPva]

[AMa,4q AMs 4, AUpccaq AUac]”
(C.9)

Tab. C.1: Parametersatz fiir interne Dynamiken im HSS-Modell

Parameter | Variable | ‘Wert
Interner Regler Gohm 416 + o

3ms-s

Hrp phm fe = 10kHz, 4. Ordnung
Hr vac fe = 4kHz, 4. Ordnung

Filter®

!Die Filteriibertragungsfunktionen sind Anhang[D.1]zu entnehmen.
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Die Zusammenhénge (C.6) und (C9) werden weiterhin fiir alle h mit s — s + jhw:
aufgestellt [48]. Mit AMA aq(s + jhwi) und AMs 4q(s + jhw:) konnen anschlie-
Bend die Matrizen C sowie D in ([F43) aufgestellt werden, woraus schlieflich
die Admittanzmatrix Yass,cer1 nach ([3:44) in dg-Koordinaten hergeleitet werden
kann. Abschlieflend erfolgt eine Uberfithrung der resultierenden Matrix Yo 4q in
das Mitsystem entsprechend (3.9)).
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Anhang D

MMC-HGU-System

D.1 Parametersatz fiir harmonische Studien

Fiir die harmonischen Stabilitdtsuntersuchungen werden der allgemeine Parame-
tersatz in Tab.[D.I] sowie die Parametersitze in Tab.[D.2] fiir GFL-Umrichter und
in Tab.[D.3] fir GFM-Umrichter zugrunde gelegt. Die passiven Eigenschaften des

Umrichters sind hingegen aus Tab.[D.4] und Tab.[D.5] abzuleiten.

Fiir die Filter Hr werden die folgenden Ubertragungsfunktionen in Abhéingigkeit

der gewéhlten Filterordnung angesetzt, wobei p = ﬁ gilt:

1.0rdnung : Hp = L,
p+1 1
2.0rdnung: Hp = ———,
PP+ V2p+1 .
4.0rdnung : Hp = .

P2 +V2 =2+ D)2 +V2+V2p+1)

Tab. D.1: Allgemeiner Parametersatz fiir harmonische Studien

Parameter | Variable | Wert
. _ D T. =50 us
. sT C C
Verzogerungen D = e Das T = 30 s
. HF,V/I fc,V/I =10 kHZ, 4. Ordnung
Filter COF* we = /3 - 50 74
Transformatortibersetzung r 400kV /280 kV
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Tab. D.2: Reglerparameter fiir GFL-Umrichter

Parameter | Variable | Wert
U%CC,(I Y2400 kV
Upco,q 0kV
Arbeitspunkte P, 1000 MW
Qn 300 Mvar
wi =27 f1 2w50rad/s
Gec 900 + W
Gyt 0.003 + =
Regler G =k + - gé; 0.003 + 5as
52 0. 021 5-s
Gq m
GpLL (138 23 + m) p.-u.
Filter Hpp/q fe = 50Hz, 2. Ordnung

Tab. D.3: Reglerparameter fiir GFM-Umrichter

Parameter | Variable | Wert
Ucc.a Y2400 kV
Upco a 0kV
Arbeitspunkte pset 0OMW
Q" 0 Mvar
w1 =21 f1 250 rad/s
H 1s
VSM-Modell D SMN m 3
Rv 0 pu
Lv 0.15 pu
GCC 90 + 0.003s-s OO% s-s
GVC L 8 t 01555 0. 15% s
V1
Regler G =k + % g§2 0.020—%0%25‘5
Gq 0.01
. Hrp fo =100/+/2Hz, 1. Ordnung
Filter 2
Hrpq T = 50/\/§Hz, 1. Ordnung
Hppac fe = 10Hz, 1. Ordnung
Frrr fe =40Hz, 1. Ordnung
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D.2. AUSLEGUNG

DER RBP-HGU

D.2 Auslegung der RBP-HGU

Das Modell einer RBP-HGU in Kap.Bl und Kap.[l unterliegt der Auslegung in
Tab.[D4l Die Auslegung der Stromrichtertransformatoren ist in Tab.[D.5] darge-

legt.

Tab. D.4: Parametersatz fiir eine P2P-GFM-HGU

Parameter | Variable | Wert
Bemessungswirkleistung netzseitig Ppccer | 2x1000 MW
Bemessungsblindleistung netzseitig Qrcc,r 2x300 Mvar
Bemessungsscheinleistung je Umrichter Sconv,r 1200 MVA
DC-Nennspannung je Umrichter Use* 525 kV
DC-Bemessungsstrom Tcr 2kA
Ventildrossel Wepmn 50 mH
Anzahl der Submodule je Ventil nsM 230
Submodulkapazitit (absolut) Csm 8.5 mF
Submodulkapazitit (relativ) - 33.3 o
Maximale IGBT-Sperrspannung - 4.5kA
Durchlasswiderstand IGBT und Diode Ron 3m
Sperrwiderstand IGBT und Diode Rog 10 MQ2
Eigenbedarf je Umrichter - 15 MW

Tab. D.5: Parametersatz fiir einen Einphasen-Stromrichtertransformator mit der

Schaltgruppe YNd11yn0.

Parameter | Wert
Bemessungsspannung Primarwicklung (Netz) Uri 400kV /v/3
Bemessungsspannung Sekundéirwicklung (Umrichter) Uy 280 kV
Bemessungsspannung Tertidrwicklung U3 20kV/ V3
Bemessungsleistung Primarwicklung (Netz) S:1 435 MVA
Bemessungsleistung Sekundirwicklung (Umrichter) Sio 435 MVA
Bemessungsleistung Tertidrwicklung Sys 7MVA
Relative Kurzschlussspannung (1)-(2) bezogen auf Si1 uk,1—2 20 %
Relative Kurzschlussspannung (1)-(3) bezogen auf Sis ux,1—3 5%
Relative Kurzschlussspannung (2)-(3) bezogen auf Sis uik,2—3 4%
Kupferverluste bezogen auf Sy1 0.002 pu
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Tab. D.6: Ableiterschutzpegel relevanter Uberspannungsableiter.

Ableiter | Schutzpegel (SchaltstoB) | bei Strom
AC-Ableiter 485 kV 3kA
DC-Ableiter 550 kV 3kA
NBA 145kV 10kA
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