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Kurzfassung

Der steigende Bedarf an effizienten, flexiblen und ressourcenschonenden
elektrischen Antriebssystemen erfordert Regelungsverfahren, die fiir
unterschiedliche Maschinentypen gleichermallen einsetzbar sind. Die
vorliegende Arbeit entwickelt hierfiir ein einheitliches Modellierungs-
und Regelungskonzept fiir Drehfeldmaschinen, das Asynchronmaschinen,
permanenterregte und fremderregte Synchronmaschinen sowie synchrone
Reluktanzmaschinen in einer gemeinsamen Systembeschreibung integriert.
Die Grundlage bildet ein allgemeines, nichtlineares Maschinenmodell, das
sowohl magnetische Sittigung einschlieBlich Kreuzsittigung als auch raumliche
Oberwellen der Flussverkettungen iiber mehrdimensionale Kennfelder
beschreibt. Darauf aufbauend wird ein modellpradiktiver Trajektorienregler
im Flussraum entworfen, der Strom- und Flussgroen unter Beriicksichtigung
physikalischer Systemgrenzen mit hoher Dynamik und Genauigkeit regelt.

Der wesentliche Beitrag der Arbeit liegt in der Vereinheitlichung von
Modellbildung, Parameteridentifikation und Regelstruktur, wodurch bisher
getrennte Ansétze fiir verschiedene Maschinentypen in einem gemeinsamen
Modellierungs- und Regelungsframework zusammengefiihrt werden. Dies
ermoglicht eine durchgingige Softwarebasis fiir unterschiedliche Antriebe
und reduziert den Entwicklungsaufwand sowie die Komplexitit deutlich.
Experimentelle Untersuchungen an reprisentativen Priiflingen belegen, dass
die erzielte Regelgiite und Dynamik trotz der Generalisierung dem Niveau
spezialisierter Regler entsprechen. Damit leistet die Arbeit einen Beitrag
zur Flexibilisierung elektrischer Antriebssysteme und zur Verringerung der
Abhingigkeit von kritischen Magnetwerkstoffen in der Antriebstechnik.






Abstract

The increasing demand for efficient, flexible, and resource-conserving electric
drive systems requires control strategies that can be applied universally
across different machine types. This work presents a unified modeling and
control concept for rotating field machines that integrates induction machines,
permanent-magnet and electrically excited synchronous machines, and
synchronous reluctance machines within a common system framework. The
foundation is a general nonlinear machine model that represents magnetic
saturation, cross-saturation, and spatial harmonics of flux linkages by means of
multidimensional lookup tables. Based on this, a model-predictive trajectory
controller is developed in the flux domain, enabling fast and precise control of
current and flux variables while respecting system constraints.

A key contribution of this work is the unification of modeling, parameter
identification, and control structure, allowing previously separate approaches
for different machine types to be combined within a single framework. This
provides a consistent software basis for various drive systems, while significantly
reducing development effort and complexity. Experimental investigations in
representative test setups demonstrate that, despite its generalized structure, the
proposed approach achieves control performance and dynamics comparable to
those of specialized controllers. Thus, the work contributes to the flexibility of
electric drive technology and to reducing dependence on rare-earth materials in
modern drive systems.
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., Die Zukunft soll man nicht
voraussehen wollen, sondern moglich
machen. “

Antoine de Saint-Exupéry (1900-1944),
franzosischer Schriftsteller und Pilot

Einleitung

Elektrische Antriebssysteme mit Drehfeldmaschinen (DFM) bilden
einen wesentlichen Baustein moderner Industrie-, Haushalts- und
Mobilitidtsanwendungen. Durch die Abkehr von fossilen Energietrigern
wichst deren Bedeutung kontinuierlich, da weitere Sektoren auf elektrische
Energieumwandlung setzen. Diese Anwendungen stellen jeweils spezifische
Anforderungen an das Antriebssystem, beispielsweise hinsichtlich
Leistungsdichte, Wirkungsgrad, Kosten, Gerduschemission und Regelgiite
[1-3]. Dies fiihrt zu einer groflen Vielfalt von Antriebssystemen, die prizise
an die jeweiligen Rahmenbedingungen angepasst sind. Auere Einfliisse und
technologische Trends konnen dabei kurze Entwicklungszyklen erforderlich
machen, um schnell auf Marktveridnderungen reagieren zu kdnnen.

Ein prominentes Beispiel ist die Automobilindustrie, welche in den vergangenen
Jahren ein wesentlicher Entwicklungstreiber fiir magnetisch hoch ausgenutzte
Antriebssysteme war [1, 4]. Entsprechend weisen die eingesetzten Motoren
unabhiingig vom Maschinentyp starke magnetische Nichtlinearitit auf [5-10].
Fiir Traktionsantriebe hat sich die Permanenterregte Synchronmaschine (PSM)
aufgrund ihrer hohen Leistungs- und Drehmomentdichte sowie Effizienz in
vielen Bereichen als Hauptantrieb etabliert [11-14]. In allradgetriebenen
Fahrzeugen werden héufig unterschiedliche Maschinen kombiniert, um eine
hohe Effizienz iiber den gesamten Betriebsbereich zu erreichen. Hierbei ist die
Kombination aus PSM und ASM am weitesten verbreitet [15, 16].

Die Abhingigkeit von Metallen aus der Gruppe der seltenen Erden, etwa
Neodym fiir NdFeB-Magnete, macht jedoch PSM empfindlich gegeniiber
geopolitischen Unsicherheiten in der Lieferkette [17, 18].
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Aktuelle Entwicklungen, wie Exportbeschrinkungen fiir strategische
Metalle [19], verdeutlichen die Risiken einer einseitigen Abhingigkeit und
motivieren die Suche nach alternativen Motorentechnologien. Hersteller
und Forschungseinrichtungen untersuchen daher verstirkt magnetfreie oder
-reduzierte Konzepte, um diese Abhédngigkeiten zu reduzieren, ohne Einbufien
bei der Performance in Kauf nehmen zu miissen [20, 21].

In diesem Kontext gewinnt die Flexibilitit, zwischen verschiedenen
Maschinentypen wechseln zu konnen, zunehmend an Bedeutung. Diese
Entwicklung erfordert Regelungs- und Modellierungsmethoden, die nicht fiir
jeden Maschinentyp separat entwickelt werden, sondern eine einheitliche Basis
fiir unterschiedliche Maschinen bilden. Dies ermoglicht Kosteneinsparungen
in der Entwicklung, Validierung und Softwarepflege, wobei gleichzeitig eine
schnelle Anpassung des Produkts an Marktentwicklungen erreicht werden kann.

Die Herausforderung liegt in der Vereinheitlichung der unterschiedlichen
physikalischen Eigenschaften in einem gemeinsamen Modell. Betrachtet man
die Maschinentypen in vereinfachter Form, so weist die ASM im Rotor mit
kurzgeschlossenen Rotorwicklungen ein magnetisches Rotorfeld auf, welches
durch die Statorstrome beeinflusst wird und relativ zum Rotor mit wg rotiert. Die
PSM hat jedoch ein konstantes Rotorfeld durch Permanentmagnete, wihrend
die FESM eine steuerbare Rotorwicklung besitzt, wodurch das Rotorfeld
zusitzlich aktiv beeinflusst werden kann. Die Synchrone Reluktanzmaschine
(SyRM) weist hingegen stark winkelabhingige Reluktanzen auf, welche
zur Drehmomenterzeugung genutzt werden. Diese Diversitit erschwert die
Entwicklung eines universellen Ansatzes.

Stand der Technik

Traditionell wurden daher maschinenspezifische Modellansitze und
Regelungsverfahren entwickelt. Einen ersten Schritt zur Verallgemeinerung
stellt die Field-Oriented-Control (FOC) nach Blaschke dar [22]. Diese wird
seit den 1970er-Jahren angewandt, um eine entkoppelte Stromregelung
mit PI-Reglern in dq-Koordinaten fiir ASM zu ermoglichen. Diese stellt
somit eine dquivalente Umsetzung der in dq-Koordinaten formulierten
Maschinenbeschreibung dar, welche auf dem von Park 1929 eingefiihrten
dg-Modell aufbaut [23].
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Die klassische FOC mit PI-Reglern erfordert dabei eine hinreichend genaue
Kenntnis der Maschinenparameter, wobei eine Parametrierung mit geringem
Aufwand anhand gingiger Einstellregeln moglich ist [24]. Hierbei wird
jedoch aufgrund unzureichender Systemkenntnis und der PI-Reglerstruktur
die theoretisch mogliche Dynamik des Antriebsstrangs nicht vollstindig
ausgenutzt. Bei stark ausgeprigter Nichtlinearitit des Motors kann zudem
die betriebspunktabhingige Nachfiihrung der Reglerparameter erforderlich
sein [1]. Dies kann durch konservative Reglerparametrierung auf Kosten der
Reglerdynamik umgangen werden (siehe Kapitel 3).

In den 1980er-Jahren wurde mit der Direct-Torque-Control (DTC) ein
alternatives Verfahren mit dem Fokus auf die ASM eingefiihrt, welches auf
einen Modulator verzichtet und direkt Schaltzustinde des Wechselrichters auf
Basis der Fluss- und Momentenabweichungen wihlt [25]. Eine theoretische
Verallgemeinerung der DTC auch fiir Synchronmaschinen erfolgte 1988 durch
Depenbrock [26]. Eine explizite Formulierung der DTC fiir Synchronmaschinen
sowie eine Validierung anhand von Analysen, Simulationen und experimentellen
Ergebnissen erfolgte 1997 durch Zhong [27]. Die DTC bietet hierbei durch
den Hystereseregler prinzipbedingt im Vergleich zur FOC eine sehr hohe
Drehmomentdynamik. Dies geht jedoch mit erhohter Drehmoment- und
Stromwelligkeit sowie einer variablen Schaltfrequenz einher, die zu einer hohen
Geriduschemission fithren. Zudem stellt die Regelung bei geringer Drehzahl
eine Herausforderung dar. Im Vergleich zur FOC ist die DTC zudem weniger
robust gegeniiber Parameterabweichungen [28].

Aufgrund der vergleichsweise einfachen Implementierung, der geringen
Rechenzeitanforderungen und der hohen Regelgiite haben sich die FOC und
DTC weitestgehend als Industriestandards etabliert und ermoglichen eine
robuste Stromregelung und Drehmomentsteuerung.

In den vergangenen Jahren wurde in verschiedenen Arbeiten eine
Verallgemeinerung der Modellierung und Regelung angestrebt. So schlug
beispielsweise Veltman das Konzept des Ideal Rotating Transformer fiir die
vereinheitlichte Modellierung von ASM, PSM und SyRM bereits 1991 vor
[29]. Fiir dieselben Maschinentypen stellten Lascu et al. 1998 ein universelles,
DTC-basiertes Konzept (Torque Vector Control) mit Raumzeigermodulation
(Space-Vector-Modulation (SVM)) vor [30].
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Zur weiteren Verbesserung der sensorlosen Drehzahlschitzung bei
niedrigen Drehzahlen integriert das System einen kombinierten
Spannungs-/Strommodell-Beobachter, der zudem sowohl den Stator- als
auch den Rotorfluss erfasst. 2003 prisentierte Harnefors einen einheitlichen
Ansatz zur sensorlosen Regelung von ASM und nicht sittigenden PSM,
indem gezeigt wurde, dass fiir beide Typen ein gemeinsames Beobachter- und
Regelungsmodell verwendet werden kann [31].

Im Jahr 2008 veroffentlichte Boldea das Active Flux Concept, welches die
drehmomentbildende Flussverkettung fiir alle DFM auf die d-Achse definiert
[32]. Dies entspricht bei der ASM der Rotorflussorientierung, vergleichbar
mit der Definition von Blaschke, wobei die d-Achse von Synchronmaschinen
anhand des Rotorwinkels definiert wird. Die Modellbeschreibung ermoglicht
somit die Entwicklung eines einheitlichen Beobachters fiir die Flussverkettung,
Drehzahl und Lagewinkel, wodurch eine einheitliche, geberlose Regelung
mittels linearer Parameter fiir alle DFM moglich wird [32]. Diese Orientierung
des Bezugssystems wird in identischer Form auch in der vorliegenden Arbeit
fiir den Regelungsalgorithmus in Kapitel 4 angewendet.

Pellegrino et al. entwickelten 2010 das Konzept der Unified Direct-Flux Vector
Control [33, 34]. Hierbei werden die Flussverkettungen des Stators direkt
geregelt, statt diese wie bei FOC indirekt durch Stromkomponenten zu steuern.
Dieses Verfahren ist gleichermafen auf ASM, PSM und SyRM anwendbar und
ermoglicht insbesondere im Feldschwichbetrieb eine optimierte Ausnutzung der
Strom- und Spannungsgrenzen [34]. Es stellt somit einen weiteren Schritt hin
zu einer einheitlichen Regelungsphilosophie dar, da die Maschinen unabhéngig
von der Art der Erregung in einem gemeinsamen Flussraum geregelt werden.
Dieses Prinzip wurde 2023 von Rubino et al. weitergefiihrt: Unter dem Begriff
Flux Polar Control wurde ein einheitlicher Drehmomentregler vorgestellt, der in
Polarkoordinaten des Statorflusses im statorfesten «[3g-System arbeitet und
iiber innere Last- und Flusswinkelregelschleifen verfiigt [35]. Dieser Ansatz
ist sowohl fiir PSM und SyRM als auch fiir ASM einsetzbar und erzielt liber
den gesamten Drehzahlbereich hinweg eine hohe Dynamik und Regelgiite bei
vereinheitlichter Reglerstruktur [35].

Die Model-Predictive-Control (MPC) hat sich in den vergangenen Jahren als
vielversprechender Ansatz fiir die elektrische Antriebsregelung etabliert und zu
einer Zunahme der Forschungsaktivititen gefiihrt [36].
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MPC-Verfahren ermoglichen es, Systemgrenzen systematisch zu beriicksichtigen
und Optimierungsziele wie Dynamikziele oder Verlustminimierung explizit
in den Regler zu integrieren. Fiir die Regelung von DFM wurden dabei
hauptséchlich zwei Klassen verfolgt: die Finite Control Set MPC, welche
die diskreten Schaltzustinde des Wechselrichters direkt optimiert, und die
Continuous Control Set MPC, die kontinuierliche Spannungsraumzeiger
berechnet und meist mit nachgeschaltetem Pulsweitenmodulator arbeitet.
Zahlreiche Arbeiten belegen die Leistungsfahigkeit von MPC in diesem Kontext
[36].

So konnten fiir PSM etwa hochdynamische Strom- und Drehmomentregelungen
realisiert werden, die nahe an physikalischen Grenzen operieren. Richter et al.
zeigten 2014 eine pradiktive Stromregelung fiir magnetisch hoch ausgenutzte
PSM, die Nichtlinearititen durch Sattigung und Kreuzsittigung explizit im
Modell beriicksichtigt und so auch bei hoch ausgenutzten Maschinen eine
hohe Dynamik und Regelgiite erzielt [37]. Darauf aufbauend erfolgte die
Entwicklung einer optimierten Trajektorienplanung, um die Reglerdynamik
im gesamten Arbeitsbereich zu verbessern [4]. Die Arbeit von Brosch et al.
demonstriert 2023 einen zeitoptimalen modellpradiktiven Regler fiir PSM,
welcher im statorfesten af3g-System arbeitet und unter Beriicksichtigung
von Strom- und Momentenbeschrankungen die Antriebsdynamik bis an die
Systemgrenzen ausschopft [38].

Auch fiir andere Maschinentypen wurden MPC-Varianten entwickelt: So kann
das Verfahren aus [37] fiir die FESM adaptiert werden und somit ebenfalls die
Dynamik des Antriebsstrangs verbessern [39]. Fiir die ASM wurde 2005 von
Geyer et al. eine Finite Control Set MPC mit Mehrschrittpradiktion vorgestellt,
welche die Dynamik der DTC mit den Vorteilen der MPC vereint [40]. Die
Ergebnisse zeigen, dass eine Vereinheitlichung der Regelverfahren prinzipiell
moglich ist — genau hier setzt die vorliegende Arbeit an.
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Forschungsfragen und Zielsetzung

Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung eines einheitlichen Regelungskonzepts fiir
dreiphasige nichtlineare, magnetisch hoch ausgenutzte DFM in Sternschaltung,
das auf einer gemeinsamen Codebasis beruht und ohne strukturelle Anpassungen
fiir verschiedene Maschinentypen einsetzbar ist. Dabei sollen die folgenden
Maschinentypen explizit beriicksichtigt werden:

¢ die Fremderregte Synchronmaschine (FESM),

¢ die Asynchronmaschine (ASM) mit Kifigldufer,

¢ die Permanenterregte Synchronmaschine (PSM) und
¢ die Synchrone Reluktanzmaschine (SyRM).

Im Mittelpunkt steht dabei die Frage, wie eine vereinheitlichte Modellierung
und Regelung iiber unterschiedliche Maschinentypen hinweg realisiert werden
kann, die sowohl Systemgrenzen als auch Nichtlinearititen in konsistenter
Form beriicksichtigt. Dies erfordert zugleich eine Methodik, mit der sich die
erforderlichen Kennfelder und Parameter fiir alle betrachteten Maschinentypen
systematisch und vergleichbar bestimmen lassen. Ausgangspunkt bilden
insbesondere die Arbeiten [4] und [39], in denen modellbasierte pradiktive
Regelungsverfahren fiir einzelne Maschinentypen entwickelt wurden.

Wissenschaftlicher Beitrag

Die Arbeit zeigt, dass eine konsequent verallgemeinerte Systembeschreibung
das Spannungsfeld zwischen hoher Reglerdynamik und softwareseitiger
Komplexitit auflésen kann. Durch die Verbindung von nichtlinearer
Modellierung magnetisch hoch ausgenutzter Antriebe mittels Kennfeldern,
einem effizienten geometrischen Losungsverfahren und einheitlicher
Erweiterbarkeit entsteht ein Framework, das eine durchgingige Anwendung
auf alle untersuchten DFM erlaubt. Experimentelle Untersuchungen an
reprisentativen Priiflingen belegen, dass die erzielte Regelgiite und Dynamik
trotz der Generalisierung an das Niveau spezialisierter Regler heranreicht. Die
vorliegende Arbeit leistet damit einen Beitrag zur Flexibilisierung elektrischer
Antriebstechnik und adressiert zugleich die Herausforderungen globaler
Rohstoff- und Lieferkettenabhéngigkeiten.
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Die zentralen wissenschaftlichen Beitréige lassen sich wie folgt zusammenfassen:

e Entwicklung eines allgemeinen Maschinenmodells auf Basis
mehrdimensionaler Flusskennfelder, das die betrachteten Maschinentypen in
einer gemeinsamen Struktur abbildet [E1, E2].

e Entwurf eines modellpridiktiven Trajektorienreglers im Flussraum, der
Nichtlinearititen und Systemgrenzen explizit beriicksichtigt und eine
einheitliche Umsetzung fiir alle DFM ermdoglicht [E3].

e Entwicklung von Methoden zur experimentellen Identifikation der
Flussverkettungs- und Widerstandskennfelder als Grundlage fiir die
vereinheitlichte Modellierung [E4—E7].

» Experimentelle Validierung an représentativen Priiflingen (ASM, FESM,
PSM) mit Nachweis der hohen Dynamik und Regelgiite (sieche Kapitel 6
und [E3]).

* Erweiterung des Regelungskonzepts zur gezielten Einprigung oder
Unterdriickung von  Stromoberschwingungen zur Formung des
Drehmomentverlaufs [E8, E9].

Aufbau der Arbeit

Kapitel 2 beschreibt die physikalischen Grundlagen und leitet daraus das
vereinheitlichte Maschinenmodell ab, das Nichtlinearititen durch magnetische
Séttigung einschlieBlich Kreuzsittigung und rdumliche Oberwellen der
Flussverkettungen beriicksichtigt. Der Stromrichter wird als Teil des
Antriebssystems ebenfalls behandelt, stellt jedoch keinen Schwerpunkt in der
Modellierung und theoretischen Untersuchung dar.

In Kapitel 3 wird die Parameteridentifikation erldutert, insbesondere die
Bestimmung der erforderlichen Parameterkennfelder. Dazu wird fiir alle
Maschinentypen eine Methode zur Identifikation (winkelabhédngiger)
Flussverkettungen vorgestellt, welche auszugsweise mit Messdaten der Priiflinge
aus Kapitel 5.1 untermauert wird. Die Auslegung und Implementierung der zur
Identifikation erforderlichen Regler werden ebenfalls thematisiert. Dabei zeigt
sich die grundsitzliche Ahnlichkeit der Maschinentypen durch die einheitliche
Statoridentifikation.
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Aufbauend auf den zuvor beschriebenen Grundlagen wird in Kapitel 4 der
entwickelte, modellbasierte, pradiktive Trajektorienregler vorgestellt. Das
Kapitel umfasst den Reglerentwurf unter Beriicksichtigung nichtlinearer
Maschineneigenschaften und Systemgrenzen sowie die Auswahl der
Sollwerttrajektorie und deren Einfluss auf die drehzahlabhingige Dynamik.
Erginzend wird ein Verfahren zur Unterdriickung und gezielten Einpriagung
von Stromoberschwingungen beschrieben. Fiir den Betrieb des Reglers mit der
ASM ist zudem die Identifikation der Rotorflusslage erforderlich, wozu in dieser
Arbeit ein nichtlineares Strommodell entwickelt wurde. Die Funktionsweise
des Gesamtsystems wird abschlieend anhand von Simulationsergebnissen
veranschaulicht.

Die praktische Umsetzbarkeit der Methodik wird abschlieBend durch
Priifstandsmessungen belegt. In Kapitel 5 werden die zugehdrigen Priifstinde
sowie deren Messtechnik und Signalverarbeitung beschrieben. Die Ergebnisse
werden in Kapitel 6 exemplarisch fiir je einen ASM, PSM und FESM-Priifling
vorgestellt und diskutiert. AbschlieBend fasst Kapitel 7 die wichtigsten
Erkenntnisse zusammen und gibt einen Ausblick auf weiterfiihrende
Forschungsfragen.



W If I have seen further it is by standing
on the shoulders of giants.

Isaac Newton (1643-1727),
englischer Physiker und Mathematiker

Grundlagen

Grundlage fiir ein einheitliches Regelungskonzept bildet ein universelles
Maschinenmodell. Dieses wird zunichst anhand der analytischen Beschreibung
der Maschinen durch bekannte elektromagnetische und mechanische
Systemgleichungen hergeleitet. Dabei werden auch Nichtlinearititen
beriicksichtigt, welche das Maschinenverhalten beeinflussen. Anschliefend
folgt eine differenzierte Betrachtung der ASM mit Kurzschlusslaufer, FESM,
PSM und SyRM anhand ihrer spezifischen Rotorbauweise und Funktionsweise.
Abschliefend wird die fiir den Betrieb erforderliche Leistungselektronik
erlautert, wobei der Fokus auf der selbstgefiihrten Drehstrombriickenschaltung
und der Vollbriicke zur Versorgung des Stator- bzw. Rotorkreises liegt.
Diese Topologien werden im weiteren Verlauf der Arbeit sowohl fiir die
Parameteridentifikation als auch fiir die Validierungsmessungen eingesetzt.

2.1 Drehfeldmaschinen

Elektrische Antriebe dienen der Energiewandlung zwischen elektrischer
und mechanischer Domine [S1, 41]. Im Betrieb erzeugt die um 120°
phasenverschobene Bestromung der rdumlich ebenfalls um 120 ° versetzten
Statorwicklungen ein rotierendes Statorfeld konstanter Amplitude, welches im
Rotor eine Kraftwirkung bzw. ein Drehmoment hervorruft. Dieses physikalische
Grundprinzip ist fiir alle Maschinentypen identisch und ermoglicht somit eine
einheitliche Beschreibung.

Die Ausfiihrungen erfolgen dabei zunichst unter idealisierten Annahmen und
vernachldssigen Séttigung, Verluste, Stromverdringung und winkelabhéngige
Oberwellen. Eine schrittweise Auflosung dieser Vereinfachungen und
die Uberfiihrung in die nichtlineare Modellierung erfolgen mit der
Beschreibung der nichtlinearen Effekte in Kapitel 2.1.3 und der anschlieenden
elektromagnetischen Modellierung in Kapitel 2.1.4.
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2.1.1 Aufbau und Funktionsweise

Zahn Stator
Nut Luftspalt
Leiter Rotor

Abbildung 2.1: Geometrie einer DFM im Querschnitt mit p = 2

Der Aufbau der DFM wird in diesem Abschnitt exemplarisch anhand
einer Radialflussmaschine mit Innenldufer dargestellt. Die vorgestellte
Modellierung ist jedoch auf andere Maschinengeometrien wie Auflenldufer oder
Axialflussmaschinen iibertragbar.

Elektrische Maschinen bestehen aus einem feststehenden Stator und einem
drehbar gelagerten Rotor (siehe Abbildung 2.1). Zur Reduzierung der
Eisenverluste sind Stator und Rotor aus axial geschichteten Elektroblechen
aufgebaut. Im Stator befinden sich Nuten fiir die Statorwicklung. Je nach Aufbau
des Stators liegen hier etwa die Rundleiter einer Runddraht-Einzugswicklung
oder die rechteckigen Leiter der Hairpin-Wicklung. Die Verschaltung der
einzelnen Leiter zu einem meist dreiphasigen System erfolgt an den axialen
Enden der Maschine. Dieser Bereich wird auch als Wickelkopf bezeichnet.
Abbildung 2.1 zeigt das Schnittbild fiir eine dreiphasige, verteilte Wicklung
mit der Polpaarzahl p = 2. Diese Wicklungsform reduziert im Vergleich zur
Einzelzahnwicklung die Oberwellen im Statormagnetfeld und eignet sich daher
besonders fiir den Einsatz in einer ASM [42, 43]. Die Phasen U, V und W sind
in Blau, Rot und Griin dargestellt. Diese Farbkonvention wird in allen weiteren
Statorabbildungen beibehalten.

10
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Der Rotor kann je nach Ausfiihrung mit einem eigenen Wicklungssystem, Zahnen
und Nuten oder auch mit Permanentmagneten und Lufttaschen ausgestattet
sein. Eine detaillierte Beschreibung der Rotorgeometrien fiir die jeweiligen
Maschinentypen erfolgt in Kapitel 2.1.4.

2.1.2 Definition des Bezugssystems

A
q B
Yraa” d
n MR

£ - M. el

s R

> a

iRdq

Abbildung 2.2: Definitionen der Winkel anhand der ASM p = 1

Die Regelung der unterschiedlichen elektrischen Maschinen wird jeweils in
einem rotierenden Koordinatensystem (dq-System) durchgefiihrt, welches in
Kapitel 2.1.4 beschrieben ist. Entsprechend erfolgt die Modellierung im gleichen
Bezugssystem. Der Vorteil dieser Systembeschreibung besteht darin, dass die
im statorfesten Koordinatensystem (af3g-System) vorliegenden WechselgroBen
in GleichgréBen transformiert werden konnen. Bei (quasi)-kontinuierlichen
Verfahren kann so die Regelung vereinfacht und je nach Regelungsansatz
zusitzlich auch deren Dynamik oder Entkopplung zwischen Drehmoment und
Fluss verbessert werden. Jedoch ist auch eine Modellierung und Regelung im
statorfesten Bezugssystem mit hoher Dynamik moglich [25, 26, 44].

Dafiir werden zunéchst die Winkel zwischen unterschiedlichen Bezugssystemen
definiert, wie sie im Folgenden in der Modellierung und Regelung verwendet
werden. Grundlage fiir die Beschreibung bildet die ASM, welche den
allgemeinsten Fall darstellt.

11
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Der Rotor weist hier aufgrund der Wicklungsanordnung keine fest vorgegebene
magnetische Orientierung auf, somit konnen sich Strom- und Flussraumzeiger
relativ zum Rotor in beliebiger Lage ausbilden. Die detaillierte Modellierung
hierzu ist in Kapitel 2.1.4 zu finden.

Ausgehend von den Statorwicklungen wird das Basisbezugssystem am Stator
ausgerichtet. Dieses statorfeste Bezugssystem besitzt die beiden Hauptachsen o
und {3, wobei die «-Achse an der Magnetfeldwirkung der ersten Statorwicklung
U orientiert ist. Fiir die Regelung mit quasikontinuierlichen Reglern oder
die Modellierung und Simulation von elektrischen Antrieben eignet sich ein
rotierendes Bezugssystem, welches in dieser Arbeit als dq-System bezeichnet
wird. Je nach Anwendung kann dieses Koordinatensystem mechanisch am Rotor
[23], dem Statorfluss [25], dem Rotorfluss [22], dem Statorstrom [45] oder dem
Rotorstrom [E2, 46] ausgerichtet sein.

Die Orientierung erfolgt in dieser Arbeit entweder am, aus der mechanischen
Rotorlage abgeleiteten, elektrischen Rotorwinkel oder am Rotorfluss. Die
zugehorigen Winkeldefinitionen sind in Abbildung 2.2 gezeigt. Hierbei ist der
mechanische Winkel yy zum elektrischen Winkel ¢ liber die Polpaarzahl p
skaliert.

_ ™, el 2.1)
p

™

vs bezeichnet den Transformationswinkel in das rotierende Bezugssystem,
bezogen auf das statorfeste System. Dieser bezieht sich stets auf die elektrische
Periode. R ist die Winkeldifferenz zum rotororientierten System, bezogen auf
den elektrischen Winkel.

T™,el = 7S — IR 2.2)

Zur Berechnung der Flusskennfelder der ASM kann zudem eine
Ausrichtung am Rotorstromraumzeiger irq, fiir die Finite-Elemente-Methode
(FEM)-Berechnung erforderlich sein [E2]. Eine detaillierte Betrachtung dieses
Verfahrens ist jedoch nicht Gegenstand der vorliegenden Arbeit.

12
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Synchronmaschinen

=

B) ]

(a) FESM: d-Achse (b) PSM: d-Achse entlang (c) SyRM: d-Achse im
entlang der des Maximum der
Rotorwicklung Permanentmagnetflusses Permeanz

Abbildung 2.3: Definition des dg-Systems fiir die betrachteten Synchronmaschinen bei
p=2

Bei Synchronmaschinen ist das Koordinatensystem klassischerweise an der
Rotorlage orientiert (siche Abbildung 2.3). Bei der PSM und FESM wird die
d-Achse entlang der Magnetisierungsrichtung der Permanentmagnete bzw. der
Erregerwicklung ausgerichtet, wihrend die g-Achse dazu um 90 © versetzt ist.
Bei der SyRM hingegen liegen die Achsen des Koordinatensystems entlang der
maximalen und minimalen magnetischen Leitfihigkeit bzw. Permeanz, wobei
die d-Achse im Maximum der Permeanz liegt.

Die d- und g-Komponenten der Stréome und Spannungen werden weitgehend
entkoppelt, was die mathematische Beschreibung und die praktische
Implementierung von Regelalgorithmen erheblich erleichtert. Der d-Strom wird
primér zur Steuerung des magnetischen Flusses verwendet, wihrend der g-Strom
hauptsichlich fiir die Drehmomentbildung verantwortlich ist.

Im Betrieb wird die Lage des Koordinatensystems entweder durch einen
mechanischen Geber oder durch ein Schitzverfahren bestimmt [47, 48].

13
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Asynchronmaschine

isq > 0;irg = 044
sq = 0

(a) d-Anteile (b) g-Anteile

Abbildung 2.4: Definition des Bezugssystems der ASM im stationéren Betrieb fiir die
FOC bei p = 1 [S2, 49]

Im Gegensatz zu Synchronmaschinen erlaubt die ASM keine Orientierung an
der Rotorgeometrie oder der Permeanz. Da in dieser Arbeit eine einheitliche
Modellierung und Regelung angestrebt wird, muss das Koordinatensystem der
ASM so gewihlt werden, dass sich eine vergleichbare Systembeschreibung wie
bei den Synchronmaschinen ergibt.

Betrachtet man die FESM als die allgemeinste Form der Synchronmaschinen, so
entspricht hier die Rotororientierung gleichzeitig einer Rotorstromorientierung.
Dieser Ansatz ldsst sich auf die ASM mit Kurzschlussldufer iibertragen und
fiihrt im stationdren Betrieb zu einer vergleichbaren Systembeschreibung und
dhnlichen Flussverkettungen [E2]. Der entscheidende Nachteil dieser Methode
ist jedoch die hohe Dynamik der Rotorstrome, insbesondere im transienten
Betrieb. Eine Ausrichtung des Koordinatensystems auf den Rotorstrom wiirde
in diesem Fall folglich zu einer stindigen und schnellen Anderung der Lage
des Bezugssystems fiihren und somit die transiente Systemmodellierung und
Regelung deutlich erschweren.

14
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Dennoch existieren spezifische Anwendungsfille, bei denen eine
Rotorstromorientierung vorteilhaft genutzt werden kann. Bei der doppelt
gespeisten ASM kann die Regelung in Rotorstromorientierung erfolgen, da hier
der zusitzliche Rotorsteller eine direkte Beeinflussung des Rotorstroms und
somit eine Stabilisierung des rotorstromorientierten Bezugssystems ermoglicht
[46]. Ebenso kann fiir die Berechnung von Flusskennfeldern der ASM mittels
FEM-Simulation eine Orientierung am Rotorstromzeiger igq vorteilhaft sein,
um den Rechenaufwand zu reduzieren [E2].

Fiir die in dieser Arbeit angestrebte allgemeine Modellierung wird daher
eine Orientierung des Bezugssystems an langsam verdnderlichen Gréfen
angestrebt, welche eine dhnliche Form der Entkopplung von Drehmoment
und magnetischem Fluss bieten wie bei Synchronmaschinen. Hier ist die
Rotorflussorientierung als Basis fiir die FOC Standard fiir die Regelung von
ASM und wird entsprechend auch in dieser Arbeit verwendet [22]. Das Prinzip
der Ausrichtung des rotorflussorientierten Bezugssystems ist in Abbildung 2.4
fiir den stationiren Zustand dargestellt.

Der Vorteil dieser Methode liegt im inhérenten Tiefpassverhalten des
Rotorflusses. Um den Rotorfluss in der d-Achse zu dndern, muss zunichst
der Statorfluss gedndert werden. Dies fiihrt zu einem Rotorstrom, welcher der
Flussidnderung entgegenwirkt und im Anschluss durch den Rotorwiderstand
abgebaut wird. Der Rotorfluss folgt somit einem Tiefpassverhalten, welches im
Gegensatz zur Rotorstromorientierung die Dynamik der Bezugssystemédnderung
begrenzt. Im stationdren Zustand ist infolgedessen in der d-Achse kein
Rotorstrom vorhanden, sodass der Statorfluss durch den Rotor gefiihrt wird. Da
der Statorfluss vom d-Strom des Stators erzeugt wird, hangt der Rotorfluss somit
direkt vom stationdren Sd-Strom igq ab. Durch die Wahl des Koordinatensystems
ergibt sich zudem kein Rotorfluss in der g-Achse, weshalb der Statorfluss der
g-Achse ausschlieBlich dem Streufluss entspricht.
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2.1.3 Nichtlineare Effekte

In einem Antriebssystem gibt es eine Vielzahl von Einflussfaktoren, die in
der Modellierung und Regelung beriicksichtigt werden konnen. Diese Arbeit
konzentriert sich auf die wesentlichen physikalischen Effekte, welche das
Verhalten einer elektrischen Maschine im niedrigen Drehzahlbereich dominieren.
Dazu gehoren die magnetische Sittigung, die Stromverdringung sowie die
rdumlichen Oberwellen der Flussverkettung.

Die Eisenverluste werden in der Modellbildung zur Regelung in Kapitel 4 zwar
vernachlissigt, ihr potenzieller Einfluss wihrend der Parameteridentifikation
wird jedoch in Kapitel 3 diskutiert und durch die Messmethodik minimiert.
Eine Erweiterung des Regelalgorithmus ist zudem aufgrund der gewihlten
Modellstruktur grundsétzlich moglich, etwa durch das FErgénzen der
Lookup-Tables (LUTs) um eine zusétzliche Frequenz- bzw. Drehzahldimension.

Nichtlineare Magnetisierung und Sattigungseffekte

In der einfachsten Form der Modellierung elektrischer Maschinen wird ein
linearer Zusammenhang zwischen der magnetischen Flussdichte B und der
magnetischen Feldstirke H vorausgesetzt. Dabei erfolgt die Beschreibung
mithilfe der magnetischen Feldkonstante y und unter der Annahme einer iiber
den gesamten Betriebsbereich konstanten relativen Permeabilitit p;.

= —

B=yo-pH 2.3)

Insbesondere bei magnetisch hoch ausgenutzten Elektromotoren, wie in
Traktionsantrieben, ist dieser Zusammenhang jedoch stark nichtlinear, sodass
die magnetische Sittigung nicht mehr vernachlidssigt werden kann (siehe
Abbildung 2.5). Die Modellierung kann beispielsweise in der FEM mittels
Magnetisierungskurven der flussfithrenden Materialien erfolgen. Das Verhiltnis
zwischen Flussdichte und Feldstirke wird auch hier durch p; angegeben,
das jedoch bei ferromagnetischen Materialien allgemein eine Funktion der
magnetischen Feldstérke ist.

pr = f(H) (2.4)
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Abbildung 2.5: Relative Permeabilitit von M235-35A Elektroblech bei 200 Hz [D1]

Wird ein ferromagnetischer Stoff einem externen Magnetfeld ausgesetzt, richten
sich die magnetischen Momente im Material entlang des externen Feldes aus.
Dieser Effekt fiihrt zu einer Verstirkung des externen Magnetfeldes.

Bei hohen Feldstérken tritt jedoch eine Sittigung des Materials ein, welche
die Verstirkung begrenzt. Die relative Permeabilitit pur von M235-35A
Elektroblech in Abhingigkeit der magnetischen Feldstirke H, wie sie
beispielsweise in elektrischen Antrieben verwendet wird, ist in Abbildung 2.5
dargestellt. In elektrischen Maschinen wird der Zusammenhang zwischen Strom
und Flussverkettung iiblicherweise durch einen Proportionalititsfaktor, die
Induktivitét, beschrieben.

Y(i)=L-i (2.5)

Tritt im Flusspfad Séttigung auf, werden die Induktivitit oder die Flussverkettung
hiufig als Funktion des Stroms in Form von Lookup-Tabellen dargestellt.
Hierbei unterscheidet man zwischen der Kleinsignalinduktivitit am Arbeitspunkt
(differentielle Induktivitdt) und der Sekanteninduktivitét. Letztere beschreibt
das Verhiltnis zwischen Flussverkettung und Strom in Abhingigkeit des Stroms.

Y(i) = L(i) - i (2.6)
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Stromverdrangung

Ist ein stromdurchflossener Leiter einem zeitlich verdnderlichen Magnetfeld
ausgesetzt, kommt es zu einer inhomogenen Stromdichteverteilung im
Leiter. Dies erhoht den wirksamen elektrischen Widerstand im Leiter. Bei
Synchronmaschinen fiihrt dies mit steigender Drehzahl bzw. elektrischer
Frequenz des Statorfeldes in den Wicklungen des Stators zu einer Erhhung des
Widerstands.

Da der Fokus der Modellbildung auf dem Betrieb bei niedrigen Drehzahlen
liegt, wird der Einfluss der Stromverdringung auf den Statorwiderstand,
unabhingig vom Maschinentyp, in der Modellierung vernachlissigt. Eine
Erweiterung des in dieser Arbeit vorgestellten Modells durch LUTs fiir den
Statorwiderstand ist jedoch mit geringem Aufwand realisierbar und erlaubt
somit grundsitzlich die Beriicksichtigung dieses Effekts. In der ASM ist die
Stromverdriangung insbesondere bei hoheren Frequenzen im Rotor relevant. Im
Betrieb wird durch ein zeitlich verdnderliches Nutquerfeld ERQ ein Wirbelstrom
Tgc R in den Rotorstében induziert.

Luftspalt

Luftspalt Rotorstab

Rotor

Brq

(a) Streuflussdichte eines Rotorstabs (b) Wirbelstrom im Rotorstab

Abbildung 2.6: a) Stromverdridngungseftekt in einem Rotorstab durch das Rotor-Querfeld
Brq und b) dadurch induzierter Wirbelstrom 7gc g nach [50]
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Der Strom wird dabei in Richtung der Oberfldche des Rotors verdringt, wodurch
sich die effektive Leiterquerschnittsfliche verringert und der Rotorwiderstand
ansteigt [50]. Zudem fiihrt der Wirbelstrom zu einer Abnahme des Nutstreufelds
und somit der Rotorstreuinduktivitit in Abhiingigkeit der Schlupffrequenz [50].
In der Modellierung wird ausschlieSlich der Rotorwiderstand beriicksichtigt, da
dieser mafBigeblich fiir das dynamische Verhalten der ASM verantwortlich ist.

Winkelabhangigkeit der Flussverkettung

BinT

| | | J
0 90 180 270 360

O in °©

Abbildung 2.7: Magnetische Flussdichte Bim Luftspalt im statorfesten Bezugssystem
iiber eine elektrische Periode [E7]

Die Winkelabhingigkeiten in den Flussverkettungen entstehen durch eine
Uberlagerung von Stator- und Rotoreffekten. Im Stator fiihrt dessen Geometrie
zwangsldufig zu einer winkelabhidngigen Beziehung zwischen Strom und
Flussverkettung. Dies hat mehrere Ursachen:

Zum einen ist das Wicklungssystem im Stator punktuell in den Nuten
eingebracht, was zu Spriingen in der magnetischen Flussdichte im Luftspalt
im Bereich der Nuten fiihrt. Die Ausprigung dieser Spriinge hingt vom
Wicklungsschema bzw. der Wicklungsanordnung ab. Zum anderen wird der
magnetische Fluss hauptséchlich iiber die Statorzdhne gefiihrt, was ebenfalls zu
einer Winkelabhingigkeit des Flusspfades beitragt.

In Abbildung 2.7 ist dies exemplarisch fiir eine PSM dargestellt. Die
Grundwelle der Flussdichte im Luftspalt entsteht durch das Zusammenwirken
der im Rotor angeordneten Permanentmagnete und der stromdurchflossenen
Statorwicklungen.
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Abbildung 2.8: Magnetische Statorflussverkettung 1) in Abhéngigkeit der Rotorlage yp el
(E7]

Sie weist im statorfesten Bezugssystem entlang des Rotorumfangs 6 liber eine
elektrische Periode eine sinusformige raumliche Verteilung auf. Der Verlauf
zeigt zudem charakteristische negative Peaks, die auf die verringerte Permeanz
der Statornuten zuriickzufiihren sind. Andert sich die Rotorposition, verschiebt
sich die Grundwelle der Flussdichte entsprechend um 7y 1. Die Position der
Statorwicklungen und Nuten ist jedoch unverdnderlich, weshalb sich auch die
Lage der dadurch hervorgerufenen Oberwellen nicht in Abhéngigkeit von v e
andert.

Fiir die Regelung von elektrischen Antrieben ist jedoch nicht die Flussdichte,
sondern die Flussverkettung entscheidend. Diese beschreibt die Summe
aller magnetischen Fliisse, die durch die von den einzelnen Windungen
aufgespannten Flachen verlaufen. Unter der Annahme, dass der Fluss durch
alle Statorwindungen wg identisch ist, kann die Flussverkettung iiber das
Flachenintegral der Flussdichte, skaliert mit der Windungszahl wg, berechnet
werden.

Y(Mel) = //A B(0e1. M) - wsdA (2.7

Der Verlauf der resultierenden Flussverkettung in Abhéingigkeit der Rotorlage
YM.el ist in Abbildung 2.8 dargestellt.
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Abbildung 2.9: Schnittbild einer dreiphasigen Maschine mit den eingezeichneten Zonen
des Stators [S3]

Auch wenn die Flussverkettung im Vergleich zur Flussdichte nun deutlich
weniger Oberwellen aufweist, weicht der reale Verlauf dennoch von einem
ideal sinusformigen Verlauf ab. Diese Abweichung fiihrt zu Oberschwingungen
im Drehmoment (siehe Kapitel 2.1.6) sowie in den induzierten Spannungen und
Stromen (siehe Kapitel 2.1.4). Die Beschreibung kann in derselben Form auf
alle Maschinentypen ausgeweitet werden. Hierbei muss jedoch grundsitzlich
zwischen Synchronmaschinen und der ASM unterschieden werden.

Bei Synchronmaschinen rotiert der Rotor im stationédren Betrieb mit derselben
Winkelgeschwindigkeit wie die Grundwelle der magnetischen Flussdichte im
Luftspalt. Entsprechend wird die Flussverkettung von der Wicklungsposition des
Stators dominiert und weist ausschlieBlich eine Abhéngigkeit von der Rotorlage
auf. Im statorfesten Koordinatensystem einer symmetrischen, dreiphasigen
(mg = 3) Synchronmaschine ergibt sich aufgrund der Anordnung von je
zwei Leiterseiten pro Phase eine raumliche Periodizitét von sechs identischen
Durchflutungszonen (siehe Abbildung 2.9). Mittels der Fourieranalyse kdnnen
die dominanten Ordnungen im Spektrum bestimmt werden vg [50]:

vg=1£2-mg-g geN 2.8)

21



Kapitel 2 Grundlagen

Abbildung 2.10: Schnittbild einer ASM mit den eingezeichneten Zonen im Stator und
Rotor [S3]

Die Entstehung von Oberwellen im Rotor der ASM lidsst sich analog zur
Entstehung von Oberwellen im Stator erkldren. Auch im Rotor findet der
Stromfluss konzentriert in den Rotorstidben statt, wiahrend die Permeanz
im Blechpaket zwischen den Rotorstiben hoher ist. Selbst bei einer ideal
sinusformigen raumlichen Verteilung der Rotorstabstrome fiihrt dies zu einer
nicht sinusférmigen Verteilung der magnetischen Flussdichte im Luftspalt. Da
die Rotorstrome in der ASM vom ebenfalls oberwellenbehafteten Statorfeld
hervorgerufen werden, kommt es zudem auch zu rdumlichen Oberwellen in den
Rotorstabstromen. Analog zum Stator kann auch der Rotor in einzelne Zonen
konstanter Durchflutung unterteilt werden, wobei jeder Rotorstab eine Zone
bildet (siehe Abbildung 2.10). Die Anzahl der Rotorstibe Zr zusammen mit der
Polpaarzahl p bestimmt die rdumliche Periodizitéit des Rotors und beeinflusst
damit die Ordnungszahl vg der Oberwellen im Rotor [E2, 50].

Z
I/R:I/S:E?R-g geN (2.9)

Wird im Betrieb der ASM ein generatorisches oder motorisches Drehmoment
gestellt, so folgt der Rotorfluss nicht mehr dem mechanischen Rotorwinkel,
sondern rotiert mit der Schlupfwinkelgeschwindigkeit wg relativ zum Rotor.
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Abbildung 2.11: Oberwellen von 1sq der ASM in Abhingigkeit von Rotorfluss- und
Rotorlage [E9]

Dies fiihrt zu einer Anderung der elektromagnetischen Verhiltnisse in
Abhingigkeit vom mechanischen Lagewinkel und der Lage des Rotorflusses.
Sind die Rotorflusslage und Statorstrome konstant, so ergibt sich die
identische Flussverkettung, wenn der Rotor um ganzzahlige Vielfache einer
Rotorstabteilung Ayg verdreht wird.

~360°

Avp = 2.10
R Zn (2.10)

Entsprechend bilden sich im Vergleich zu den Synchronmaschinen bei der ASM
im Betrieb zusitzlich Seitenbandharmonische in den Flussverkettungen aus.
Diese Seitenbandharmonischen sind abhéngig von der Rotorgeometrie und
miissen in der Regelung und Modellierung beachtet werden. In Abbildung 2.11
ist dies beispielhaft anhand einer ASM mit 14 Rotorstiben (Zg = 14) pro
elektrischer Periode gezeigt. Die Daten wurden mittels statischer FEM
Simulation fiir isg = 20 A und igq = —10 A erzeugt [E2]. Abbildung 2.11 (a)
bestiitigt die erwartete 60 °-Periodizitét der statorabhingigen Oberwellen als
Funktion von ~g. Im Gegensatz dazu zeigt Abbildung 2.11 (b) die Oberwellen
in Abhingigkeit des Rotorwinkels R, deren Periodizitéit der Rotorstabteilung
von 360 %/14 folgt.
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2.1.4 Elektromagnetische Modellierung

Im Folgenden wird zundchst das elektromagnetische Modell des Stators
beschrieben. Die Funktionsweise der einzelnen Maschinen erfolgt gemeinsam
mit der Modellierung des Rotors. Bei der Modellbildung werden zunichst
vereinfachend folgende Annahmen getroffen:

* Die Wicklung besitzt drei symmetrische Stringe, wie es bei den meisten
umrichterbetriebenen Maschinen der Fall ist. Hohere Strangzahlen kénnen
dhnlich behandelt werden [51], sind jedoch nicht Gegenstand der vorliegenden
Arbeit.

* Die Stringe sind im Stern verschaltet, der Sternpunkt ist nicht angeschlossen.
Dies trifft ebenfalls auf die meisten Antriebe zu. Im Gegensatz zur
Dreieckschaltung kann in der Sternschaltung kein Nullstrom in der Maschine
auftreten, welcher je nach Betriebspunkt zu zusétzlichen Drehmomentanteilen
und Verlusten fiihren kann. Eine Erweiterung der Modellbildung auf im
Dreieck verschaltete Maschinen kann auf Basis von [52] erfolgen.

* Alterungs- und Temperatureinfliisse, Eisenverluste, Stromverdringung
sowie kapazitive Verschiebestrome werden vernachldssigt. Dies dient
insbesondere der Ubersichtlichkeit der Modellierung und Beschreibung des
Regelalgorithmus. Um die Einfliisse dieser Effekte in der Modellierung zu
beriicksichtigen, kann das Ersatzschaltbild nach [4] modifiziert werden. Der
Einfluss auf die Flussverkettung kann zudem iiber eine Dimensionserweiterung
der Flusskennfelder abgebildet werden [E1].

Ausgehend von den Annahmen lassen sich anhand des gezeigten Aufbaus aus
Abbildung 2.1 die Modellgleichungen fiir den Stator aufstellen.

ux = Rg ~ix+% x € {U,V,W} (2.11)
Die Statorspannung u, setzt sich aus einem ohmschen und einem induktiven
Teil zusammen. Ersterer wird durch den Wicklungswiderstand Rg und den
jeweiligen Strangstrom i, verursacht. Der Widerstand wird dabei in allen
drei Strangen als gleich angenommen. Der induktive Spannungsanteil déptx
reprasentiert die Gegenspannung, welche nach dem Induktionsgesetz durch eine
Anderung der magnetischen Flussverkettung 1, eines Stranges hervorgerufen

wird.
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(a) Stator mit verteilter Wicklung (b) Ersatzschaltbild (ESB) des Stators

Abbildung 2.12: (a) Stator einer DFM mit eingezeichneten Wicklungsachsen der
einzelnen Stringe und (b) das daraus entwickelte ESB

Die Anderung der Flussverkettung kann sowohl durch die Anderung des

Strang- oder Rotorstroms déix = f(i) als auch durch eine Feldinderung

aufgrund der Rotorposition ddt"' = f(ws) verursacht werden. Fiir die im Stern

verschaltete Maschine ergibt sich so das Ersatzschaltbild des Stators gemif3
Abbildung 2.12 (b).

Um die Komplexitit zu reduzieren, werden Raumzeigertransformationen
durchgefiihrt, welche die bisher berechneten Wechselgroflen auf einen
komplexen Raumzeiger x g abbilden.

Xuvw — Xup (2.12)

Die Raumzeigertransformationen werden fiir Strome, Spannungen und
Flussverkettungen gleichermafen durchgefiihrt.

Die  Statorspannungsgleichungen  (2.11) lassen sich mit der
amplitudeninvarianten ~Raumzeigertransformation in ein statorfestes
Koordinatensystem iiberfiihren. Diese Transformation ist in der internationalen
Fachwelt aufgrund der prominenten Veroffentlichung von Edith Clarke auch als
,,Clarke-Transformation‘ bekannt [53].
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Xqp ergibt sich so aus der geometrischen Addition der einzelnen GroBen unter
Beriicksichtigung der raumlichen Anordnung bezogen auf die «-Achse.

Z(xq,xy) = 0° (2.13)
Z(xq,xy) = 120° (2.14)
Z (X, xw) = 240° (2.15)

Entsprechend ergibt sich fir x,g:

2 . 2m LA
g(xB:§(xU+xV-e]2T —I—xw-e]%) (2.16)

Eine geometrische Darstellung der Transformation ist in Abbildung 2.13 (a)
gegeben. Fiir ein dreiphasiges System mit sinusformigen, um 120°
phasenverschobenen Grofen kann x,p als um den Ursprung rotierender
Raumzeiger in der komplexen Ebene visualisiert werden.

Um eine mathematisch dquivalente Beschreibung der Stranggrofen zu erhalten,
muss zusdtzlich die Nullkomponente betrachtet werden. Diese berechnet sich
als Mittelwert der drei Stranggrof3en [53].

1
Xg = §(XU +xy + xw) 2.17)

Geometrisch kann die Nullkomponente als Raumzeiger betrachtet werden,
der aus der Bildebene Abbildung 2.13 (a) hinausragt [54]. Wie eingangs
beschrieben, kann die Stromnullkomponente bei einer im Stern verschalteten
Maschine ohne angeschlossenen Sternpunkt nicht auftreten und wird daher in
dieser Arbeit nicht beriicksichtigt.

Im néchsten Schritt wird der rotierende Raumzeiger mit einer weiteren
Koordinatentransformation in einen stehenden Raumzeiger in einem
rotierenden Bezugssystem transformiert. Die direkte Transformation von
sinusformigen PhasengroBen auf den stehenden Raumzeiger x4y wird auch als
Park-Transformation bezeichnet [23].

Xop = Xdq * els (2.18)

Die Definition des Transformationswinkels g ist dabei mafigeblich fiir die
Modellbildung und Regelung der verschiedenen Maschinentypen und ist in
Kapitel 2.1.2 genauer erldutert.
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Abbildung 2.13: Geometrische Darstellung der Raumzeigertransformationen

Durch die Transformation ergibt sich ein stehender Raumzeiger in einem
rotierenden Bezugssystem (siehe Abbildung 2.13 (b)). Je nach Definition von g
ist das Bezugssystem entweder an der Rotorlage (Synchronmaschinen) oder der
Rotorflusslage (ASM) orientiert. Werden die Transformationen (2.16) und (2.18)
auf die Statorspannungsgleichung (2.11) fiir einen beliebig definierten Winkel
~s angewendet, so ergeben sich die Spannungsgleichungen im mitrotierenden
dg-Koordinatensystem.

. d )
usaq = Rs - isaq + 3; (Ys4q) +iwssyq (2.19)

Fiir die Regelung konnen die Gleichungen nach Real- und Imaginérteil bzw. d-
und g-Komponente aufgeteilt werden. Dadurch ergibt sich ein System aus zwei
skalaren Gleichungen.

. dy

usq = Rs - isq + 7dtSd —ws " Psq (2.20)
. dys

usq = Rs - isq + 7‘1 + ws - g (2.21)
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wobei fiir die Winkelgeschwindigkeit wg gilt:

_dys
“S =4

(2.22)
Die Statorspannungsgleichungen sind fiir alle Maschinen, welche in dieser Arbeit
betrachtet werden, identisch. Der jeweilige Maschinentyp wird allein durch den
Rotoraufbau definiert.

Als Grundlage der Rotor-Modellierung wird auch hier ein dreiphasiges
Wicklungssystem angenommen. Auf dieser Basis kann eine einheitliche
Beschreibung verschiedener Maschinentypen erfolgen. Durch die Anpassung
an spezifische Maschinenmerkmale l&sst sich eine konsistente mathematische
Darstellung fiir Asynchron- und Synchronmaschinen ableiten, ohne die
Gleichungen grundlegend zu dndern.

Die Herleitung der Rotorspannungsgleichungen kann somit analog zu
den Statorspannungsgleichungen erfolgen. Fiir ein beliebig orientiertes
Bezugssystem ergibt sich entsprechend folgendes Gleichungssystem:

dibrg

Urd = RR " ird + o WR° YRrq (2.23)
. dyr
Urq = RR - iRq + T“ + WR - YRd (2.24)

die Definition von wp ist dabei analog zu wg.

dyr
“R= T4

(2.25)
Wird der Rotor in einem rotororientierten Bezugssystem konstant bestromt, so
wird wg = Orads™. Als Folge ergeben sich fiir die Gleichungen (2.23)-(2.24)
dieselben Strukturen wie bei einer Synchronmaschine.

Wie im Folgenden gezeigt, folgt auch die ASM in Rotorflussorientierung
mathematisch derselben Struktur fiir die Spannungsgleichungen, wobei hier
aufgrund des kurzgeschlossenen Kifigldaufers am Rotor keine Stellspannung
anliegt. Die Flussverkettung fiir eine allgemeine Maschine mit dreiphasiger
Rotor- und Statorwicklung in einem beliebig orientierten Bezugssystem weist
unter Beriicksichtigung von Winkelabhédngigkeiten somit fiinf Freiheitsgrade auf.
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Fiir die gewihlten Bezugssysteme stellt die ASM in Rotorflussorientierung den
allgemeinsten Fall dar. Hier lassen sich die Flussverkettungen als Abbildung mit
folgenden Abhingigkeiten beschreiben:

fp:R> =R, (2.26)
(lSd, lSq’ les ,VM,CI? ’YR) = (d’Sd, ¢Sq, ZZJRd, "/M,el, ’YR)

Hierbei werden die magnetischen Nichtlinearititen in Form von Sattigung
und Kreuzsittigung sowie die raumlichen Oberwellen der Flussverkettungen
durch die Abhiingigkeit der Abbildung von Stator- und Rotorwinkel ypy g1, 7R
modelliert.

Je nach Maschinentyp und dem gewihlten Bezugssystem ergeben
sich anschlieBend spezifische Randbedingungen und Anpassungen,
die eine Dimensionsreduktion der Kennfelder ermoglichen und die
Spannungsgleichungen vereinfachen. Daher werden im Folgenden die
Besonderheiten der einzelnen Maschinentypen anhand des Rotors erldutert.
Fiir die folgende Systembeschreibung sind sdmtliche Induktivititen
grundsitzlich auf die Statorseite bezogen. GroBen, die sich auf den Rotor
beziehen, werden dabei mit dem Zusatz x() gekennzeichnet.

Fremderregte Synchronmaschine

Die FESM (Abbildung 2.14) zeichnet sich durch eine Erregerwicklung im
Rotor aus, welche iiber Schleifringe oder mittels eines induktiven Ubertragers
mit einem meist konstanten Strom gespeist wird. Der Rotorfluss ﬁR dq kann

dabei im Gegensatz zu den anderen Maschinentypen zusitzlich durch die
Stellspannung im Rotor beeinflusst werden. Dieser kann in Abhédngigkeit von
der aktuellen Drehzahl und dem gewiinschten Drehmoment angepasst werden,
um unter anderem die Rotorverluste zu minimieren. Dies fiihrt insbesondere im
Feldschwichbereich zu Vorteilen, da zur Feldschwichung im Vergleich zur
PSM lediglich ein geringer negativer igq bendtigt wird.

Wie auch die anderen Synchronmaschinen wird die FESM im rotorfesten
Bezugssystem beschrieben. Somit ergibt sich das Drehmoment in Abhingigkeit
der Rotorlage zum Statordrehfeld. Die Modellierung des Rotors erfolgt im
rotorfesten Koordinatensystem. Die Orientierung des Koordinatensystems ist in
Abbildung 2.14 gezeigt.
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Abbildung 2.14: Schnittbild einer FESM

Bei isolierter Betrachtung des Rotors ergibt sich so nur ein Rotorfluss ¥rq
und Rotorstrom irq in der d-Achse. Fiir die mathematische Modellierung der
FESM werden die Rotor- und Statorspannungsgleichungen entsprechend der
Randbedingungen angepasst. Da die q-Achse des Rotors keine Wicklung besitzt,
gilt somit

. def

iRg=0A (2.27)

def

Uurqg 20V (2.28)

Des Weiteren ist, wie bei allen Synchronmaschinen, die Schlupffrequenz
wr = Orads™t. Entsprechend konnen (2.20)—(2.24) fiir die vollstindige elektro-
magnetische Beschreibung der FESM vereinfacht werden.

. dipsq

usq = Rg - isq + 7dts —ws - 1/}Sq (2.29)
. dy)s

usq = Rs - isq + T“ + wg - ¥sq (2.30)
. d

Urd = RR * irq + Lﬁfd (2.31)

30



Kapitel 2 Grundlagen

Hierbei ist zu beachten, dass sich der physikalische Rotorstrom der
Erregerwicklung ie vom Rotorstrom igq des allgemeinen dreiphasigen
Maschinenmodells durch den Faktor 2/3 unterscheidet:

2
iRa = 3 e (2.32)

Bei den Spannungen ist hingegen keine Unterscheidung notwendig. Es gilt
URq = Ue (2.33)

Die Ursache liegt darin, dass bei der FESM lediglich eine Wicklung in der
d-Achse des Rotors vorhanden ist, wihrend im allgemeinen Fall von einem
dreiphasigen Wicklungssystem ausgegangen wird.

Dieses #dquivalente dreiphasige Wicklungssystem soll dabei dieselbe
Durchflutung © und Flussverkettung 1 aufweisen wie die einphasige
Rotorwicklung. Die gesamte Rotordurchflutung kann durch vektorielle Addition
der Rotorwicklungssysteme berechnet werden. Das Prinzip kann vereinfacht am
Beispiel von Zylinderspulen im Rotor beschrieben werden. Die Durchflutung
einer Spule ist hierbei definiert als:

O=N-i (2.34)

Fiir die Gegeniiberstellung der Rotorwicklung der FESM mit einem dreiphasigen
Rotorwicklungssystem werden drei rdumlich um 120° phasenverschobene
Spulen mit einer einzelnen Spule in der Phase U verglichen. Alle besitzen
dieselbe Windungszahl N. Die Rotorwicklung der FESM liegt hierbei in der
d-Achse bzw. a-Achse des Rotors, weshalb die Beschreibung auch nur hierfiir
erfolgt.

1 1
O =N- (iU—§iv—§iw) (2.35)

Unter Anwendung der amplitudeninvarianten Raumzeigertransformation konnen
die Phasenstrome durch igq substituiert werden:

Oy =N - g iRd (2.36)
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Abbildung 2.15: Ersatzschaltbild der FESM im dq-System

Fiir den Vergleich der beiden Wicklungssysteme folgt somit entsprechend:

N-ie=N- giRd 2.37)
3
ie = 3 ira (2.38)

Bei der Berechnung der Flussverkettung erfolgt keine vektorielle Addition,
sondern eine Projektion. Der Grund dafiir ist, dass nur ein einziger magnetischer
Flussvektor alle Spulen durchdringt. Da die Flussverkettung und damit auch
deren zeitliche Ableitung in beiden Wicklungssystemen iibereinstimmen soll,
ergibt sich fiir die Spannung:

diYrg

o (2.39)

Ue = URd =
Die Ausfiihrung ist hierbei angelehnt an [55], in welcher diese Untersuchung
fiir die PSM durchgefiihrt wurde. Eine ausfiihrliche Herleitung fiir die FESM
befindet sich auch in [20].

Die transformatorische Kopplung in der d-Achse zwischen Stator und Rotor
wird insbesondere in der linearen Néiherung der Flussverkettungen deutlich
und zeigt sich auch im Ersatzschaltbild der FESM in Abbildung 2.15. Zur
vereinfachten Darstellung wird hier, wie auch im Ersatzschaltbild, von einem
transformatorischen Ubersetzungsverhiltnis von 1 ausgegangen. Alternativ muss
eine Umrechnung auf Stator- oder Rotorgrofen erfolgen.
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Wiihrend die Flussverkettung der g-Achse )54 proportional zu igq ist, hiingen die
Flussverkettungen der d-Achse jeweils von igq und igrq ab. Die Hauptinduktivitit
Ly, welche fiir die Kopplung zwischen Stator und Rotor sorgt, ist dabei deutlich
groBer als die jeweiligen Streuinduktivititen Lg ¢ und LR -

Psq Lh+Lse O Ly isq
Usq | = 0 Lgq 0 | isq (2.40)
VRd L 0 L+1y) ) \ira

Unter Beriicksichtigung von magnetischer Sittigung, Kreuzsattigung und
rdaumlichen Oberwellen (siehe Kapitel 2.1.3) konnen im Allgemeinen die
Flussverkettungen einer FESM durch eine Abbildung vom Strom- auf den
Flussraum beschrieben werden.

fp R = R, (isq, isqs irds Y™el) = (¥sds ¥sqs YRds IMLel) (2.41)

Hierbei besteht f, aus unabhéingigen Abbildungen fiir jede Flusskomponente
und dem Rotorpositionswinkel Y el

Fissa (isds iSqs iRd> Mel)

Jipsq (isds isqs iRd> TMLel) 2.42)

Fura (isds iSqs iRds TM.el) '
T, el

fw (iSd’ isq, iRd’ 'YM,el) =

Da eine analytische Beschreibung der einzelnen Abbildungen fiir hoch
ausgenutzte Antriebe in der Praxis nicht realisierbar ist, werden diese in der
Regelung durch Kennfelder dargestellt. Abbildung 2.16 zeigt die entsprechenden
Kennfelder der FESM. Die Daten wurden mithilfe von FEM-Simulationen
nicht nur in Abhéngigkeit der Statorstrome, sondern zusitzlich auch fiir
unterschiedliche Rotorstrome ermittelt und werden in dieser Form in der
Regelung verwendet.

Die Kennfelder zeigen in allen Achsen deutliche Nichtlinearitéiten infolge von
Sattigungseffekten einschlieBlich Kreuzsittigung. Die Maschine weist somit die
typischen Merkmale eines magnetisch hoch ausgenutzten Antriebs auf, wie er
beispielsweise in der Automobilindustrie eingesetzt wird.
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Aufgrund der ausgeprigten Nichtlinearititen stellt dies den anspruchsvollsten
Anwendungsfall dar, in dem die Vorteile einer kennfeldbasierten Modellbildung
und Regelung durch eine hohere Modelltreue und Regelgiite gegeniiber linearen

Ansitzen besonders deutlich werden.

50

0
igqg in A

isq in A 0 =50

(a) Sd-Komponente

50

50 s 0
igq in A
(c) Rd-Komponente

sq in Vs
o

0
0 50

0 50

isq In A isa in A

(b) Sq-Komponente

Legende

Bl ira=27A
BN irRa=0A
B ira=-27A

Abbildung 2.16: Kennfelder der Flussverkettungen der FESM [S1]
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Permanenterregte Synchronmaschine

Abbildung 2.17: Schnittbild einer PSM

Die PSM (siehe Abbildung 2.17) zeichnet sich durch Permanentmagnete im
Rotor aus, welche das Rotormagnetfeld erzeugen. Im Vergleich zur FESM
entfallt somit die Moglichkeit, das Rotorfeld direkt durch den Rotorstrom igy4 zu
beeinflussen.

Ausgehend von der Modellierung der FESM kann die PSM auch als Spezialfall
einer FESM mit konstantem, positivem Rotorstrom betrachtet werden.

diRd e 1
— =0A 243
o s (2.43)
Da der Regler keinen Einfluss auf den (fiktiven) Rotorstrom hat, kann die
Rotorspannungsgleichung (2.31) entfallen. Die Modellierung erfolgt somit
ausschlieflich mit den Statorspannungsgleichungen (2.29) und (2.30). Das
resultierende Ersatzschaltbild ist in Abbildung 2.18 dargestellt.
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Abbildung 2.18: Ersatzschaltbild der PSM im dq-System

Da die Rotorflussverkettung nicht direkt messbar bzw. durch einen Rotorsteller
direkt beeinflussbar ist, entfillt diese ebenfalls in der Betrachtung. Somit ergibt
sich fiir die lineare Nidherung der Flussverkettungen:

isd

¢Sd> <Lh +Lss O Lh) .

~ : N g (2.44)
0 L 0 >4

7/)Sq Sq iRd

_(Lsa O isd VYpm
= ( 0 LSq) (iSq + 0 (2.45)
Die Flussverkettung des Permanentmagneten kann somit auch als

tpm = Ly - ird (2.46)

betrachtet werden. Unter Beriicksichtigung von magnetischer Séttigung sowie
Kreuzsittigung und rdumlichen Oberwellen (siehe Kapitel 2.1.3) konnen
auch hier die Flussverkettungen der PSM durch eine Abbildung vom
Strom- auf den Flussraum beschrieben werden. Durch den Wegfall der
Rotorspannungsgleichung entfillt die Rotorflussverkettung. Aufgrund des
konstanten Rotorstroms reduziert sich die Abbildung fiir die PSM auf drei
Dimensionen:

fy 1 R 5 R (isq,isq- er) — (Vsds Vsq: Mel) (2.47)
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Jy ist dabei identisch zu (2.42), wobei die Rotordimension entféllt.

Fssa (isds isq» IMel)
Jo (isarisq- er) = | fusg (isdsisqs TMel) (2.48)
M, el

In Abbildung 2.19 sind die Flusskennfelder der Traktionsmaschine
ETI-S01-30-20 aus [56] gezeigt. Die in Traktionsanwendungen geforderte hohe
Leistungs- und Drehmomentdichte fiihrt auch hier zu einem magnetisch hoch
ausgenutzten Design, das entsprechend starke Nichtlinearititen aufgrund von
Sattigung und Kreuzsittigung aufweist. Da eine analytische oder linearisierte
Beschreibung des Maschinenverhaltens nur eingeschriankt moglich ist, wird
in der Praxis meist auf eine kennfeldbasierte Modellbildung und Regelung
zuriickgegriffen [1, 4].

Die Darstellung von wrq dient der formalen Vereinheitlichung der
Flussabbildung und des Regelalgorithmus. Die Rotorflussverkettung ist bei der
PSM aufgrund des konstanten fiktiven Rotorstroms nicht von einem zusitzlichen
Freiheitsgrad abhiingig und folgt somit direkt aus den Statorgroien. Da igq in
der Regelung weder direkt messbar noch unabhingig beeinflussbar ist, wird
dieser in Kennfeldern zu 0 Vs gewihlt und ermdoglicht so eine vereinfachte
Umsetzung der einheitlichen Codebasis.

Fiir eine physikalisch dquivalente Darstellung kann alternativ ein geschitzter
Rotorfluss oder der Permanentmagnetfluss ¢py; als Referenzwert verwendet
werden.
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Abbildung 2.19: Kennfelder der Flussverkettungen der in [56] entwickelten PSM [S1]
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Synchrone Reluktanzmaschine
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Abbildung 2.20: Schnittbild einer SyRM

Im Vergleich zur PSM stellt die SyRM eine weitere Vereinfachung
dar, da im Rotor zusidtzlich die Permanentmagnete entfallen (siche
Abbildung 2.20). Die Maschine lasst sich ebenfalls vollstindig durch die Stator-
spannungsgleichungen (2.29) und (2.30) der FESM beschreiben. Durch den
Wegfall des Permanentmagneten im Rotor kann die SyRM auch als FESM mit

iRa Z0A (2.49)

modelliert werden. Das zugehorige Ersatzschaltbild ist in Abbildung 2.21
dargestellt. Wie bei der PSM wird die Rotorflussverkettung nicht explizit
modelliert, da die Rotorspannungsgleichung entfillt. Die lineare Nédherung der
Flussverkettungen ergibt sich entsprechend zu:

(7/)Sd> ~ (Lh+LS,U 0 Lh) . i-:d
bsq 0 Lsy O o

(3 2)2)
0 Lsq) \isq

(2.50)
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Abbildung 2.21: Ersatzschaltbild der SyRM im dq-System

Die nichtlinearen Flussverkettungen der SyRM konnen analog zur PSM
(Gleichung (2.48)) modelliert werden, da sie dieselben Abhingigkeiten
aufweisen. Sie stellen auch hier eine dreidimensionale Abbildung dar, die im
Folgenden durch Kennfelder (siche Abbildung 2.22) beschrieben wird.

fp 1 R = R, (isd.isq- el) — (Vs Vsqs el (2.51)

Das Kennfeld der SyRM wurde mittels der Open-Source-Entwicklungsplattform
SyR-e Drive erstellt [57]. Wie auch bei den anderen Maschinentypen ist hier
ein magnetisch hoch ausgenutzter Antrieb zu sehen, welcher ausgeprigte
Nichtlinearitdten in Form von Sittigung und Kreuzsittigung aufweist. Dies stellt
entsprechend hohe Anforderungen an die Regelung und Modellbildung, um das
Systemverhalten moglichst prizise nachzubilden. Im Gegensatz zur PSM sind die
Kennfelder durch den Wegfall des Permanentmagnetflusses punktsymmetrisch
zum Ursprung. Die Rotorflussverkettung wird wie bei der PSM ebenfalls auf
0 Vs gesetzt.
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Abbildung 2.22: Kennfelder der Flussverkettungen fiir die SyRM [S1]
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Asynchronmaschine

Abbildung 2.23: Schnittbild einer ASM mit Kurzschlussldufer

In dieser Arbeit wird ausschlieflich die ASM mit Kurzschlusslaufer
betrachtet (sieche Abbildung 2.23). Eine Erweiterung der Modellbildung
auf doppelt-gespeiste ASM mit zusitzlichem Rotorsteller ist jedoch in
konsistenter Form mdoglich. Im Gegensatz zur FESM besitzt die ASM
keine Erregerwicklung im Rotor, sondern ein kurzgeschlossenes und
rotationssymmetrisches Wicklungssystem (siche Abbildung 2.23). Es gilt somit:

gy £ 0 (2.52)
pq 20 (2.53)

Da die RotorgroB3en der ASM iiblicherweise nicht direkt messbar sind, erfolgt
die Systembeschreibung vollstindig mit auf die Statorseite bezogenen Grofen.
Das Rotormagnetfeld wird dabei nicht durch einen separaten Erregerstrom
oder Permanentmagnete erzeugt, sondern ausschlieflich indirekt {iber
das Statorwicklungssystem beeinflusst. Ein grundlegender Unterschied zu
Synchronmaschinen besteht darin, dass bei der ASM das elektromagnetische
Drehmoment nur bei einem von null verschiedenen Schlupf erzeugt werden
kann.

42



Kapitel 2 Grundlagen

Der Schlupf bewirkt eine Relativgeschwindigkeit zwischen dem rotierenden
Statorfeld und den Rotorleitern, wodurch in den Rotorstiben Strome induziert
werden, die mit dem Statorfeld ein elektromagnetisches Drehmoment erzeugen.
Im stationdren Betrieb mit motorischem oder generatorischem Drehmoment
dreht sich der Rotor folglich geringfiigig langsamer oder schneller als das
Statorfeld.

Der Rotor, welcher als Kurzschlusslidufer ausgefiihrt ist, weist Or Rotornuten
auf, in welchen jeweils ein Rotorstab liegt. Diese sind jeweils am axialen
Ende des Rotors kurzgeschlossen und bilden so ein mp = Qr/2
strangiges Wicklungssystem. Die Modellierung der einzelnen Rotorstidbe des
Kurzschlussldufers basiert auf [50, 58, 59].

Wie die Statorwicklung ldsst sich auch die Rotorwicklung in ein rotorfestes
Koordinatensystem iiberfiihren. Dazu wird die mg-stringige Transformation
aus [58] um den Vorfaktor der amplitudeninvarianten Clarke-Transformation
erweitert [60].

iR(XBRJ 1 1 e 1 7RS,1

IRapy.2 2 (L b ... bl RS2
. =— 1. . . . . . (2.54)
: mR |: : .. : :

ichBRst 1 me—l o b(mR—l)'(mR—l) TRS,mR

Hierbei beriicksichtigt b die rdumliche Lage der mg Rotorstringe. Entsprechend
gilt:

p2m

b=e (2.55)

Aufgrund der Symmetrie und des Aufbaus des Kurzschlussldufers konnen sich
im Rotor mg/2 — 1 unterschiedliche Stromkomponenten ausbilden [E2]. Diese
Stromkomponenten entstehen durch die Anderung des Statorfeldes relativ
zum Rotor. Da die Grundwelle im Statorfeld dominiert, fiihrt dies zu einer
rdaumlichen Verteilung der Rotorstabstrome, die niherungsweise sinusformig ist.
Dabei ist die Grundwellen-Stromkomponente ig g, 2 dominant [E2].

Fiir die Modellierung wird daher eine rein sinusféormige rdumliche Verteilung
der Rotorstabstrome iiber den Rotorumfang angenommen. Diese kann
dementsprechend ausschlielich durch eine Grundwellen-Stromkomponente
beschrieben werden und ergibt, wie bereits fiir den Stator, ein dreistringiges
Ersatzschaltbild im Rotor.
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Abbildung 2.24: Ersatzschaltbild der ASM im dg-System

Die Modellierung des &quivalenten dreiphasigen Rotorsystems erfolgt
entsprechend wie im Stator durch zwei Systemgleichungen.

Somit ergibt sich ein System aus vier Gleichungen, welches die gesamte ASM
beschreibt. Fiir eine Orientierung an einem beliebigen Koordinatensystem
werden die Rotorspannungen der allgemeinen Maschinengleichungen
(2.20)—(2.24) aufgrund der kurzgeschlossenen Rotorwicklung zu null gesetzt.

. d
usq = Rs -isq + % - ws - YPsq (2.56)
. dipg
Usq = Rs -isq + T" + ws - Psq (2.57)
e . d
URd LoV = RR - irq + 71?:(1 - WR* d)Rq (2.58)
) d
URg L0V =RR - irq + —ﬁf“ +WR - YRd (2.59)

Wird das Koordinatensystem am Rotorfluss ausgerichtet, gilt zudem:

= (2.60)
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Entsprechend konnen die Spannungsgleichungen vereinfacht und das zugehérige
Ersatzschaltbild abgeleitet werden (siehe Abbildung 2.24).

. dy
usq = Rg - igq + TSd —- ws - sq (2.61)
. dis
Uusq = Rs - isq + 7qu + ws - ¥sd (2.62)
€] d
Upg 2OV = Rg - igg + % (2.63)
uRqg =0V = RR - irq + WR - YRd (2.64)

Hierbei ist der Rotorflusswinkel g durch Gleichung (2.64) definiert, welche
auch im Strommodell Anwendung findet.

Ist vg bekannt, kann die ASM vollstindig durch die Spannungsgleichungen
(2.61)-(2.63) beschrieben werden. Diese sind identisch mit denen der FESM
(siehe (2.29)-(2.31)) und beschreiben vollstindig das Zeitverhalten aller
Flusskomponenten. Der Unterschied liegt hier lediglich in der Rotorspannung
uRd, die bei der ASM aufgrund des Kifigldufers 0V betridgt. Entsprechend
kann die ASM somit auch als eine FESM mit kurzgeschlossener Rotorwicklung
betrachtet werden.

Die Flussverkettungen der linearen Maschine konnen analog zu denen der
Synchronmaschinen beschrieben werden. Dabei verhalten sich die d-Wicklungen
vergleichbar mit einem Transformator mit kurzgeschlossener Sekundédrwicklung.

sd Ly + Ls s 0 Ly 0 isd

’L/)Sq ~ 0 Ly + Ls ¢ 0 Ly ) isq

YRd Ly 0 Ly + Lr,o 0 IRd

0 0 Ly, 0 Ly + LR IRq
(2.65)

Im linearen Fall wird deutlich, dass das System vollstindig durch die
Stromkomponenten igq, isq und irq bzw. die zugehorigen Flussverkettungen
bestimmt ist. Sind diese vorgegeben, erzeugen sie eine entsprechende
g-Flussverkettung im Rotor.
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In der Rotorflussorientierung ist 1'rq per Definition O Vs. Entsprechend folgt fiir
den Rotorstrom irgq.

Ly

_ i 2.66
In+Llpo 9 (2.66)

IRq =
Da durch die Zusatzbedingung das Gleichungssystem der ASM iiberbestimmt
ist, kann die Gleichung (2.64) entfallen. Dadurch reduziert sich das
Gleichungssystem der ASM in Rotorflussorientierung (RFO) auf das
Gleichungssystem der FESM.
Unter Beriicksichtigung von Séttigung und rdumlichen Oberwellen ergibt sich
fiir die ASM wie in Kapitel 2.1.3 eine zusitzliche Winkelabhingigkeit im
Vergleich zur FESM. Die Ursache liegt dabei in der Rotation des Rotorfelds
relativ zum Rotor, wodurch sich kontinuierlich die raumliche Verteilung der
Stromkomponenten zur Rotorflussposition wie auch der magnetische Pfad
dndern.

fp:R® > RS,
(isda isq» iRd> MMels TR) > (¥sds ¥sq» YRds TMLel> TR) (2.67)

Wie auch bei der FESM besteht die bijektive Abbildung der Flussverkettungen
aus fiinf skalaren Funktionen, welche nachfolgend in Form von Kennfeldern
beschrieben werden.

Tssa (isds isq» Rd> YMLel» TR)
Jipsq (isd>I8qs iRd> Ml R)
fo (isa> isq» iRd> M™Lel TR) = | fogy (iSds iSqs IRd> TMLels TR) (2.68)
™, el
"R

Zusitzlich zu den beschriebenen Winkelabhéngigkeiten und der Sittigung
kommt es im Rotor zu Stromverdringung. Diese fiihrt zu einer Erhdhung
des Rotorwiderstands in Abhéngigkeit der Schlupffrequenz wr und der
Flussverkettung [61, 62]. Anhand der Gleichungen (2.64) kann die
Winkelgeschwindigkeit wie folgt beschrieben werden:

iRq - RR N isq - Rr

Yra  YRd

WR = (2.69)
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Ist die Streuinduktivitit Lg ¢ klein im Vergleich zu Ly, so kann der Rotorstrom
iRq durch den negativen Statorstrom igq genidhert werden (siche Gleichung
(2.66)). Im stationiren Betrieb ist der Rotorstrom igq vollstindig abgeklungen.
Somit gilt:

drg
X ~0V 2.70
dr (2.70)
iRg ~ 0 2.71)

Der Rotorfluss hingt somit primér vom Statorstrom der d-Achse ab:

YRd X isd 2.72)

Im stationdren Betrieb hingt die Schlupffrequenz von den Statorstromen igq und
isq ab, wobei sie fiir kleine d-Stromamplituden ansteigt. Fiir den magnetisch
linearen Fall kann der Zusammenhang im stationédren Betrieb durch folgende
Niherung verdeutlicht werden:

. Rr isq

~ - (2.73)
Ly isq

WR
Auch hier wird angenommen, dass Lg ; < Ly,. Da auch die Flussverkettungen
von den Statorstromen abhéngen, kann der Rotorwiderstand fiir den stationédren
Betrieb vereinfacht als Funktion der Statorstrome beschrieben werden, wobei
diese Abhéngigkeit implizit auch die Frequenzeinfliisse berticksichtigt.

Rr = fRg (isd-isq) (2.74)

Es wird hier ebenfalls auf eine analytische Modellierung verzichtet und die
Daten werden nachfolgend in Form von Kennfeldern (siehe Abbildung 2.25)
beschrieben. Auch hier wurde ein Maschinendesign gewihlt, welches
ausgepriagte Nichtlinearititen aufweist, um den Vorteil der Modellierung
und Regelung zu verdeutlichen. Im Unterschied zu den zuvor gezeigten
Maschinentypen ist jedoch die Kreuzsittigung der ASM aufgrund der RFO
nur gering ausgepridgt. Die Ursache liegt in der geringen Amplitude der
Flussverkettung in der q-Achse.
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Da in der RFO 1rq =0 gefordert wird, entspricht ¢gq lediglich dem Streufluss,
welcher in etwa eine Groflenordnung unterhalb der Flussverkettung der d-Achse
liegt. Entsprechend fillt die Kopplung zwischen beiden Achsen gering aus.
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Abbildung 2.25: Kennfelder der Flussverkettungen fiir die ASM [S1]
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2.1.5 Einheitliche Modellierung

Die zuvor beschriebenen Maschinentypen besitzen trotz ihrer unterschiedlichen
Rotorausfithrungen eine gemeinsame elektromagnetische Kernstruktur.
Ausgangspunkt sind dabei stets die Stator- und Rotorgleichungen

. d%qu .

Usdq = Rs +Isaq + —5— Hiws Ugqq (2.75)
. dngq .

Urdq = RR *IRdq + —5,— TIWR " Ypyq (2.76)

welche bereits in den Kapiteln 2.1.3-2.1.4 ausfiihrlich diskutiert wurden. Wie im
vorherigen Abschnitt gezeigt, kann bei bekanntem Transformationswinkel g
die Modellierung aller Maschinentypen in Rotor- bzw. Rotorflussorientierung
vollstidndig durch die Systemgleichungen der FESM erfolgen.

. dysq

usq = Rg - igq + & —Wws - qu @.77)
. dys

usq = Rs - isq + Tq + ws - g (2.78)
o d

upg = RR - ipg + % (2.79)

Bei einer Modellierung auf Basis dieser drei Systemgleichungen unterscheiden
sich die Maschinentypen daher ausschlieBlich durch die Dimension der Strome
und Flussverkettungen

7= (isasisqpira) " (2.80)
b= (deﬂ/JSq,@/’Rd)T (2.81)

sowie den Nebenbedingungen in Tabelle 2.2 fiir die Rotorspannung (ugq) und
den Rotorstrom igy. Die unterschiedlichen nichtlinearen Kopplungen zwischen
Strom und Flussverkettung werden {iber die n-dimensionale Abbildung

fo: @ e R) = (P MeR)

beschrieben, wobei n € {3,4,5} vom Maschinentyp abhiingt (siehe Tabelle 2.1).

49



Kapitel 2 Grundlagen

Tabelle 2.1: Dimension der Flussabbildung

Maschine n Argumente von f,
PSM, SyRM 3 igq, isqs MM.el
FESM 4 isd, isqs IRd> YM.el
ASM 5 lde lqu le’ ’YM,CI’ TR

Sattigung, Kreuzsittigung sowie rdaumliche Oberwellen sind darin implizit
enthalten. Fiir die Simulation und Regelung wird zudem die inverse Abbildung
fqzl bendtigt, die sich mit der in [E1] vorgestellten Methode numerisch bestimmen
lasst. Entsprechend kann fiir alle Maschinen der Stromvektor 7 ohne lineare
Niherungen aus den Zustandsgrofen 1/_; rekonstruiert werden. Die Bestimmung
der Flussverkettungen aus den Stromen erfolgt dabei durch die Abbildung f,,.
Maschinenspezifische Besonderheiten betreffen ausschlieSlich den Rotor und
werden in (2.79) als Nebenbedingung abgebildet. Diese sind in Tabelle 2.2
zusammengefasst. Damit reduziert sich das dynamische System stets auf eine
Zustandsbeschreibung mit ng = 2 Stator- und n; € {0,1} Rotorgroflen und, falls
erforderlich, zusitzlich den entsprechenden Winkelabhéngigkeiten n € {0,1,2},
wihrend die grundlegende Modellstruktur unverédndert bleibt.

Alle Modelle konnen somit in identischer Form im dq-Koordinatensystem
formuliert werden. Die Spannungen ugq, Ugr4q sowie die FlussgroBen 15 und
Strome 7" haben dabei fiir jede Maschine dieselbe Bedeutung. Nichtlineare
Effekte oder zusétzliche Parameter wie Temperatur- und Frequenzabhingigkeiten
konnen durch Erweiterungen der Dimensionalitit von fy, beriicksichtigt werden,
ohne die zugrunde liegende Modellstruktur anzupassen.

Tabelle 2.2: Ubersicht der Nebenbedingungen

Maschine Nebenbedingung
ASM urRg =0V

PSM iRa > 0A, 4Re — g AgT
SyRM irg=0A
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Unabhidngig vom Maschinentyp kann die Regelung auf dieselbe
Maschinenreprisentation zuriickgreifen und ermoglicht eine einheitliche
Parametrierung. Damit liegt ein kompakter Formalismus vor, der samtliche
betrachteten Drehfeldmaschinen in einheitlicher Form beriicksichtigt.

2.1.6 Mechanische Systemgleichungen

Elektrische Maschinen gelten als elektromechanische Energiewandler, da sie
einen Austausch von Energie zwischen der elektrischen und der mechanischen
Domine gestatten [41]. Sie lassen sich in ein elektrisches sowie ein mechanisches
Teilsystem aufteilen. Diese beiden Teilsysteme sind iiber ein Magnetfeld
gekoppelt. Die Beschreibung der Klemmen des elektrischen Teilsystems erfolgt
iiber Strom 7 und Flussverkettung /. Die mechanischen Klemmen werden durch
das Drehmoment M und den Rotorlagewinkel ~yy; definiert.

Fiir die Modellierung wird in dieser Arbeit angenommen, dass die
Flussverkettungen ausschlieBlich als Kennfelder vorliegen und keine dquivalente
geschlossene analytische Beschreibung existiert. Diese Annahme entspricht der
gingigen Praxis bei der Verwendung von FEM-Simulations- oder Messdaten.
In der Literatur erfolgt die Herleitung des inneren Drehmoments meist iiber
die Betrachtung der Leistungsbilanz, wie beispielsweise in [4, 52]. Die
Herausforderung hierbei ist die eindeutige Zuordnung der Teilleistungen zu den
Leistungsfliissen zwischen der mechanischen, elektrischen und magnetischen
Doméne, um das Drehmoment eindeutig berechnen zu konnen. Dies stellt
insbesondere bei winkelabhidngigen Flussverkettungen eine Herausforderung
dar. Eine Herleitung unter Beriicksichtigung von Winkelabhingigkeiten ist fiir
die PSM in [52] beschrieben und kann in dieser Form auch auf die anderen
Maschinentypen erweitert werden. Alternativ kann auch eine energiebasierte
Modellierung zur Drehmomentberechnung eingesetzt werden. Dabei wird
zur Beschreibung des Systems dessen Energiebilanz herangezogen. Eine
grundlegende Annahme dabei ist die verlustfreie magnetische Kopplung. Im
Magnetfeld gespeicherte Energie kann somit vollstindig an den Klemmen
zuriickgewonnen werden. Eine Beriicksichtigung der Verluste ist jedoch
nachgelagert durch ein Verlustmoment moglich. Aufgrund der Kenntnis iiber
den vollstindigen magnetischen Zustand kann hiermit auch eine Berechnung
der Drehmomentoberschwingungen, bedingt durch raumliche Oberwellen der
Flussverkettungen, durchgefiihrt werden.
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Die Analyse kann unter Verwendung der magnetischen Energie W,g oder der
magnetischen Koenergie W,’;ag erfolgen. Die magnetische Energie ist dabei als
Integral des Stroms iiber den Flussverkettungen definiert [63].

w / /
Wonag () = /0 i) dp (2.82)

Ein Nachteil hierbei ist, dass die Flussverkettungen als unabhingige Variablen
auftreten, welche im Gegensatz zu Stromen nicht direkt messbar sind. Da
zur Modellierung elektrischer Maschinen meist Flusskennfelder verwendet
werden, welche ebenfalls von den Maschinenstromen abhingig sind, ist eine
Beschreibung mit Stromen als unabhiingige Variablen vorteilhaft.

Statt der magnetischen Energie wird daher oft die magnetische Koenergie
W;;ag verwendet. Die Koenergie ist eine ZustandsgroBe, die sich formal aus
der Legendre-Transformation der magnetischen Energie W, ergibt (siche
Abbildung 2.26) [64]. Die Koenergie beschreibt somit den komplementéren
Anteil zur magnetischen Energie [63]:

Winag (i) = /0 l P(i') di’ (2.83)

Hierbei treten die Strome als unabhingige Variablen auf, wodurch die
Drehmomentberechnung vereinfacht werden kann. Diese Methode wird daher
auch teilweise in FEM-Programmen zur Drehmomentberechnung eingesetzt [65].
Die Koenergie ist dabei im Wesentlichen eine mathematische Hilfsgrofle und
besitzt im Gegensatz zur Energie keine unmittelbar messbare physikalische
Entsprechung [66]. Der Gradient der Koenergie liefert jedoch die fiir die
Systembeschreibung relevanten energetisch konjugierten Grofen, wie die
Flussverkettungen und das Drehmoment. Mit der partiellen Ableitung der
Koenergie nach dem Strom in einem System aus k Spulen kann daher die
jeweilige Flussverkettung bestimmt werden [63]:

BW;;ag
Yk = iy,

(2.84)
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Wmag

*
Wmag

i

Abbildung 2.26: Magnetische Energie Wmag und Koenergie W:mg im nichtlinearen Fall

Wie in Abbildung 2.26 dargestellt, gilt fiir die Summe aus magnetischer Energie
und Koenergie:

Vi = Whnag + Wmag (2.85)

Im magnetisch linearen Fall sind Wy,,, und Wiag flichengleich.

i
1
W;ag:/owdm§~w-i (2.86)

Die Bestimmung des Drehmoments erfolgt nach dem Prinzip der virtuellen
Arbeit. Dazu wird bei elektrischen Maschinen die Ableitung der Koenergie
nach dem mechanischen Winkel vy bei physikalisch konstanten Stromen in den
Wicklungssystemen betrachtet.

_ OWiag (D)
=

M;(i

(2.87)

i=const.

Ausgangspunkt ist, wie auch bei der elektromagnetischen Modellierung, eine
Maschine mit jeweils dreiphasigem Wicklungssystem im Stator und Rotor.
Ausgehend davon konnen alle weiteren Maschinentypen aus dieser Arbeit
abgeleitet werden.
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Die Integraldarstellung der Koenergie setzt Pfadunabhingigkeit voraus. Diese
ist in verlustfreien, quasi-stationdren Systemen ohne Hysterese gegeben und
entspricht der Reziprozititsbedingung

O _ 0
Oim iy,

(2.88)

Entsprechend wird unter Beriicksichtigung der amplitudeninvarianten
Clarke-Transformation die Koenergie des Systems bestimmt [63]:

3
2

isd
Winag (saq-iRdq) = /0 Ysd(isa’,0,0,0) digq’

isq
R . . .7 .7

+ /o Yrd(isd-isq-ird »0) dird
'Rq . . . . .7

+ /o YRq(isd-ISq-iRd-1Rq ) diRg (2.89)

Hierbei wird angenommen, dass die Flussverkettungen keine expliziten
Winkelabhéngigkeiten von yg und 7R besitzen. Die Winkelabhéingigkeit der
Koenergie resultiert somit allein aus der Koordinatentransformation.

Zur Berechnung des Drehmoments wird die Ableitung der Koenergie
unter Verwendung der Winkeldefinition aus Gleichung (2.1) betrachtet. Die
physikalischen Strome in den Rotor- und Statorwicklungen werden hierbei
konstant gehalten, was zu konstanten «f3g- und xf3g-Stromen im rotor- und
statorfesten Bezugssystem fiihrt.

OWhag (i3dqpirdq)

67M’el isaﬁ =const.
iR&xﬁR =const.

Mi(igdq-irdq) = P (2.90)
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Die konstanten Strome im rotor- und statorfesten Koordinatensystem fiihren
zu einer Anderung der dq-Strome igqq und ig4q. Unter Anwendung des totalen
Differenzials folgt somit fiir das innere Moment:

OWr e Oi oWl .o Oi
M =p .mag 1Sd + 'mag Sq
disg Omel  Oisq OVl
aVVrTlag OiRrg n a‘/V;'[';ag 3qu
Oira Ovmel  OiRg Ol

2.91)

Isap =const.
Rapy =const.

Fiir die Ableitung der Strome nach dem Winkel muss die Ableitung der
Transformation nach Gleichung (2.18) unter Verwendung der Kettenregel mit
(2.2) durchgefiihrt werden. Die Strome ig B sind dabei konstant im statorfesten
Koordinatensystem, die Strome igqg, entsprechend konstant im rotorfesten
Koordinatensystem:

0i .0
37131(11 ~ 'S 37:/15 ] (2.92)
e e
81'3 . a
6’7Mq . ~isd 371318 1 93
e e
Oig . O
i (2.94)
OM,el 10Mel
Jirq _ OYR (2.95)

—IRd
6'7M,el a’YM,el

Gleichung (2.91) kann somit unter der Verwendung von (2.84) vereinfacht
werden.

M; =

3 1o} . .
3 1S (Ysd - isq —1sq - isd)

14
a'VM,el

Statoranteil

OR
8’VM,el

+ (VRd - iRq — YRq " iRd) (2.96)

Rotoranteil
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Somit hingt die Drehmomentberechnung zwar vom gewihlten Bezugssystem
ab, aufgrund der Rahmeninvarianz ergibt sich jedoch unabhingig vom
Bezugssystem dasselbe Drehmoment. Entsprechend kann das Drehmoment auch
ausschlieBlich durch Stator- oder RotorgroBen beschrieben werden. In dieser
Arbeit wird im Folgenden ausschlieBlich die Beschreibung mittels Statorgroen
gewihlt, da diese fiir alle betrachteten Maschinentypen direkt durch Messungen
ermittelt werden konnen. Damit gilt fiir das verwendete Bezugssystem

s _ (2.97)
a’)’M,el
IR _ (2.98)
a'VM,el

und entsprechend fiir die Drehmomentgleichung

3
M; = = - p (s - isq —sq - isd) (2.99)

2

Da die Unterschiede zwischen den betrachteten Maschinentypen in der
allgemeinen elektromagnetischen Modellierung durch unterschiedliche
Nebenbedingungen im Rotorstrom zusammengefasst werden kdnnen, muss
bei der Drehmomentberechnung keine Fallunterscheidung erfolgen. Die
hergeleitete Drehmomentgleichung fiir das Grundwellendrehmoment ist somit
zur Berechnung des Grundwellendrehmoments ohne Einschriankung fiir alle in
dieser Arbeit behandelten Maschinentypen giiltig.

Oberschwingungsanteil des Drehmoments

Wie zuvor beschrieben, weisen die Flusskennfelder Winkelabhingigkeiten
auf, die zu Drehmomentoberschwingungen fiihren konnen. Zur Bestimmung
dieser Drehmomentanteile muss die Herleitung entsprechend um die
Winkelabhédngigkeiten erweitert werden. Sind im System zusétzlich
Permanentmagnete enthalten, kann jedoch die Koenergie nicht mehr allein
aus gemessenen Flussverkettungen bestimmt werden, da die Maschine im
stromlosen Zustand trotzdem einen Permanentmagnetfluss aufweist.

Dieser fiihrt bei einer PSM zum Rastmoment, das den direkten Energieaustausch
zwischen der magnetischen und der mechanischen Domine beschreibt und
somit nicht durch die Flusskennfelder erfasst werden kann.
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In der FEM-Simulation wird der Permanentmagnet iiblicherweise durch ein
Stromband modelliert. Dies ermoglicht somit die vollstindige Bestimmung
der Koenergie, wodurch die vorgestellte Modellierung ebenfalls zu einer
vollstandigen Drehmomentbeschreibung fiihrt.

In Anlehnung an die elektromagnetische Modellierung der Maschinen in
Kapitel 2.1.4 wird zur vollstindigen Beschreibung auch hier von Feldfreiheit im
stromlosen Zustand ausgegangen. Ist dieser Zustand nicht gegeben, so kann der
Differenzanteil der Koenergie messtechnisch erfasst und beispielsweise als
Kennfeld hinterlegt werden, um etwa die Modellierung von Rastmomenten
einer PSM zu ermdglichen.

Unter Beriicksichtigung der Winkelabhéngigkeiten in den Flussverkettungen
und der amplitudeninvarianten Clarke-Transformation folgt somit fiir die
Koenergie [63]:

Winag (isdq-IRdq- VS 7R) =
3 isd o o,
3 /0 Ysd(isd’0,0,0,7s,7R) disq

isq
+ /0 Vsqlisdsisq’:0.0.787R) disq’
Ra . . . .
+ /0 YRra(isd-isq-iRd -0:7s:7R) diRd
R . . . N .
+ /0 wRq(lSd’lSq,le,ZRq S 7R) dirq (2.100)

Durch die zusitzliche Winkelabhéngigkeit ergibt sich das totale Differenzial zu:

3W1ng Jisq 3W;;ag 8iSq

Oisa Ovmel  Oisq OVMeel
OWiag Oirg N OWiag Oirg
Oia Omel  OiRg Ml
Wiag s n OWmag OR ]
Os e OmR Omel

Mi:P[

(2.101)

Isap =const.
Rapy =const.
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Um die zusitzlichen winkelabhingigen Ableitungen nach 4R und g bestimmen
zu konnen, muss zunéchst die Koenergie durch numerische Integration berechnet
werden. Eine geschlossene analytische Darstellung ist in diesem Fall nicht mehr
ohne weitere Vereinfachungen moglich.

Um dennoch eine analytische Nédherung des Drehmoments durchfiihren zu
konnen, wird fiir die Berechnung des zusitzlichen Oberschwingungsanteils
die Sattigung vernachldssigt. Unter Verwendung von Gleichung (2.86) und der
zuvor bestimmten Grundwellenformel fiir das Drehmoment (2.99) kann die
Beschreibung vereinfacht werden.

3
M;=p [2 (1sd - isq —sq * isd)

(2.102)

Ovs OMel OmR Ol

Isap =const.
Rapg =const.

8Vvﬁklag s aer#;lag OR 1

Die partiellen Ableitungen der approximierten linearen Koenergie (2.102) nach
vs und R bei konstanten Stromen sind unter Anwendung der Produktregel:

3 (U O

oW,
S =i 50 g

0vs

igp=CONSL. 4
iRaﬁR =const.

_|_

OYRq . OYrq . ) (2.103)

Bys R * Dys
Winag _3 <3¢Sdi . Isq

OR

Sd s
R owr 1

igp=cONSL. 4

lRocBR =const.

OYRrd

Jr
Or

9
iRd + Rq qu> (2.104)

Die beschriebenen Maschinentypen werden jeweils entweder im rotor-,
rotorfluss- oder rotorstromorientierten Bezugssystem betrieben. Je nach
Orientierung gilt somit entweder irq = 0 A oder 1rq = 0 Vs.
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Entsprechend entfillt das Produkt aus Rotorfluss und Rotorstrom in der q-Achse.

3 . .
M; = 5P [de “isq —¥sq " isd

1 Or (WJSd s+
2 Ovmel \ OR ORr
1 Ovs (0vsq . Obsq
5 ( Isd + :
20l \ O7s s

Ipsq . 0 .
4 igq + 81/;1:1 'le)

: 0 .
isq + 81: lzd ~sz)] (2.105)

Die ASM stellt hierbei den allgemeinsten Fall dar, da die Flussverkettungen
eine zusitzliche Winkelabhidngigkeit von R aufweisen konnen. Fiir die
Drehmomentberechnung bei Synchronmaschinen im rotorfesten dq-System ist
<R konstant. Daher gilt:

()

=0 (2.106)
Or

Entsprechend konnen die yr-Terme entfallen.

Fiir die FESM ist zu beachten, dass igrq nicht dem physikalisch messbaren
Strom i, in der Rotorwicklung entspricht. Wie zuvor beschrieben, ist i
gegeniiber irq mit dem Faktor %3 skaliert. Des Weiteren gilt der hier dargestellte
Oberschwingungsanteil des Drehmoments nur fiir den magnetisch linearen
Fall. Die Amplitude der Oberschwingungen nimmt iiblicherweise zu, wenn die
Maschine in Sattigung betrieben wird. Der Grundwellenanteil des Drehmoments
(2.99) bleibt davon unberiihrt und bildet auch das Sittigungsverhalten ab,
sofern beispielsweise nichtlineare Flusskennfelder verwendet werden. Eine
priazise Berechnung des inneren Moments M; unter Beriicksichtigung der
rdumlichen Oberwellen der Flussverkettungen und den Rastmomenten ist jedoch
nur numerisch anhand von zuvor ermittelten Koenergiekennfeldern moglich.
Im Vergleich zu Arbeiten, in denen das winkelabhingige Drehmoment fiir
PSM aus der Leistungsbilanz hergeleitet wird, ergibt sich hier ein um
Faktor 1/2 kleinerer Oberschwingungsterm [4, 52, 67-69]. Diese Abweichung
resultiert aus unterschiedlichen methodischen Annahmen: Die Herleitung iiber
die Leistungsbilanz geht bei der Variation des Winkels typischerweise von
einem unverinderten Magnetisierungszustand aus und beriicksichtigt fiir den
Oberschwingungsterm daher keinen Energieaustausch mit der magnetischen
Domane.

59



Kapitel 2 Grundlagen

Die hier verwendete Herleitung iiber die Koenergie erfasst diese Anderung
des magnetischen Energieinhalts und fiihrt im magnetisch linearen Fall gemif3
Gleichung (2.86) systematisch auf den Faktor 1/2 im Oberschwingungsterm. Eine
formal vergleichbare energiebasierte Formulierung der Drehmomentgleichung
findet sich in [70].

2.2 Stromrichter

Die Regelung von elektrischen Maschinen erfordert die prézise und schnelle
Einstellung der Strome und Spannungen. Hierfiir werden Stromrichter
eingesetzt, die in der Lage sind, eine Gleichspannung in ein dreiphasiges
Wechselspannungssystem umzuwandeln. Die Hohe und Frequenz der
erzeugten Spannung sind dabei variabel einstellbar. Je nach Anwendung
kommen unterschiedliche Topologien zum Einsatz. Fiir den Stator der
Drehstrommaschinen wird in der Regel die Drehstrombriickenschaltung
verwendet, wihrend die Speisung der Erregerwicklung durch eine Vollbriicke
erfolgt.

2.2.1 Drehstrombriickenschaltung

Lo KE w KE o KE

- U _MuN
UyN
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Abbildung 2.27: Ersatzschaltbild der Drehstrombriickenschaltung (DBS)
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Die in Abbildung 2.27 dargestellte Drehstrombriickenschaltung besteht aus
drei Halbbriicken. Die Halbbriicken bestehen jeweils aus zwei Schaltern.
Die Schalter bestehen je aus einem Insulated-Gate-Bipolar-Transistor (IGBT)
oder Metall-Oxid-Halbleiter-Feldeffekttransistor (MOSFET) mit je einer
antiparallelen Diode. Um einen Kurzschluss im Zwischenkreis zu vermeiden,
diirfen niemals beide Schalter einer Halbbriicke gleichzeitig eingeschaltet
werden. Somit verbleiben acht giiltige Schaltzustinde, die in Tabelle 2.3
dargestellt sind.

Je nach Schaltzustand kann jede der drei Phasen entweder mit dem positiven
oder dem negativen Pol der Zwischenkreisspannung verbunden werden. Aus der
Differenz der Klemmpotentiale kann so die Sternspannung bestimmt werden,
welche im Betrieb den Statorstrom der Maschine beeinflusst. Dabei fiihren nur
sechs der acht moglichen Schaltzustinde zu einer Sternpunktspannung ungleich
null.

Tabelle 2.3: Schaltzustdnde der DBS

Zustand ‘ Klemmenpotenziale ‘ Sternspannungen
‘ uyo uvo uwo ‘ UyN uyN UwN U o Up
Uzk Uzx Uzx Uzx Uzx Uzx Uzk Uzx
1 1 1 2 1 1 2
S1 3 "z 73 3 "3 -3 3 0
1 1 1 1 1 2 1 1
52 3 2 3| 3 3 3| 3 A
$3 _1 1 1| 1 2 1| 1 1
2 2 2 3 3 3 3 V3
1 1 1 2 1 1 2
S4 -2 2 2| 3 3 3| 73 0
S5 1 I I 2 | 1 1
2 2 2 3 3 3 3 V3
1 1 1 1 2 1 1 1
56 3 3 2 3 -3 3| 3 5
1 1 1
s7 i i 10 0 0| o 0
1 1 1
S8 -4 oo 0 o[ o 0
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2.2.2 Vollbriicke
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Abbildung 2.28: Ersatzschaltbild der Vollbriicke

Das Schaltbild der Vollbriicke ist in Abbildung 2.28 dargestellt. Sie besteht aus
zwei Halbbriicken, die wie bei der Drehstrombriickenschaltung jeweils zwei
Schalter besitzen. Durch das Schalten der IGBTs konnen die beiden Anschliisse
der Last entweder mit positiver oder negativer Zwischenkreisspannung
verbunden werden, wobei auch hier zu keinem Zeitpunkt beide Schalter einer
Halbbriicke eingeschaltet sein diirfen.

Es ergeben sich somit vier mogliche Schaltzustinde (siehe Tabelle 2.4), wobei
zwei dieser Schaltzustinde keine Lastspannung erzeugen. Die Vollbriicke
kommt ausschlieBlich bei der FESM zur Speisung des Rotors iiber Schleifringe
zum Einsatz. Die Lastspannung entspricht also immer der Spannung an der
Erregerwicklung urq und beeinflusst so den Rotorstrom.
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Tabelle 2.4: Schaltzustinde der Vollbriicke

Zustand ‘ Klemmenpotenziale ‘ Lastspannung

‘ Uy Ubp ‘ Ugb

Uzx Uzx Uzk
S1 i -1 1
2 | 4 4 =
S3 -1 -1 0
S4 z i 0

2.2.3 Spannungsfehler

In der Praxis kommt es zu Abweichungen zwischen dem Sollwert der
Ausgangsspannungen und der realen Stellspannung durch den Stromrichter
(Tabelle 2.3, Abbildung 2.28).

Diese Spannungsfehler resultieren aus der Uberlagerung mehrerer Effekte:

* Durchlassspannung: Im eingeschalteten Zustand fillt iiber dem
Halbleiterbauelement (z. B. IGBT, MOSFET oder Diode) eine sogenannte
Durchlassspannung ab. Diese ist nichtlinear und héngt insbesondere vom
Strom, der Temperatur sowie von der Materialcharakteristik des Halbleiters
ab.

¢ Schaltverhalten: Wihrend des Ein- und Ausschaltens treten zeitabhingige
Ubergiinge von Spannung und Strom auf, die unter anderem von den
parasitiren Kapazititen, der Gate-Ansteuerung und den Induktivititen des
Strompfads abhingen.
Diese dynamischen Vorginge verursachen Schaltverluste und
elektromagnetische ~ Storungen.  Abweichungen vom idealisierten
Schaltverhalten fiihren zusitzlich zu Spannungsfehlern, insbesondere
wihrend der Ubergangsphasen.
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Verriegelungszeit: Um Kurzschliisse des Zwischenkreises zu vermeiden, wird
zwischen den Schaltvorgingen der beiden Transistoren einer Halbbriicke eine
Verriegelungszeit vorgesehen, wihrend der beide Transistoren gesperrt sind.
In dieser Zeit flieBt der Laststrom tiiber die Freilaufdioden. Dadurch ist die
Ausgangsspannung in der Verriegelungszeit nicht steuerbar und hidngt von der
Stromflussrichtung der Last ab.

Mindestein- und -ausschaltzeit: In der Ansteuerung werden minimale Ein-
und Ausschaltzeiten definiert, um sicherzustellen, dass ein Halbleiter nicht
unmittelbar nach einem Schaltvorgang erneut angesteuert wird. Dies verhindert
unvollstindige Schaltvorginge, thermische Uberlastung oder Ansteuerfehler.
Da somit nicht zu jedem Zeitpunkt alle Schalthandlungen moglich sind, kann
dies zu einer Verzerrung der mittleren Ausgangsspannung fiihren.

Abbildung 2.29 zeigt die Fehlspannung, also die Differenz zwischen der
Soll-Stellspannung und der realen Ausgangsspannung einer Halbbriicke
des Infineon FS75R12KT4 1IGBT-Moduls. Die Daten wurden mithilfe der
Infineon-PLECS-Modelle simulativ bei einer sinusformigen Sollspannung
mit einer Amplitude von 220V, einem sinusformigen Laststrom mit einer
Amplitude von 70 A, einer Zwischenkreisspannung von 600V und einer
Pulsweitenmodulation (Pulse Width Modulation) (PWM)-Frequenz von 8 kHz
ermittelt. Die Verriegelungszeit betrug 1 ps, die Mindesteinschaltdauer 1,2 ps.
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Abbildung 2.29: Fehlspannung einer Halbbriicke iiber eine elektrische Periode
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Die dargestellten Spannungsfehler ergeben sich aus der Uberlagerung der
genannten Effekte, wobei der Einfluss des Schaltverhaltens in der Modellierung
vernachldssigt wurde. Das Fehlersignal ist nichtlinear und von vielen Parametern
abhiingig, weshalb eine exakte Modellierung nur mit erheblichem Aufwand
moglich ist. In dieser Arbeit wird daher auf eine explizite Modellierung der
Halbleiter zur Kompensation der Spannungsfehler verzichtet. Der in Kapitel 4
vorgestellte Regelalgorithmus identifiziert und kompensiert die Spannungsfehler
stattdessen online wihrend des Betriebs. Die Funktionsweise wird in Kapitel 4.4
ausfiihrlich beschrieben.
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1t is a capital mistake to theorise
before one has data. “

Arthur Conan Doyle (1859-1930),
A Scandal in Bohemia (1891)

Parameteridentifikation

Eine prézise modellpriadiktive Regelung erfordert die genaue Kenntnis aller
Modellparameter. Fiir den in Kapitel 4 beschriebenen Regelalgorithmus miissen
daher die Kennfelder der Flussverkettungen tsq, ¥sq und 1rq als Funktion der
Stator- und Rotorstrome isq, isq sowie ipq bekannt sein. Winkelabhéngigkeiten
dieser Kennfelder werden im Regelalgorithmus aus Kapitel 4 nicht
beriicksichtigt, jedoch ist eine Bestimmung der Oberwellenkennfelder fiir eine
prézise Bestimmung der Grundwellenflussverkettungen der FESM erforderlich.
Die Ursache liegt hierbei im Rotorkreis, welcher nur durch eine Kombination
aus einer Identifikation im Stillstand und bei konstanter Drehzahl vermessen
werden kann. Die Winkelabhingigkeiten der Flussverkettungen werden bei
diesem Vorgehen zwangsliufig ebenfalls bestimmt.

Entsprechend wird nachfolgend fiir alle Synchronmaschinen eine Methode zur
Vermessung der Flusskennfelder inklusive Oberwellen vorgestellt, wobei die
Parameter erst im Postprocessing ermittelt werden.

Eine Ausnahme bildet die ASM. Nach aktuellem Forschungsstand kann diese
zwar mit winkelabhidngigen Flusskennfeldern modelliert werden, an einem
Priifstand sind jedoch lediglich die Grundwellenkennfelder bestimmbar. Alle
gezeigten Messdaten stammen aus den Vermessungen der jeweiligen Priiflinge
(Devices-Under-Test) (DUTs), welche auch fiir die Validierung des entwickelten
Regelalgorithmus in Kapitel 6 verwendet werden.

Zusitzlich zu den Flusskennfeldern miissen auch die Widerstinde der
Statorwicklungen sowie im Fall der FESM und ASM auch der Widerstand
der Rotorwicklung ermittelt werden. Fiir die Bestimmung der Rotorflusslage
wihrend des Betriebs und der Identifikation miissen bei der ASM auflerdem die
Parameter des Beobachters beziehungsweise Schitzers identifiziert werden.
In dieser Arbeit liegt der Fokus ausschlieBlich auf der Parametrierung des
nichtlinearen Strommodells aus Kapitel 4.1.
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Abbildung 3.1: Ablauf der Identifikation fiir die untersuchten Maschinentypen

Die Grundlage fiir das gezeigte Verfahren bildet die winkelabhingige
Parameteridentifikation fiir die PSM aus [47, 67, 71]. Dieses Verfahren
lasst sich unverdndert auf die SyRM iibertragen [72]. Fiir ASM und FESM
konnen die Statorflussverkettungen auf dieselbe Weise bestimmt werden.
Maschinenspezifische Anpassungen sind jedoch erforderlich und werden in
Kapitel 3.2 bzw. Kapitel 3.3 erldutert. Eine Ubersicht iiber den gesamten
Identifikationsprozess findet sich in [E7]. Die Geberausrichtung erfolgte fiir alle
Synchronmaschinen nach [73]. Da bei der SyRM weder Permanentmagnete noch
Rotorwicklungen induzierte Spannungen erzeugen, kann die initiale Ausrichtung
am Priifstand {iber Drehmomentfreiheit bei hohen igq-Amplituden erfolgen.
Im Postprocessing wird die Ausrichtung dann prézisiert, indem die Symmetrien
von 1gq Zur isq-Achse und von 1gq zur igg-Achse ausgewertet werden. Alternativ
kann analog zur Ausrichtung der PSM anhand der induzierten Spannung die
Orientierung fiir konstante Spannungsamplituden auch iiber den Strom erfolgen
[72]. Diese Methoden setzen jedoch ein symmetrisches Maschinendesign fiir die
SyRM voraus. Bei der ASM ist keine Ausrichtung des Bezugssystems nétig, da
die Lage mit einem Rotorflussschitzer bestimmt wird. Samtliche Daten werden
exemplarisch fiir eine Drehzahl bei Raumtemperatur ermittelt.
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Da simtliche Maschinenparameter in mehrdimensionalen LUTs abgelegt sind,
lassen sich spiter weitere Dimensionen ergiinzen, um zusitzliche Effekte
abzubilden.

Nach Abschluss der Identifikation wird die inverse Flussabbildung gemaf
[E1] (fw D) i) offline bestimmt. Obwohl die Invertierbarkeit bislang
nur fiir zweidimensionale Kennfelder, wie etwa bei PSM und SyRM ohne
Beriicksichtigung deren Winkelabhéngigkeiten, nachgewiesen wurde [4], ldsst
die Monotonie der Kennfelder auf eine allgemeine Invertierbarkeit schlie3en.
In [E1] wurden Mess- und FEM-Datensitze erfolgreich invertiert. Messdaten
vom Priifstand konnen aufgrund von Messfehlern lokal nicht invertierbar
sein und miissen gegebenenfalls korrigiert oder nachgemessen werden. Die
Invertierbarkeit dient damit zugleich als Qualitdtsmetrik fiir die Vermessung
und zur Detektion von Messfehlern.

3.1 Statoridentifikation

Die Vermessung des Stators kann fiir alle vorgestellten Maschinentypen
einheitlich erfolgen. Dabei dient die Identifikation der PSM als Basis. Eine
Ubersicht iiber bestehende Identifikationsmethoden findet sich in [74].
Meist werden zur Vereinfachung der Identifikation stationidre Zustéinde
wihrend der Vermessung angestrebt. Grundsitzlich kann zwischen der
Standstill-Method (SSM), also der Parameteridentifikation im Stillstand, und
der Constant-Speed-Method (CSM), der Identifikation bei konstanter Drehzahl,
unterschieden werden.

Die CSM ist aufgrund der einfachen Umsetzbarkeit an einem drehzahlgeregelten
Priifstand weitverbreitet [4, E6, 47, 52, 67, 71, 72, 75-79]. Hier werden
aufeinanderfolgend unterschiedliche Stromkombinationen in der dq-Ebene
eingeregelt und ausgewertet. Soll eine Identifikation der riumlichen Oberwellen
der Flussverkettungen erfolgen, so werden meist zusitzlich zur konstanten
Drehzahl auch konstante Strome im dg-Koordinatensystem gefordert [E6,
47, 75, 80, 81]. Dazu konnen beispielsweise Repetitive-Control (RC) und
Multi-Reference-Frame (MRF)-Ansitze, aber auch Proportional-Resonant
(PR)-Regler eingesetzt werden. Eine Ausnahme bildet das Verfahren aus [78],
welches eine Identifikation der raumlichen Oberwellen ermdglicht, ohne dass
Drehzahl oder Strome wihrend der Messung konstant gehalten werden miissen.
Es ermoglicht so deutlich kiirzere Messroutinen.
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Bei der SSM wird der Rotor entweder festgebremst oder mit
gezielter Ansteuerung bei einem konstanten Winkel gehalten. Fiir die
Parameteridentifikation sind hier zusitzliche Testsignale erforderlich, da keine
rotatorisch induzierte Spannung zur Auswertung vorliegt [ES, 82, 83]. Die
Flusskennfelder sind jeweils nur fiir den Winkel g wihrend der Identifikation
giiltig. Um winkelabhingige Flusskennfelder erfassen zu konnen, muss daher
bei der SSM die Messroutine fiir verschiedene Winkel ~g wiederholt werden.
Eine exakte Bestimmung der Grundwellenkennfelder kann bei der SSM daher
ausschlieBlich durch die Mittelung von winkelabhiingigen Kennfeldern iiber die
~s-Dimension erfolgen.

Dies stellt einen entscheidenden Nachteil im Vergleich zur CSM dar, da hier der
Priifling mit konstanter Drehzahl rotiert und somit den kompletten Wertebereich
von ~ys abdeckt. Entsprechend kdnnen sowohl die Grundwellen- als auch die
winkelabhidngigen Flussverkettungen direkt aus einer Messung ermittelt werden.
Entsprechend erfolgt in dieser Arbeit die Identifikation der Statorflusskennfelder
auf Basis der CSM in einer automatisierten Messroutine.

Hierbei wird zunéchst der aktuelle Wicklungswiderstand erfasst. AnschlieSend
beschleunigt die drehzahlgeregelte Lastmaschine die DUT auf die Solldrehzahl.
Dann werden im stationdren Arbeitspunkt die Spannungen und Strome
aufgezeichnet, welche die Bestimmung der Flussverkettungen im Postprocessing
ermdglichen. Der Ablauf wird so lange wiederholt, bis alle benétigten
Stiitzstellen in der igqq-Ebene identifiziert sind.

3.1.1 Statorwiderstandsmessung

Eine prézise Identifikation des Wicklungswiderstands ist unverzichtbar fiir eine
genaue Bestimmung der Flusskennfelder. Da sich die Wicklungstemperatur
und somit der Statorwiderstand im Betrieb dndern konnen, sollte die
Widerstandsmessung kontinuierlich wihrend der Messroutine wiederholt
werden.

Fiir die Bestimmung des Widerstands werden im Stillstand drei konstante
Stromzeiger mit jeweils 120 © Phasenversatz zum statorfesten System eingeregelt.
Durch die Messung des zugehorigen Spannungsabfalls kann der Widerstand
jeder Phase bestimmt werden:

Rgx = ’le x € {U,V,W)} 3.1)

X
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Ublicherweise ist der Sternpunkt jedoch nicht frei zuginglich, sodass nur
Leiter-Leiter-Spannungen messtechnisch erfasst werden kénnen. Diese werden
dann zunichst in Phasenspannungen, bezogen auf einen fiktiven Sternpunkt,
umgerechnet. Dazu wird angenommen, dass die Spannung im Nullsystem 0 V
entspricht.

Ugv —uwu

wy = = (32)
u —Uu

uy = w (3.3)
u —Uu

uy = I VW ; vw (3.4)

Hierbei ist zu beachten, dass die Messmethode keine Modellierung der
Frequenzabhingigkeiten des Statorwiderstands zuldsst. Im Betrieb mit wg # 0
tritt in der Statorwicklung zudem Stromverdriangung auf, welche den realen
Widerstand im Betrieb im Vergleich zum gemessenen DC-Widerstand erhoht.
Die Stromverdringung umfasst hierbei mehrere Effekte, welche zu einer
inhomogenen Stromverteilung innerhalb der Wicklung fiihren. Fiir elektrische
Maschinen sind insbesondere der Skin- und Proximity-Effekt sowie der Einfluss
des Nutstreufelds auf die Stromverteilung im Leiter und in der Wicklung
relevant (siehe auch Kapitel 2.1.3) [84]. Der Einfluss der Stromverdringung
nimmt mit steigender Speisefrequenz zu. Wird der Widerstand im Stillstand
gemessen, ergibt sich folglich eine Unterschidtzung des Statorwiderstands Rg
bzw. des ohmschen Spannungsanteils.

Da der ohmsche Spannungsanteil bei hoher Drehzahl meist klein gegeniiber der
induzierten Spannung ist, kann dieser Fehler zumeist vernachlassigt werden.
In der Praxis zeigt sich zudem, dass bei der Vermessung der
Wicklungswiderstainde mittels durch den Stromrichter eingeprigter
DC-Strome aufgrund der begrenzten Messgenauigkeit oft groflere Asymmetrien
ermittelt werden, als real im Priifling vorliegen. Dies zeigt sich in Form
zusitzlicher rdumlicher Oberwellen der Flussverkettungen, die ausschlielich
geradzahligen Vielfachen der Grundwelle entsprechen. Daher wurde fiir
die in diesem Kapitel gezeigten Identifikationen lediglich ein mittlerer
Statorwiderstand verwendet.
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3.1.2 Identifikation der Statorflussverkettung

Die Bestimmung der Flussverkettungen erfolgt bei konstanter Drehzahl.
Hierbei ist jedoch zu beachten, dass sowohl bei der Vermessung als auch bei
der anschlieBenden Modellierung Eisenverluste und Stromverdringung nicht
bertlicksichtigt werden.

Der Einfluss der Eisenverluste kann jedoch nach dem Bertotti-Modell abgeschitzt
werden, welches Hysterese-, Wirbelstrom- und Proximityverluste umfasst. Dabei
steigen die Hystereseverluste linear mit der Frequenz des magnetischen Felds,
wihrend die Wirbelstromverluste proportional zu 2 und die Proximityverluste

proportional zu f 3 zunehmen [85]. Um den Fehler durch Eisenverluste zu
minimieren, sollte daher die Drehzahl bzw. Speisefrequenz moglichst gering
gewihlt werden.

Alternativ kann der Einfluss von frequenzabhingigen Eisen- und Kupferverlusten
auch explizit beriicksichtigt werden. Werden die Verluste bei der Vermessung und
Modellierung vernachlissigt, fiihrt dies zu einem Verkippen der identifizierten
Kennfelder. Wird etwa die PSM-Vermessung bei positiver und negativer
Drehzahl durchgefiihrt, kann dieser Einfluss bei einer symmetrischen Maschine
durch Mittelung der jeweils identifizierten Kennfelder reduziert werden [73,
86]. Dariiber hinaus ist es moglich, die Verlustanteile zu identifizieren und
beispielsweise iiber einen variablen Eisenverlustwiderstand in das Modell zu
integrieren [73, 86].

Fiir die ASM beschreibt [87] ein standardisiertes Testverfahren zur
Bestimmung des Eisenverlustwiderstands, der im T-Ersatzschaltbild der
ASM zur betriebspunktabhingigen Verlustmodellierung verwendet wird.
In [88] werden die Eisenverluste fiir die ASM iiber den gesamten
Betriebsbereich anhand der Leistungsdifferenz aus elektrischer Eingangsleistung
und mechanischer Ausgangsleistung bestimmt. Die Modellierung erfolgt hierbei
mittels transformatorisch gekoppeltem variablem Ersatzwiderstand oder einem
Verlustkennfeld. Die Messmethodik 1dsst sich grundsitzlich auch auf die PSM,
SyRM und FESM iibertragen.

Ziel der Vermessung und Modellierung ist die Reduktion der Gesamtverluste
bei der Wahl der stationdren Betriebspunkte in der Regelung. In [89] wird
fiir die PSM ein Verfahren zur Identifikation von Maximum-Torque-Per-Loss
(MTPL)-Betriebspunkten auch unter Beriicksichtigung von PWM-Verlusten
vorgestellt.
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[90] beriicksichtigt bei der Wahl des Betriebspunkts den Eisenverlustwiderstand
der SyRM. In [88] werden anhand der ermittelten Messdaten MTPL-Kennfelder
fiir die ASM-Regelung generiert. Da der Schwerpunkt dieser Arbeit auf der
flusskennfeldbasierten Strom- bzw. Flussregelung liegt, ist hierfiir keine
Kenntnis der Verluste erforderlich. Allerdings konnten diese Informationen
genutzt werden, um die Stromsollwerte verlustoptimal fiir den Betrieb des
vorgestellten Regelalgorithmus auszuwihlen.

Die Identifikation wird entsprechend bei reduzierter Drehzahl bzw.
Statorfrequenz durchgefiihrt, um den Einfluss von Stromverdringung und
Eisenverlusten auf die Giite der Identifikation zu minimieren. Gleichzeitig
miissen diese jedoch hinreichend hoch gewihlt werden, um eine im Vergleich
zum ohmschen Spannungsabfall deutlich grofere induzierte Spannung
sicherzustellen und so eine prizise Identifikation zu gewéhrleisten [4, 91]. Die
Identifikation der Statorflussverkettungen erfolgt daher deutlich unterhalb der
Eckdrehzahl und somit innerhalb des Grunddrehzahlbereichs der Maschine.
Somit ist mit dieser Methodik keine Identifikation der Flussverkettungen iiber
den gesamten Drehzahlbereich moglich.

Zur Bestimmung winkelabhédngiger Flusskennfelder muss nicht nur die
Drehzahl konstant geregelt werden. Zusétzlich sollten auch die Statorstrome im
rotor(fluss)orientierten Koordinatensystem Gleichgrofen sein. Ist dies der Fall,
konnen alle zeitlichen Ableitungen der stromabhéngigen Flussverkettung in der
Spannungsgleichung entfallen. In den Statorspannungsgleichungen

. d
usd = Rs - isq + % —ws - sq (3.5)
. dys
usq = Rs - isq + Tq + ws - ¥sd (3.6)
(3.7)

konnen somit die zeitlichen Ableitungen der Flussverkettungen in einen
winkelabhéngigen und einen stromabhingigen Anteil zerlegt und die
Spannungsgleichung vereinfacht werden:

. d

usd = Rs - isq + ws - ((;:Ssd —¢Sq> (3.8)
. dis

usq = R - igq + ws - <dvsq + Z/JSd) (3.9)
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Abbildung 3.2: Spannungen und Stréme im statorfesten o3g-System

Ausgehend von diesem Gleichungssystem kann die Berechnung der
Flussverkettungen entweder im rotorflussorientierten Koordinatensystem
mittels einer Fourieranalyse [67, 75] oder im statorfesten Koordinatensystem
[47, 71] erfolgen. Da die Auswertung im statorfesten Koordinatensystem
weniger mathematische Zwischenrechnungen erfordert, wird im Folgenden
diese Variante beschrieben.

Nachdem der Stromregler die vorhandenen Oberschwingungen der Strome
vollstindig kompensiert hat und ein stationdrer Betriebszustand bei konstanter
Drehzahl vorliegt, werden Spannungs- und Stromsignale iiber mehrere
mechanische Perioden hinweg aufgezeichnet. Um die Signalqualitit zu
verbessern, erfolgt anschlieend eine Mittelung dieser Daten iiber mehrere
Perioden. Durch den Zuschnitt auf vollstindige mechanische Perioden wird der
Einfluss des Leakage-Effekts aufgrund der Fensterung bei der anschlieBenden
Fourieranalyse reduziert.

Zur Bestimmung der Flusskennfelder werden die Mittelwerte jeweils iiber
eine T bzw. ein PWM-Intervall gebildet. Dadurch erfolgt eine Umwandlung
der getakteten Umrichterspannungen in Spannungsmittelwerte und der
resultierende, taktfrequente Stromripple wird aus den Messsignalen entfernt.
Diese gemittelten Strome und Spannungen sind fiir einen Arbeitspunkt im
statorfesten Bezugssystem in Abbildung 3.2 dargestellt.
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Abbildung 3.3: Flussverkettungen im statorfesten «f3g-System und
rotor(fluss)orientierten dq-System

Anhand dieser lassen sich die Flussverkettungen im statorfesten
Koordinatensystem berechnen (siehe Abbildung 3.3 (a)):

Ysap (1) :/0 (usap (1) —Rs (15(7)) - isp (7)) dT (3.10)

Bei zeitlich konstanter Rotorerregung, wie beispielsweise bei
Permanentmagneten oder einer konstant bestromten Rotorwicklung,
sind die Flussverkettungen %Socﬁ iiber eine mechanische Umdrehung
mittelwertfrei und weisen keine lineare Drift auf. Offsetfehler in den Spannungs-
und Strommessungen konnen daher im Postprocessing kompensiert werden.
Im Anschluss erfolgt die Transformation in das rotor(fluss)orientierte
Koordinatensystem (siehe Abbildung 3.3 (b)):

%qu (vs) = QS“B (1) eij’YS(t) 3.11)

Dies liefert die winkelabhéngigen Statorflussverkettungen fiir einen bestimmten
Arbeitspunkt in der dg-Ebene. Um ein vollstindiges Kennfeld zu erhalten, muss
dieser Vorgang im Stromraum iiber alle Punkte innerhalb der Stromgrenzen
hinweg wiederholt werden. Eine besondere Herausforderung liegt hierbei in der
homogenen Stiitzstellenverteilung innerhalb des Maximalstromkreises.
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Bei einer klassischen Verteilung in kartesischen Koordinaten wird der
Maximalstrom nicht zuverldssig erreicht. Daher kann es vorteilhaft
sein, die Stiitzstellenverteilung in Polarkoordinaten mit Kkonstanten
Amplitudeninkrementen zu verwenden. Dabei kann anstelle konstanter
Winkelinkremente der Abstand zwischen benachbarten Punkten auf
dem Kreisbogen konstant gehalten werden [1]. Somit konnen hohe
Stiitzstellendichten nahe des Ursprungs vermieden werden.

AuBerdem sollte insbesondere bei der PSM und ASM wihrend der gesamten
Messroutine die Temperatur des Priiflings moglichst konstant gehalten werden.
Dies ldsst sich direkt mittels Temperatursensoren iiberwachen. Stehen diese
nicht zur Verfiigung, kann bei der PSM die Leerlaufspannung zur Abschétzung
der Magnettemperatur verwendet werden. Alternativ ldsst sich die mittlere
Stator- und Rotortemperatur anhand der Wicklungswiderstinde bestimmen.
Abhingig von der Temperatur miissen entsprechende Heiz- oder Kiihlzyklen
in die Messroutine integriert werden, sodass verschiedene Arbeitspunkte meist
nicht unmittelbar nacheinander angefahren werden konnen.

Stromregelalgorithmus zur Vermessung der Statorflussverkettung

Zur Reduktion der Stromoberschwingungen wird in dieser Arbeit
bei Synchronmaschinen ein Proportional-Integral (PI)-Regler mit
winkelabhidngigem Integralanteil eingesetzt [47, 92, 93]. Vorteil hierbei
ist, dass der Regler identisch zum Grundwellenregler ausschlieBlich mit
linearen Parametern betrieben werden kann. Zudem konnen ganzzahlige
Vielfache der mechanischen Grundfrequenz im Strom kompensiert werden.
Das Reglerverhalten ist dabei durch die konservative Parameterwahl nach
dem Betragsoptimum robust, was jedoch zu einer ldngeren Ausregelzeit der
Oberschwingungen fiihrt. Da fiir die Parameteridentifikation keine hohe
Regeldynamik gefordert ist, eignet sich dieser Ansatz insbesondere fiir die
Parameteridentifikation ohne genaue Maschinenkenntnis. Durch Erweiterung
des Regelalgorithmus um die Rotorwinkeldimension g kann zudem eine
vollstindige Kompensation der rotorabhéngigen Harmonischen im Statorstrom
der ASM erreicht werden [E9]. Eine Ubersicht iiber die Grundlagen und weitere
Verfahren zur Reduktion der Stromoberschwingungen ist in Kapitel 4.4 gezeigt.
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Abbildung 3.4: Schematische Darstellung des repetitive PI-Reglers in der d-Achse

Der Aufbau des Reglers ist in Abbildung 3.4 dargestellt. Der Proportionalanteil
entspricht dem eines konventionellen PI-Reglers. Der Integrationspfad wurde
hingegen zur Kompensation von Oberschwingungen modifiziert. Hierzu wird
der Integrationspfad in der N~g-Achse in mehrere Teilpfade untergliedert,
zwischen denen eine lineare Interpolation erfolgt.

Die Umsetzung beginnt mit der Skalierung der Sollwertabweichung Ai mit
Kj - Ty. Die eigentliche Integration findet dann beim Speichervorgang statt.
Hierzu werden die Daten fiir den Winkel g zum Zeitpunkt der Strommessung
mittels inverser linearer Interpolation auf die beiden benachbarten Stiitzstellen
verteilt und aufsummiert. Zur Berechnung der Stellspannung wird dann ~g auf
den Mittelpunkt des néchsten Stellerintervalls pradiziert und der Integralwert
anschliefend durch lineare Interpolation der benachbarten Stiitzstellen um
diesen Winkel ermittelt.

Da die Oberschwingungen periodisch auftreten, ermoglicht dieser Ansatz eine
Fehlspannungskompensation und damit eine Reduktion der Stromharmonischen
ohne exakte Maschinenkenntnis. Das ist fiir die Parameteridentifikation
entscheidend, da eine Fehlspannungskompensation nach dem in Kapitel 4.4
beschriebenen Verfahren Flusskennfelder voraussetzt, die zum Messzeitpunkt
jedoch noch nicht verfiigbar sind.
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Die Auslegung des Reglers erfolgt fiir die ohmsch-induktive Strecke nach
dem Betragsoptimum [24]. Die Totzeiten des Systems werden mittels eines
PT-Gliedes angenihert. Die Summenzeitkonstante 7, setzt sich aus der
Rechentotzeit Ts, der mittleren Stellertotzeit 0,5 - To und der Zeitkonstante
fiir die Messung von 0,5 - Ta zusammen [94]. Entsprechend ergibt sich die
Summenzeitkonstante zu:

T,=2-Ta (3.12)

Fir die Bestimmung der Proportionalverstirkung werden lineare
Maschinenparameter verwendet.

KP,d 0 _ 1 Lsq 0

0= (5 ) e (2 619
Mit zunehmender Séttigung verringert sich jedoch die partielle Ableitung des
Flusskennfelds nach den Stromkomponenten, also die differentielle Induktivitit.
Infolge der Abweichung der differentiellen Induktivititen der Regelstrecke
von den linearen Parametern im jeweiligen Betriebspunkt kann eine deutliche
Reduktion der Reglerverstirkungen erforderlich sein, um die Stabilitdt des
Reglers iiber den gesamten Betriebsbereich zu gewihrleisten.
Der Verstirkungsfaktor des winkelabhingigen Integralteils unterliegt keiner
Sattigung, da wie beim konventionellen PI-Regler ausschlieflich der Widerstand
zur Parametrierung herangezogen wird.

Kig O 1 Rs 0
K = 4 = . 3.14
! ( 0 KI,q) 2.7, \0 Rs (3-14)
Die Parametrierung gilt ausschlieBlich fiir SyRM und PSM, da diese keinen

Rotorkreis besitzen. Fiir FESM und ASM sind zusitzliche spezifische
Anpassungen notwendig, welche in Kapitel 3.2 erldutert werden.
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3.2 Erweiterte Identifikation fiir die FESM
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Abbildung 3.5: Bestimmung des Grundwellenanteils der Rotorflussverkettung durch
Kombination der SSM und CSM [E6]

Die Identifikation der FESM beruht im Wesentlichen auf [E5, E6]. Diese
erweitern die Verfahren fiir SyRM und PSM, da bei der FESM zusitzlich der
Rotorstromkreis beriicksichtigt werden muss. Folglich miissen sowohl die Stator-
als auch die Rotorflussverkettungen in Abhéngigkeit von den Stromen im Stator
und Rotor sowie dem Rotorlagewinkel bestimmt werden.

Wird die zuvor beschriebene Vermessung der Statorflusskennfelder auf die
FESM angewendet, so muss dieselbe Messroutine um die Rotordimension
erweitert werden. Zusitzlich zu unterschiedlichen Stromkombinationen in
der igqq-Ebene ist eine Variation der Rotorstrome irq notwendig. Hierbei
ist zu beachten, dass sich die beschriebene Identifikation am Priifstand am
physikalischen Strom durch die Erregerwicklung i orientiert. Entsprechend
erfolgt auch die Regelung auf den Erregerstrom i. anstelle von igq. Die
Skalierung auf igq erfolgt anschlieBend im Postprocessing. Die Vermessung
wird ebenfalls bei konstanter Drehzahl (CSM-Verfahren) durchgefiihrt, wobei die
Oberschwingungen der Strome durch einen geeigneten Regleransatz kompensiert
werden miissen.

Da die Statorspannungsgleichungen maschinentypunabhingig sind, lassen
sich die Statorflusskennfelder wie zuvor gezeigt direkt bestimmen. Die
Herausforderung besteht jedoch in der Ermittlung der winkelabhingigen
Rotorflusskennfelder.
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Anschaulich zeigt sich dies anhand der Spannungsgleichungen des Rotors.

. d
g = R - igg + (3.15)

Zusitzlich zu den Statorstromen wird auch der Rotorstrom konstant gehalten.
Daher vereinfacht sich die zeitliche Ableitung zu:

dyra _ OYra di' | OYra dis

= — (3.16)
dr or _dt Ovys dt
=0
Somit folgt fiir die Rotorspannungsgleichung:
0
Urd = RR - irq + VRd qON (3.17)
s

Der Rotorwiderstand wird durch eine DC-Messung bei niedrigen Drehzahlen
ermittelt. Dadurch lassen sich winkel- und drehzahlabhingige Einfliisse
des Ubertragers weitgehend eliminieren. Dies ermdglicht die Bestimmung
des ohmschen Spannungsabfalls im Rotor, wodurch die flussdndernde
Spannung berechnet werden kann. Gleichung (3.17) zeigt, dass hierbei
jedoch ausschlieflich der Oberwellenanteil der Rotorflussverkettung in
der induzierten Spannung enthalten ist. Im Gegensatz zum Statorkreis hat
die Grundwelle der Flussverkettung im Rotorkreis keinen sinusférmigen
Verlauf, sondern ausschlieBlich einen Gleichanteil. Da dieser jedoch zu keiner
induzierten Spannung an den Rotorklemmen fiihrt, ist eine Identifikation des
Grundwellenanteils der Rotorflussverkettung auf diese Weise nicht moglich.
Um eine vollstindige Identifikation der FESM zu ermdglichen, wird die
Methode um eine SSM-Messroutine bei festgebremstem Rotor erweitert. Dies
ermoglicht die Bestimmung der Flussverkettungen von Stator und Rotor fiir den
definierten Winkel vg ssm. Durch die Kombination beider Messungen kann
zunichst der Offset der Rotorflussverkettung fiir einen Winkel und daraus der
komplette winkelabhédngige Verlauf der Flussverkettungen bestimmt werden.
Dies ist grafisch in Abbildung 3.5 dargestellt. Da die SSM-Messroutine um
Testsignale im Stator und insbesondere Rotor ergéinzt werden muss, ist diese nur
an Priiflingen mit Schleifringiibertrager zum Rotorkreis anwendbar.
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Abbildung 3.6: Entmagnetisierung vor Beginn der Messung [S4]

Durch Mittelung der winkelabhingigen Flusskennfelder iiber die
Winkeldimension konnen abschliefend die Grundwellenkennfelder fiir die
Regelung bestimmt werden.

3.2.1 Flusskennfelder im Stillstand

Die Bestimmung der Flusskennfelder im Stillstand erfolgt nach [ES5] und
orientiert sich an der Identifikation von PSM nach [82].

Die Vermessung des Priiflings erfolgt bei arretierter Rotorposition und definierter
Lage 5 ssm, wobei die Rotorlage zur spéteren Kombination der Ergebnisse von
SSM und CSM zwar beliebig gewihlt werden kann, jedoch exakt bekannt sein
muss. Voraussetzung fiir die Messung ist eine vollstindig entmagnetisierte
Maschine, damit ein definierter, flussfreier Ausgangszustand vorliegt und
die nachfolgende Integration der flussdndernden Spannung zur Bestimmung
der Flussverkettung ohne Offset erfolgen kann. Hierzu wird zunichst ein
rotierender Statorstromraumzeiger mit abnehmender Amplitude eingeprigt. Die
resultierende Trajektorie ist in Abbildung 3.6 dargestellt.
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Abbildung 3.7: Einregeln des Stator-Arbeitspunkts zur Bestimmung des Flussoffsets [ES]

Es wird angenommen, dass der Priifling anschlieBend vollstindig flussfrei ist,
sodass die Flussverkettungen wie folgt berechnet werden kénnen:

vsa = | (usa(t) =R - isa(0) dr (3.18)
qu = / (usq(t) —Rg - isq(l‘)) dr, (3.19)
YRd = / (ura(t) —RR - irq(t)) dt (3.20)

Zur Bestimmung der Flussverkettungen muss das Verfahren aus [82]
erweitert werden. Da die FESM im Gegensatz zur PSM eine zusitzliche
Rotorkomponente aufweist, erfolgt die Testsignalanregung im Rotor. Die
Statorstrome werden wihrenddessen konstant auf einem Betriebspunkt gehalten.
Dies ist insbesondere bei Rotoren mit hoher Windungszahl im Vergleich zur
Statorwicklung von Vorteil, da die durch das Testsignal induzierte Spannung
im Statorwicklungssystem so nur geringe Amplituden erreicht, welche zu
keiner Schiadigung fithren und zuverldssig durch den Regler kompensiert
werden konnen. Nach erfolgter Entmagnetisierung wird in der Messroutine
zundchst der gewiinschte Stator-Arbeitspunkt eingeregelt. Der Vorgang ist in
Abbildung 3.7 dargestellt. Wahrenddessen werden die Spannungen und Strome
im Rotor aufgezeichnet, um daraus die Rotorflussverkettung zu Beginn der
Testsignalanregung zu bestimmen.
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Abbildung 3.8: Testsignalanregung und Stromantwort des DUT [ES5]

Nach Erreichen des stationdren Arbeitspunkts wird eine rechteckformige
Sollspannung als Testsignal angelegt (siche Abbildung 3.8(a)). Die
Injektionsdauer Tiyj und Injektionsamplitude ujp; miissen so gewihlt werden,
dass der Strom am Ende jeder Injektionsperiode anndhernd konstant ist und
dem maximalen Rotorstrom entspricht (siehe Abbildung 3.8 (b)).

Bei Annahme eines PTp-Verhaltens fiir den Rotorkreis konnen folgende
Niherungswerte fiir die Vermessung verwendet werden:

Uinj = IR,max ' RR (3.21)
LRy
Ty =5+ (3.22)

Diese Werte dienen als Ausgangspunkt fiir die Parametrierung des
Identifikationsalgorithmus. Am Priifstand kann jedoch aufgrund nichtlinearer
Effekte und Parameterabweichungen eine Anpassung erforderlich sein.

Auf Basis von Gleichung (3.20) lisst sich der Zeitverlauf des Integrals der
flussdndernden Spannung berechnen. Wéhrend der Messung wird der Widerstand
dabei kontinuierlich nachgefiihrt, um Offsetfehler zu minimieren. Dieser
kann direkt aus den stationdren Phasen der Testsignalanregung, also dem
Bereich konstanter Strome, ermittelt werden [82]. Der zeitliche Verlauf ist in
Abbildung 3.9 (b) dargestellt.
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Abbildung 3.9: Auswertung der flussdndernden Spannung zur Berechnung der
Flussverkettungen [ES]

Um aus den Daten ein Flusskennfeld zu generieren, wird zunéchst das
Integral der flussdndernden Spannung iiber dem Rotorstrom aufgetragen
(siehe Abbildung 3.10 (a)). Hierfiir wird das letzte Intervall der Messung
aus Abbildung 3.9 (b) ausgewertet. Theoretisch ist zu erwarten, dass die
Messpunkte eine geschlossene Hystereseschleife bilden. In der Praxis besitzen
die Messsysteme jedoch nur eine begrenzte Genauigkeit, und Parameter wie
der Rotorwiderstand lassen sich nur mit begrenzter Genauigkeit bestimmen.
Da die Identifikation auf einer offenen Integration basiert, fiihren diese
Ungenauigkeiten zu einer zeitlichen Drift der Messung. Infolgedessen
unterscheiden sich Start- und Endpunkt der Messung hinsichtlich der
Flussverkettungen trotz identischem Strom. Zur Bereinigung der Daten von
Messfehlern und Hystereseeffekten erfolgt anschlieBend ein splineFIT gemil}
[95].

Um aus den relativen Flussinderungen (siehe Abbildung 3.10(a)) die
Flussverkettungen (siehe Abbildung 3.10 (b)) zu erhalten, muss die Kurve
abschliefend um den Offset durch das Einregeln des Statorarbeitspunkts
verschoben werden. Dadurch entspricht der Wert der Flussverkettung in
Abbildung 3.10(b) dem bei irq = 0 A der ermittelten Rotorflussverkettung
nach Einregeln des Statorarbeitspunkts in Abbildung 3.7. Somit sind die
Funktionen der Flussverkettungen (¢sq, ¥sq, 1’Rrq) in Abhéngigkeit von irq fiir
die Statorstromkombination aus Abbildung 3.7 bestimmt.
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Abbildung 3.10: Bestimmung der Flussverkettung in Abhingigkeit des Stroms [ES]

Um ein vollstindiges Flusskennfeld fiir den gewihlten Identifikationswinkel
vs,ssM zu erhalten, wird die Messung fiir weitere Statorstromkombinationen
innerhalb des Maximalstromkreises wiederholt, bis vollstindige
dreidimensionale Flusskennfelder vorliegen.

Stromregelalgorithmus zur Vermessung im Stillstand

Der fiir die Vermessung eingesetzte Regler basiert auf [E10]. Die
Parametrierung erfolgt auf Grundlage linearer Maschinenparameter. Um
auch im Sittigungsbereich eine stabile Regelung zu gewihrleisten, wird
die Reglerdynamik gezielt reduziert, sodass keine exakte Kenntnis der
Maschinenparameter erforderlich ist.

Eine prizise Identifikation ist jedoch nur moglich, wenn die Statorstrome
wihrend der Testsignalanregung im Rotor konstant bleiben. Um den Einfluss
des Testsignals auf die Statorstrome zu minimieren, sind daher zusitzliche
Anpassungen am Regler notwendig. Der angepasste Regleransatz ist in
Abbildung 3.11 dargestellt, welcher wihrend der Testsignaleinprigung zum
Einsatz kommt. Beim Einregeln des Arbeitspunkts, wie in Abbildung 3.7,
kommt der Regler aus Kapitel 3.2.2 zum Einsatz. Die Modifikationen
betreffen zum einen die Entkopplung, zum anderen die Vorsteuerung von
Spannungsfehlern mittels Fehlerspeicher.
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Abbildung 3.11: Adaptierter Regleralgorithmus mit Entkopplung (griin) fiir die
Parameteridentifikation im Stillstand [ES]

Im Gegensatz zum stromgeregelten Betrieb im Rotorkreis wird die
Rotorspannung durch das Testsignal vorgegeben und nicht die Sollspannung
tiber der Rotorstreuinduktivitit geregelt. Entsprechend erfolgt die Entkopplung
lediglich fiir die Sd-Achse. Die entkoppelte Stellspannung ug, kann auf Basis
des magnetischen Kreises berechnet werden. Dabei werden folgende Annahmen
getroffen:

1. Der magnetische Kreis verhilt sich linear. Es ist keine Séttigung vorhanden.

2. Das Verhiltnis von Streuinduktivitit zur Gesamtinduktivitit ist in der d-Achse
von Rotor und Stator identisch. Dies fiihrt zu identischen Streuziffern fiir
Rotor und Statorkreis.

0 =04 =0¢ (3.23)
Somit teilen sich auch die Streuinduktivititen gleichmifig auf Stator und
Rotor auf.

LC,O' _ LS,U (3 24)
Le Lgq

o =
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3. Das Ubersetzungsverhiltnis zwischen Rotor- und Statorwicklungen in
der d-Achse ergibt sich aus dem Verhiltnis der Wickelfaktoren (&R,
&sq) und Windungszahlen (wg, wg). Da beide Wicklungen denselben
magnetischen Hauptflusspfad nutzen, kann das Ubersetzungsverhiltnis
dquivalent iiber die Quadratwurzel des Verhéltnisses der Hauptinduktivitéiten
von Rotor und Stator bestimmt werden. Da Lér) auf die physikalische
(einphasige) Rotorwicklung und nicht auf eine dquivalente dreiphasige
Rotorwicklung bezogen ist, muss zusétzlich der Faktor %3 beriicksichtigt
werden (siehe Kapitel 2.1.4).

Unter der Annahme identischer Streuziffern o in beiden Wicklungssystemen
ergibt sich somit:

. 2-L
§sd - Ws Sd (3.25)

R - WR 3.Lé’)

Auf Basis dieser Annahmen ergibt sich folgende Stellspannung:

. : Lg
ugg = isq - Rs + (“d,ctrl —1Isd 'Rs) : (2— sz) (3.26)
N
(r)
2.1 L
+ (uinj —le- Re) : (Srd) 1- % . (3.27)
3-L% Ly
A}

Hierbei ist zu beachten, dass der Regelalgorithmus, im Gegensatz zum
vorgestellten Regleransatz aus Kapitel 4, eine Regelung des Erregerstroms
ie durchfiihrt. Da keine Umrechnung auf igq erfolgt, sind die Induktivitéiten
(Le, Le,s) sowie der Rotorwiderstand um den Faktor 32 gegeniiber den
entsprechenden Parametern (RR, Lrq) bezogen auf irq skaliert.

Eine weitere Modifikation ist die adaptive Kompensation von Spannungsfehlern
mittels Fehlerspeicher. Das Prinzip orientiert sich am RC-Ansatz. Wihrend bei
drehenden Maschinen fiir identische Winkel gleiche Spannungsfehler auftreten,
ist in diesem Fall der Winkel konstant.
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Abbildung 3.12: Kompensation der Testsignalanregung fiir eine fallende Flanke des
Testsignals bei t = 0's [S4]

Die Stoérungen im Stator werden durch das rechteckformige Testsignal ujpn; im
Rotor erzeugt, das transformatorisch auf den Stator koppelt. Da das Testsignal
rechteckformig ist, sind die Einfliisse jeweils bei identischen Flanken des
Testsignals gleich. Die Kompensation erfolgt also mittels zweier Fehlerspeicher
fiir die jeweilige Flanke des Testsignals von —ujn; auf +uiyj und von +ujpj auf
—Uinj.

DerJEinﬁuss des Testsignals auf den Stator nimmt dabei mit zunehmendem
Abstand vom Sollwertsprung und dem Erreichen des stationédren Zustands im
Rotor ab. Entsprechend erfolgt die Kompensation zeitdiskret und beginnt jeweils
mit der Sollwertinderung des Testsignals, wobei fiir die Adaption zwischen den
unterschiedlichen Polaritéiten des Testsignals unterschieden wird.

Der Speicherinhalt fiir die Kompensation wird fiir beide Statorachsen identisch
berechnet. Fiir die d-Achse ergibt sich im zeitdiskreten Fall fiir das n-te Element:

usd.mem| 1] =uqcmln—2] —ugem no—1

. . Ls,
+(lSd[n] _lSd[n_]'D' TU (3 28)
. .
isgn+isa[n-1]
- (2—’&1 “Rs
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Das Element [ny — 1] beschreibt hierbei den letzten Wert vor dem
Polarititswechsel des Testsignals u;,; zum Zeitpunkt [ng]. Der Speicher enthilt
somit nur den dynamischen Fehleranteil. Statische Anteile wie beispielsweise
die Kompensation des ohmschen Spannungsabfalls und die Ausgangsspannung
des Reglers werden entfernt.

Da die Streuinduktivitit bei Sittigung abnimmt, kann Lg ; grundsitzlich
geringer angesetzt werden. Dies ermdglicht eine stabile Kompensation in
allen Betriebsbereichen auf Kosten der Konvergenzgeschwindigkeit. Die
Auswirkungen der Kompensation auf die Stromgiite sind in Abbildung 3.12
dargestellt.

Um die Betriebspunkte im Stator einzuregeln, wird ein PI-Regler in
Rotororientierung eingesetzt. Die Reglerparameter in der d-Achse unterscheiden
sich von denen fiir PSM und SyRM, da die Streckendynamik hier von der
Streuinduktivitit dominiert wird. Vereinfachend wird angenommen, dass die
Koppelinduktivitit die Summenstreuinduktivitit beschreibt, welche sich hilftig
auf Stator und Rotor aufteilt.

Lo = -2 (3.29)

Daraus ergibt sich die Parametrierung des Reglers iiber die Koppelinduktivitit:

1 2-Lg 0
Kp=—. 0 3.30
PEoT < 0 qu) (3.30)
Die Integralverstiarkung wird analog zur PSM bestimmt:
1 Rs 0
Ki = : 3.31
=5, ( 0 Rs) (3.31)

Alle Parameter fiir Regelung und Entkopplung lassen sich vorab durch eine
Testsignalanregung im Stator und Rotor bestimmen [E10]. Fiir die d-Achse wird
dazu zunichst im Stator eine Spannung bei offenen Rotorklemmen angelegt. Aus
der Stromantwort ergibt sich Lgq. Wird derselbe Versuch mit kurzgeschlossenen
Rotorklemmen durchgefiihrt, kann die Summe der Streuinduktivititen aus Stator-
und Rotorkreis Lg 1ot bestimmt werden. Die rotorseitigen Induktivititen werden
analog iiber eine Testsignalanregung im Rotor bestimmt. Da die Kopplung der
g-Achse mit dem Rotorkreis vernachlissigt werden kann, ist hier lediglich eine
Messung mit offenen Statorklemmen erforderlich.
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3.2.2 Flusskennfelder bei konstanter Drehzahl

Im Anschluss an die Bestimmung der Rotorflussverkettungen fiir einen Winkel
vs,ssm Wwird eine Vermessung der FESM bei konstanter Drehzahl durchgefiihrt,
um die vollstindigen, winkelabhidngigen Stator- und Rotorflussverkettungen zu
ermitteln. Das Grundprinzip ist identisch zu dem der PSM und SyRM, wobei
zusitzlich der Rotorstrom variiert und dessen Oberschwingungen kompensiert
werden miissen.

Die Auswertung erfolgt daher fiir den Stator, wie auch bei der PSM und SyRM im
statorfesten Koordinatensystem, wihrend der Erregerkreis im rotororientierten
System ausgewertet wird. Wie zuvor beschrieben, kann hierbei die Grundwelle
der Rotorflussverkettung nicht direkt ermittelt werden, sondern ausschlieBlich
deren Oberwellenanteil >0)1g .

t
Vap = [ tsug (7)=Rs (i) -5 (7) dr (3:32)

t
0qpq (1) :/o uRd (1) —RR - irg (1) d7 (3.33)

Auch bei der CSM der FESM sind beide Flussverkettungen jeweils mittelwertfrei
und weisen keine lineare Drift auf, sodass mogliche Offsets in der Messung
im Postprocessing kompensiert werden konnen. Die Datenaufzeichnung und
-auswertung erfolgen im stationdren Zustand iiber mehrere mechanische
Perioden. Dies ermdglicht die Erfassung winkelabhingiger Effekte, die
beispielsweise aufgrund von Fertigungstoleranzen niedrigere Ordnungen als die
elektrische Grundwelle aufweisen konnen.

Anschlieend werden die Daten in das rotororientierte dq-System transformiert.
Die Flussverkettungen bzw. deren Oberwellen liegen dann in Abhéngigkeit
des Rotorlagewinkels ~yg vor. Fiir die Rotorflussverkettung entspricht dies der
Fourierreihe ohne Oberwellenanteil, wobei "ifrq der n-ten Ordnung entspricht:

Z%Rd (Tys) = COyra (45(1)) (3.34)
n=1
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Durch die Kombination der Messergebnisse aus CSM und SSM lésst sich die
Grundwelle der Rotorflussverkettung %rq wie folgt bestimmen:

Ora (7) = Yra(Trs.s5M) — Z"l/JRd (Ts.ssM) (3.35)

n=1

Ergebnis (SSM) Ergebnis (CSM fiir s ssm)

Dabei beschreibt 7’ den Punkt im dreidimensionalen Stromraum:

7= [isasisq ira) " (3.36)

Mit der ermittelten Grundwellenamplitude kann das vollstindige,
winkelabhingige Kennfeld bestimmt werden:

Yra(Bys) = Ora(?) + > iR (Ts) (3.37)

n=1

~—— |
Ergebnis Gleichung (3.35) Ergebnis CSM

Fiir den Betrieb des modellpradiktiven Regelalgorithmus aus Kapitel 4 ist
keine Kenntnis der Oberwellen erforderlich. Eine Erweiterung des Reglers
um winkelabhidngige Komponenten ist jedoch grundsitzlich denkbar. Bei der
FESM dient die Identifikation der winkelabhidngigen Flusskennfelder priméar
der prizisen Bestimmung der Grundwellenkomponenten und stellt somit nur
ein Nebenprodukt dar.

Stromregelalgorithmus zur rotierenden Vermessung

Der im Folgenden vorgestellte Regelalgorithmus kommt sowohl bei
der CSM als auch bei der SSM zum Einsatz. Bei der SSM wird
dieser ohne Oberschwingungskompensation zum Einregeln des
Statorarbeitspunkts (siehe Abbildung 3.7) verwendet. In der CSM ist jedoch die
Oberschwingungskompensation zur Vermessung der Flusskennfelder aktiv.
Im Vergleich zu Kapitel 3.1.2 wird der Regelalgorithmus um den Rotorkreis
erginzt, sodass auch ein Rotorsollstrom i eingeregelt werden kann. Eine
detaillierte Beschreibung findet sich in [E10] und [E6]. Der vollstindige
Regelkreis ist in Abbildung 3.13 dargestellt.
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Im Vergleich zur SSM kann die Entkopplung um den Rotorkreis erweitert werden,
da bei der CSM keine Testsignaleinpriagung erfolgt. Unter den Annahmen aus
Kapitel 3.2.1 ergibt sich folgender Entkopplungsterm:

. dop .
usd = (Udcut — Rs - isd) +WR - &R - a +Rg - isg —ws " Psq  (3.38)

. d .
Ue = (l"e,ctrl —Re - le) +ws - &sq - % +Re - le (3.39)

Dabei gilt fiir den Hauptfluss ¢y,

% _ 1-0 ) (ud,ctrl_RS “Isd + Ue ctrl — Re - ie)
dr o ws - Esd WR - ER

(3.40)

Hierbei ist zu beachten, dass nicht die exakten Werte fiir wg, £, wsg und £gq,
sondern lediglich das effektive Ubersetzungsverhiltnis bekannt sein muss, da
ausschlieBlich der Quotient in der Entkopplung verwendet wird.

Die Reglerparameter werden abschlieBend um den Rotorkreis erweitert.
Da der Rotor in der Sd-Achse liegt, dominiert auch im Rotorkreis die
Rotorstreuinduktivitit die Strecke.

— I isq - Rs s qu
isa_ 4 - é_ +_,LL Ugq
—»?_—o »O >
isd
fe —t?_—» ne®s te >

N0 b
ok u*
Isq + > . o, Sq

isq

Abbildung 3.13: Regelungstechnisches Ersatzschaltbild des Reglers fiir die CSM
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Es wird ebenfalls von einer hélftigen Aufteilung der Streuinduktivititen geméf3
dem Transformator-Ersatzschaltbild ausgegangen:

L
Lsy = 02,tot (341

3 (3.42)

r

Ly

Q— QqQ

Die Reglerparameter ergeben sich somit zu:

1 Lsg O 0
Kp = 0 Lg 0 343
PEoT A (3.43)
o o0 L
1 Rg O 0
K| = SR 0 Ry O (3.44)
g 0 0 Rp

3.3 Erweiterte Identifikation fiir die ASM

Die Besonderheit der ASM besteht darin, dass weder die Rotorgrofen noch die
Orientierung des Koordinatensystems direkt messbar sind. Daher erfolgt die
Parameteridentifikation in mehreren Schritten:

1. Widerstandsbestimmung des Statorwiderstands durch DC-Messung

2. Bestimmung der Streu- und Hauptinduktivititen mittels Leerlauf- und
Kurzschlussmessungen (siehe [87])

3. Parametrierung des linearen PI-Reglers zur Flusskennfeldvermessung
(siehe Kapitel 3.3.1)

4. Vermessung der Flusskennfelder in einem zufillig orientierten
Koordinatensystem

5. Bestimmung eines Rotorzeitkonstanten-Kennfelds

6. Reorientierung der Kennfelder in Rotorflussorientierung
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7. Bestimmung der Hauptflussverkettung und Extrapolation dynamischer
Flusskennfelder

Der Identifikationsprozess wurde in [E4] veroffentlicht und orientiert sich an
[10, 88]. Im folgenden Abschnitt wird die Messmethodik exemplarisch anhand
des Priiflings aus Kapitel 5.1.2 erldutert.

3.3.1 Streuinduktivitaten, Hauptinduktivitat und
Rotorwiderstand

Wie auch bei den anderen Maschinentypen wird zunéchst der Statorwiderstand
mittels Gleichstrommessung in allen drei Phasen bestimmt. Der Hauptfluss wird
anschlieBend iiber eine Leerlaufmessung ermittelt. Hierbei wird der Stator mit
einem Drehspannungssystem von konstanter Frequenz wg und zunehmender
Amplitude gespeist. Die Drehzahl ist synchron zur Speisefrequenz. Es gilt
entsprechend:

wr = Orads™ (3.45)
iRg=0A (3.46)
isq = 0A (3.47)

Im stationédren Zustand kann zudem angenommen werden, dass der Rotorstrom
in der d-Achse der RFO vollstindig abgeklungen ist:

iRg = 0 A (3.48)

Der Priifling befindet sich also in einem konstanten Magnetisierungszustand,
wobei die gemessene Spannungsamplitude in der g-Achse und die
Stromamplitude aufgrund des Betriebszustands ausschlieBlich in der d-Achse
liegt.

qu ~ i{s (349)
isq ~ Is (3.50)
Die Flussverkettung ldsst sich iiber die Statorspannungsgleichung berechnen:

iis —Rg - is

sq ~ (3.51)

ws
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Anhand der Flussverkettungen kann auch die Statorinduktivitit zur
Reglerparametrierung mit linearen Parametern berechnet werden.

Lgg =Ly +Lgg = @ (3.52)

Is

Im néchsten Schritt erfolgt der Kurzschlussversuch. Laut [87] ist hierfiir der
Rotor zu blockieren und die Statorfrequenz auf 25 % der Bemessungsfrequenz
zu reduzieren. Abweichend davon wurde ein Reverse-Rotation-Test bei
konstanter Drehzahl anstelle eines Locked-Rotor-Tests durchgefiihrt [96]. Die
Statorfrequenz wurde identisch zum Leerlaufversuch gewihlt, die Drehzahl des
Priiflings invertiert. Dies hat den Vorteil, dass keine Blockiereinrichtung benttigt
wird. Jedoch kommt es in diesem Versuch aufgrund der Stromverdringung im
Rotor zu einer Uberschiitzung des Rotorwiderstands. Die Methode eignet sich
dennoch fiir eine schnelle, initiale Parametrierung des Reglers.

Da im Vergleich zur Leerlaufmessung die wirksame Induktivitét lediglich
aus der Streuinduktivitdt besteht, muss die Spannungsamplitude deutlich
kleiner gewihlt werden, um innerhalb der Stromgrenzen des Priiflings zu bleiben.

Es gelten folgende Annahmen:

isq ~ Is (3.53)
isq ~ 0A (3.54)
usq ~ ljts (3.55)

Die Flussverkettung kann dann mit der Sq-Spannungsgleichung bestimmt
werden, wobei hier auch wg der Speisefrequenz entspricht.
—itg + Ry - ;S
Ysq R —————— (3.56)
ws
Da die wirksame Induktivitét in der g-Achse die Summenstreuinduktivitit ist,
kann diese aus der Flussverkettung bestimmt werden.

s
Logot = =+ (3.57)

s
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In dieser Arbeit wird angenommen, dass sich die Streuinduktivititen
nidherungsweise hilftig aufteilen. Damit konnen die Stator- und
Rotorstreuinduktivitéit wie folgt bestimmt werden:

Lso = LRo = — (3.58)

Diese Annahme steht im Kontrast zu [87], in welchem das Verhiltnis der
Streuinduktivitdten in Abhéingigkeit des Maschinendesigns spezifiziert wird.
Alternativ kann eine genauere Aufteilung durch zusitzliche Messungen erfolgen
[97].

Mit den Streuinduktivititen und der Statorinduktivitit ldsst sich die
Hauptinduktivitit bestimmen:

Ly = Lsq—Ls,¢ (3.59)

Der Rotorwiderstand kann {iber die Rotorverluste PR ¢, abgeschitzt werden:

3 .
Preu =75 R iRq” (3.60)

Die Rotorverluste verhalten sich proportional zur Luftspaltleistung, abhingig
vom Verhiltnis der Rotor- zur Statorfrequenz [50]:

3 ) 2
PL=3 (3% {ngq .Equ} —Rs - LquH ) (3.61)
Prcu  wr
Lu TR 3.62
PL ws ( )

Da der Rotorstrom nicht direkt messbar ist, erfolgt eine indirekte Bestimmung.
Wie zuvor in Kapitel 2.1.4 wird auch hierzu angenommen, dass Lg ¢ < Ly,
Entsprechend gilt fiir irq:

iSq =~ —qu (363)
Der Rotorwiderstand ldsst sich somit wie folgt berechnen:

WR (% {ﬂsdq 'iqu} —Rs - HiquH2>

2

Rg = (3.64)

qu
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Die so bestimmten linearen Parameter dienen der initialen Parametrierung des
Stromreglers fiir die rotierende Vermessung der ASM.

Stromregelalgorithmus

Da fiir die ASM keine winkelabhingigen Flusskennfelder identifiziert werden,
sind die Anforderungen an den Regelalgorithmus deutlich geringer als bei
den anderen Maschinentypen. Es kommt daher ein linearer PI-Regler ohne
Oberschwingungskompensation zum Einsatz. Eine entsprechende Erweiterung
kann jedoch analog zu den anderen Maschinentypen erfolgen [E9].

Die Parametrierung des Reglers basiert auf den initial identifizierten Werten aus
der DC-Messung sowie aus Leerlauf- und Kurzschlussversuch:

1 Lg 0
Kp = . -0 3.65
P 2Ty ( 0 LS»U) ( )
1 Rs O
K = . 3.66
=T < 0 Rs> (3.606)

Die Wahl der Summenzeitkonstante erfolgt analog zu den anderen
Regelverfahren in der Parameteridentifikation.

Ty =2-Ta (3.67)

Zur Bestimmung des Rotorflusswinkels wird das lineare Strommodell aus
Abbildung 3.14 verwendet. Die Rotorzeitkonstante ergibt sich aus den
Ergebnissen der Kurzschluss- und Leerlaufversuche:

Lra _ Lh + LRo

3.68
R Re (3.68)

TR =

Hierbei ist zu beachten, dass es aufgrund der Uberschitzung des
Rotorwiderstands durch den Reverse-Rotation-Test zu Abweichungen zwischen
der realen und berechneten Rotorzeitkonstanten kommt. Dieser Effekt
wird zusétzlich durch Nichtlinearititen im magnetischen Kreis und die
Betriebspunktabhingigkeit des Rotorwiderstands verstérkt. In der Folge kann es
zu einer Fehlausrichtung des rotorflussorientierten Bezugssystems kommen.
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Abbildung 3.14: Lineares Strommodell zur Identifikation der Statorflusskennfelder

Die Sollwerte fiir Spannung und Strom werden im Betrieb daher nicht
exakt erreicht, was zu Drehmomentabweichungen und einer reduzierten
Reglerdynamik infolge fehlerhafter Vorsteuerung fiihrt. Da der Regler
ausschlieBlich zur Vermessung eingesetzt wird, fiihrt dies in der Praxis jedoch
ausschlieBlich zu einer Abweichung in der Stiitzstellenverteilung bzw. einer
Reduktion der Reglerdynamik. Dies stellt jedoch fiir die Giite der identifizierten
Parameter keine Einschréinkung dar.

3.3.2 Bestimmung der Rotorzeitkonstanten-Kennfelder

Um die Kennfelder des Priiflings in RFO vermessen zu konnen, muss
zunéchst die Rotorzeitkonstante bestimmt werden, da sie die Orientierung des
Bezugssystems fiir die FOC definiert. Aufgrund der Rotordynamik der ASM
kann die Rotorflussorientierung durch die Auswertung des transienten Verhaltens
bestimmt werden. Voraussetzung hierfiir ist, dass die Rotordynamik deutlich
triger ist als die durch die Stromregelung im Statorkreis erzielbare Dynamik.
Das Verfahren orientiert sich an [98].

Zur transienten Bestimmung der Rotorzeitkonstante wird zunéchst ein stationdrer
Arbeitspunkt eingeregelt. AnschlieBend wird der Sq-Strom auf 0 A gesetzt,
wihrend der Sd-Strom-Sollwert unverindert bleibt. Dies ist in Abbildung 3.15
dargestellt. Anhand der Anderung der Flussverkettungen an der DUT kann
ein moglicher Fehler in der gewidhlten Rotorzeitkonstante des Strommodells
ermittelt werden. Dazu werden die Flussverkettungen wie zuvor anhand von
Gleichung (3.74) bestimmt. Bei idealer Orientierung fillt )gq mit der Dynamik
der Stromregelung bzw. der Dynamik der Statorzeitkonstanten auf O Vs ab. Dies
liegt daran, dass der Sq-Fluss ausschlieBlich dem Streufluss entspricht, welcher
iiblicherweise etwa eine Groenordnung kleiner als der Hauptfluss ist [50].
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Abbildung 3.15: Zeiger der Strome und Flussverkettungen wihrend der transienten
Vermessung [E4]

Die g-Achse weist somit aufgrund des fehlenden Rotorflusses die hochste relative
Flussdynamik auf. Ist die Rotorzeitkonstante im Strommodell nicht korrekt,
sondern zu klein oder zu grof3 gewihlt, tritt eine Fehlorientierung auf. Diese
bewirkt, dass ein Anteil der relativ trige reagierenden Rd-Flussverkettung
falschlicherweise der Sq-Achse zugeordnet wird. Dies #duBlert sich in
einem PTj-Verhalten in der identifizierten Sq-Flussverkettung, wobei dessen
Zeitkonstante der Rotorzeitkonstante entspricht.

; _| T=TR S T > TR
=

0.1 T<TR

0 1 2 0 1 2 0 1 2
tins tins tins

Abbildung 3.16: ey, in Abhingigkeit des gewihlten 7r im gemessenen Arbeitspunkt
[E4]
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Abbildung 3.17: Interpolation und Schétzung von 7 anhand von ey, [E4]

Da vgq bei korrekt gewihlter Rotorzeitkonstante direkt auf 0 Vs abfallen
sollte, kann die Fluss-Zeit-Fldche von g4 als Metrik fiir die Fehlorientierung
verwendet werden.

eys, = / isq dr (3.69)

Anhand des Vorzeichens von €y lasst sich unmittelbar erkennen, ob der aktuelle
Wert von 7R zu grof oder zu klein gewéhlt wurde. Beispielhaft ist dies in
Abbildung 3.16 fiir unterschiedliche Fehler der Rotorzeitkonstanten in einem
Arbeitspunkt gezeigt. Die Bestimmung des Rotorzeitkonstanten-Kennfelds
erfolgt anschlieend automatisiert mittels eines iterativen Verfahrens. Zunéchst
werden zwei beliebige Startwerte von 7R im erwarteten Bereich vermessen.
Nach der Auswertung des Fehlerintegrals wird mittels linearer Interpolation
zwischen den beiden ermittelten ey -Werten ein neuer Schitzwert fiir
TR berechnet (siehe Abbildung 3.17). AnschlieBend erfolgt eine erneute
Messung und Bestimmung des Fehlerintegrals. Der neue Schitzwert fiir 7
wird wiederum mittels linearer Interpolation unter Verwendung der beiden
Werte mit den geringsten Abweichungen ermittelt. Dieser Prozess wird so
lange wiederholt, bis entweder die gewiinschte Identifikationsgenauigkeit
erreicht oder die maximale Anzahl an Messzyklen iiberschritten ist. Ein
beispielhafter Messzyklus am Priifstand ist in Abbildung 3.18 dargestellt.
Wird die Vermessung iiber den gesamten Betriebsbereich durchgefiihrt, ergibt
sich ein Rotorzeitkonstantenkennfeld wie in Abbildung 3.19. Hierbei sind
insbesondere zwei Bereiche charakteristisch: Fiir hohe Rotorfrequenzen, welche
bei kleinen Sd-Stromen und hohen Sq-Strémen vorliegen, ist eine Abnahme
der Rotorzeitkonstanten erkennbar. Diese resultiert aus dem Anstieg des
Rotorwiderstands RR infolge von Stromverdringung.
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Abbildung 3.18: Verldufe von 14 bei unterschiedlichen Rotorzeitkonstanten [S2]

Mit steigendem Sd-Strom kommt es zudem zur Sattigung der Hauptinduktivitat,
welche ebenfalls zu einer abnehmenden Rotorzeitkonstante fiihrt. Das Kennfeld
der Rotorzeitkonstante kann im Folgenden auch fiir eine genauere Berechnung
des Rotorwiderstands genutzt werden, welcher durch die Uberschéitzung bei der
Bestimmung mittels Reverse-Rotation-Test bislang nicht prizise vorliegt. Die
Berechnung anhand der Rotorzeitkonstanten wird in Kapitel 3.4 gezeigt.

0,5

TR INn S

50 -
60

40
iSq inA 50 0 iSd in A

Abbildung 3.19: Durch transiente Messung identifiziertes Kennfeld von g [S2]
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3.3.3 Vermessung der Statorflusskennfelder

Die Vermessung der Statorflusskennfelder orientiert sich an [88] und erfolgt
analog zur zuvor beschriebenen Methodik fiir Synchronmaschinen. Zu beachten
ist hierbei, dass die Orientierung des Rotorflusses ausschlieBlich indirekt iiber
einen zuvor parametrierten Flussbeobachter oder Flussschitzer bestimmt
werden kann, welcher die Orientierung der FOC definiert. Daher muss die
betriebspunktabhingige Rotorzeitkonstante vor Beginn der Vermessung bekannt
sein. Da fiir die Vermessung lediglich die Orientierung, nicht jedoch eine
vollstiandige Vorsteuerung der Rotorgroien erforderlich ist, kann das lineare
Strommodell durch eine Adaption von 7g im PT-Glied in ein nichtlineares
Strommodell {iberfiihrt werden.

Alternativ kann die Vermessung in einem beliebigen Bezugssystem erfolgen,
welches durch die identifizierten linearen Maschinenparameter aus Kapitel 3.3.1
sowie durch die entsprechende Parametrierung des Strommodells definiert
ist. Da sich die Maschinenparameter infolge von Effekten wie Séttigung und
Stromverdriangung verdndern, kommt es zwangsldufig zu einer Fehlorientierung,
die ebenfalls vom aktuellen Betriebspunkt abhéngt. Eine detaillierte Analyse
zur Verstimmung des Strommodells und deren Auswirkungen ist in [99] zu
finden. AnschlieBend miissen die Kennfelder wieder in die RFO iiberfiihrt
werden, um eine FOC zu ermdglichen. Die entsprechende Methodik wird in
[E4] beschrieben. AuBlerdem ldsst sich die Rotorzeitkonstante auch mithilfe der
stationir erfassten Kennfelder in beliebiger Orientierung abschitzen, was eine
Reorientierung im RFO ermdglicht [E4].

Im Unterschied zu anderen Arbeiten [10, 100] erfolgt die Messung bei konstanter
Statorfrequenz anstelle einer konstanten mechanischen Drehzahl. Dies basiert
auf der Annahme, dass die Eisenverluste hauptséchlich im Stator auftreten
und primér von Frequenz sowie der Durchflutung bzw. der Stromamplitude
abhidngen [91]. Dieses Vorgehen wird auch in [88] angewandt. Durch eine
konstante Statorfrequenz wird der frequenzabhingige Einfluss der Eisenverluste
im Stator auf die Messdaten reduziert. Die Drehzahl muss dabei in Abhingigkeit
vom gewiinschten Sollwert variiert werden, da auch die Schlupffrequenz
betriebspunktabhéngig ist.

60

= e (ws —wRr) (3.70)

n
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Die Schlupffrequenz wird mithilfe des Endwertsatzes abgeschitzt:

1] 1]
wg = lim 5q S (3.71)
20 (1+7]73R~S) igg  'RIsd
Daraus ergibt sich die mechanische Drehzahl zu:
60 i
n= (wg -5 > (3.72)
2m-p TR - Isd

Die Vermessung wird auf Betriebspunkte beschrinkt, bei denen die resultierende
mechanische Drehzahl die Belastungsgrenzen des Priiflings nicht iiberschreitet.
Betriebspunkte mit geringem ig4q, welche zu sehr hohen Drehzahlen fiithren
wiirden, werden daher ausgeschlossen. Die Messpunkte werden polar verteilt, um
die Stromgrenze einzuhalten. Die resultierende Verteilung ist in Abbildung 3.20
dargestellt. Da keine Oberwellenflussverkettungen erfasst werden sollen, kann
die Bestimmung der Flussverkettungen direkt im dg-System erfolgen:

usq — Rs - is
Vsdstat = —————2 (3.73)
ws
—ugd + Rs - isd
¢Sq,stat = ws (3~74)

Zur Minimierung von Messfehlern und zur Reduktion von Oberwelleneinfliissen
auf die Identifikation werden die Messwerte iiber mehrere mechanische Perioden
aufgezeichnet und gemittelt. Die ermittelten Kennfelder sind in Abbildung 5.4
dargestellt. Wie zu erwarten zeigt die d-Achse hierbei eine deutliche Séttigung,
welche in der q-Achse kaum ausgeprigt ist.

Die Vermessung wurde bei einer konstanten Statorfrequenz von 25Hz
durchgefiihrt. Die Stromamplitude wurde dabei von 0A bis 55A in
2,5 A-Schritten variiert. Der maximale Stromwinkel betrdgt |88 °|, was im
gezeigten Beispiel zu 529 Arbeitspunkten fiihrt. Die Rotorzeitkonstante
des Strommodells wurde aus den zuvor beschriebenen Messungen mit
0,24s bestimmt. In jedem Arbeitspunkt werden Messdaten iiber 25
mechanische Perioden aufgezeichnet. Der Statorwiderstand wird regelmiflig
bestimmt. Eine Temperaturregelung der Maschine ist technisch nicht moglich,
sodass durch Temperaturdnderungen innerhalb der Maschine grundsétzlich
Parameterabweichungen auftreten kdnnen.
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Abbildung 3.20: Stiitzstellenverteilung fiir die Vermessung der Flusskennfelder;
ausgeschlossener Bereich aufgrund hoher mechanischer Belastung [S2]

Aufgrund der niedrigen Leistungsdichte von 0,13kWkg™! wird jedoch
angenommen, dass Temperatureinfliisse vernachlissigt werden konnen.

Bei Antrieben mit hoherer Leistungsdichte kommt es durch Temperaturdnderung
insbesondere zu Abweichungen in den Stator- und Rotorwiderstinden, welche
im Verlauf der Messung entsprechend ermittelt und nachgefiihrt werden miissen
[101]. Da der Statorwiderstand bereits periodisch innerhalb der Messroutine
erfasst wird, liegt der Fokus auf dem Rotorwiderstand. So kann beispielsweise
durch regelméBige Neubestimmung der Rotorzeitkonstante (siehe Kapitel 3.3.2)
fiir einen identischen Arbeitspunkt oder regelméfBige Kurzschlussversuche
(siehe Kapitel 3.3.1) der Rotorwiderstand nachgefiihrt werden. Die Anderung
des Rotorwiderstands ldsst so eine indirekte Temperaturbestimmung des
Rotorkifigs zu [102], welche auch zur aktiven Temperierung innerhalb der
Messroutine verwendet werden kann. Je nach Antrieb kommt es nicht nur in
der Parameteridentifikation, sondern auch im Betrieb zu Abweichungen der
Modellparameter. Diese wurden in der vorliegenden Arbeit nicht behandelt.
Kapitel 4.1 gibt jedoch eine kurze Ubersicht iiber mogliche Verfahren.
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3.3.4 Extrapolation dynamischer Flusskennfelder

Die Vermessung der Statorflusskennfelder erfolgte bisher nur fiir den statischen
Fall, bei vollstindig abgeklungenem Rotorstrom. Fiir einen dynamischen Betrieb
miissen jedoch alle Betriebspunkte fiir

ird # 0 (3.75)

berticksichtigt werden. Ferner ist auch das Rotorflusskennfeld zu bestimmen.
Zur Ermittlung der Kennfelder wird angenommen, dass die Streuinduktivititen
konstant sind und lediglich die Hauptinduktivitdt von Sittigungseffekten
beeinflusst wird. Liegen nichtlineare Streuinduktivititen vor, kann die
Methodik der Extrapolation jedoch in gleicher Weise unter Beriicksichtigung
dieser Nichtlinearititen angewendet werden. Zunéchst ist der Hauptfluss zu
bestimmen, welcher sowohl die Statorwicklung als auch die Rotorwicklung
durchsetzt. Im T-Ersatzschaltbild (siehe Abbildung 2.24) wird dieser durch
den Magnetisierungsstrom i, 4 gebildet, der durch die Hauptinduktivitat fliet.
Dieser Strom ergibt sich aus der Summe von Stator- und Rotorstrom:

ip,d = igq + IRd (3.76)

In der stationdren Messung ist der Rotorstrom vollstindig abgeklungen.
Entsprechend gilt hier:

iu,d ~ iSd (377)

Mit steigendem i, ¢ nimmt die Durchflutung entlang der d-Achse zu. Abhéngig
von den Materialparametern und dem Aufbau der Maschine resultiert daraus
der Hauptfluss. Dieser wird zudem durch die Kreuzsittigung, also den Strom in
der g-Achse, beeinflusst.

Unter der Annahme, dass keine weiteren Einflussfaktoren vorliegen, 1dsst sich
die Hauptflussverkettung wie folgt berechnen:

Uhstat = ¥sd (indsisq) — Ls,o - isd (3.78)

Da die Hauptflussverkettung somit in Abhéngigkeit des Magnetisierungsstroms
bekannt ist, kann diese auch fiir den dynamischen Fall, also irq # 0, ausgewertet
werden. Gleiches ldsst sich auch fiir die Flussverkettung der q-Achse durchfiihren.
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Die Bestimmung der dynamischen Flusskennfelder erfolgt unter
Verwendung konstanter Streuinduktivititen, des zuvor ermittelten Haupt-
flussverkettungskennfelds sowie des vermessenen Flusskennfelds der gq-Achse.
Das Rotorflusskennfeld wird analog zum Statorflusskennfeld berechnet. Fiir
die Flussverkettung in g-Richtung wird angenommen, dass sie sowohl vom
Sqg-Strom als auch durch die Kreuzsittigung beeinflusst wird, welche durch
den Hauptfluss in der d-Achse hervorgerufen wird. Entsprechend ergeben sich
daraus die dynamischen Flusskennfelder zu:

¥sd (isds isq» iRd) = Yhstat (isa + iRd» isq) + Ls,o - isd (3.79)
¥sq (isds isq» iRd) = Vsqstat (isd + iRd> iSq) (3.80)
Yrd (isd» isq» iRd) = Phstat (isd + iRd»isq) + LR,o - IRd (3.81)

Trotz der getroffenen Annahmen zeigt ein Abgleich mit der FEM-Simulation,
dass die Abweichung bei einer vergleichbaren Maschinengeometrie wie der
des DUT unter 1% bezogen auf den Maximalwert der Flussverkettung
liegt [E4]. Die Abweichung resultiert hauptsidchlich aus den als konstant
angenommenen Streuinduktivititen. Dieser Fehler lieBe sich durch eine
transiente, betriebspunktabhingige Bestimmung der Streuinduktivititen
weiter reduzieren. Da diese jedoch typischerweise deutlich kleiner als die
Hauptinduktivitit sind, bleibt die absolute Kennfeldabweichung grundsitzlich
gering.

3.4 Bestimmung der Strommodellparameter

Fiir den dynamischen Betrieb des Reglers aus Kapitel 4 miissen nicht
nur die Flussverkettungen, sondern auch die Strommodellparameter bekannt
sein, um eine betriebspunktabhingige Schitzung des Rotorstroms und der
Rotorflussverkettung zu ermdglichen.

Die Flusskennfelder der ASM weisen im Vergleich zu anderen Maschinentypen
nur eine geringe Kreuzsittigung auf. Ursache hierfiir ist die RFO, bei der gilt:

YRqg =0 (3.82)
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Abbildung 3.21: Sekanteninduktivitéit Ly, in Abhédngigkeit von ¥y

Im Gegensatz zu Synchronmaschinen ist das Bezugssystem der ASM daher so
orientiert, dass die Flussverkettung vsq ausschlieBlich Werte im Bereich des
Streuflusses annehmen kann. Da Streu- und Hauptinduktivitét sich meist um etwa
eine GroBenordnung unterscheiden [50], kann auch der Einfluss der g-Achse
auf die Flussverkettung der d-Achse als vernachlédssigbar angesehen werden.
Entsprechend wird angenommen, dass die Hauptinduktivitit Ly, ausschlieBlich
von der Rotorflussverkettung abhéngt:

Ly = f (Yrda) (3.83)

Fiir die Implementierung im Strommodell gilt somit ndherungsweise:

Yn = Lp(YRa) - i (3.84)

Entsprechend ist Ly, als Sekanteninduktivitit anstelle einer partiellen Ableitung
des Flusskennfelds zu berechnen:

: : URd (f,d
Ly (Vra (ipd) - ipd) = l.(: ) (3.85)
Hs
Bei den Streuinduktivitdten wird die Séttigung vernachlissigt, sodass diese bei
der Implementierung im Strommodell als Konstante {ibergeben werden. Die
Kennlinie der Hauptinduktivitit ist in Abbildung 3.21 dargestellt.
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Wie bereits beschrieben, wird der Rotorwiderstand durch die Kurzschluss-
messung bzw. den durchgefiihrten Reverse-Rotation-Test infolge von Strom-
verdriangung tiberschitzt. Fiir den Betrieb muss dieser korrigiert werden. Da
das Kennfeld der Hauptinduktivitit bereits vorliegt, lasst sich das Kennfeld des
Rotorwiderstands wie folgt bestimmen:

. ILy(isa.isq) + Lr,
Rg (isd-isq) ~ rR(is: isq) °

(3.86)

Das resultierende Kennfeld ist in Abbildung 3.22 dargestellt. Erwartungsgemaf
treten im Bereich hoher Sq-Strome bei gleichzeitig niedrigen Sd-Stromen hohe
Schlupffrequenzen auf, die aufgrund der Stromverdringung zu einer Erhéhung
des Rotorwiderstands fiihren. Im typischen Maximum-Torque-Per-Ampere
(MTPA)-Betriebsbereich der ASM ist Rg aufgrund der geringen Schlupftrequenz
jedoch ndherungsweise konstant. Entsprechend kann der Betrieb auch mit einem
konstanten Rotorwiderstand erfolgen, wobei der Mittelwert des Kennfeldes
innerhalb des erwarteten Betriebsbereichs gewihlt wird. Im Strommodell kann
so im Betrieb anhand des Widerstandskennfelds und der Lj-Kennlinie die
Rotorzeitkonstante betriebspunktabhingig nachgefiihrt werden.

200

100

RR in m{2

50

60
40
iSq in A 0 0 iSd in A

Abbildung 3.22: Geschitztes Kennfeld von Rg anhand von 7
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,All processes that are stable we shall
predict.

All processes that are unstable we shall
control.

John von Neumann (1903-1957),
iiberliefert nach Freeman Dyson (1988)

Regelung

Auf Grundlage der einheitlichen Modellbildung von Drehfeldmaschinen in
Kapitel 2 wird in diesem Kapitel das im Rahmen der vorliegenden Arbeit
entwickelte einheitliche Regelverfahren beschrieben. Der Reglerblock ist
in Abbildung 4.1 dargestellt. Das Verfahren stellt eine Verallgemeinerung
bekannter pradiktiver Trajektorienregelverfahren [4, 39] dar, indem die
spezifische Modellierung der Maschinentypen vereinheitlicht wird. Somit
konnen alle in dieser Arbeit betrachteten Maschinentypen mit einem Regler
auf einheitlicher Codebasis betrieben werden. Daraus ergeben sich Effizienz-
und Kostenvorteile in der Entwicklung, im Test, bei der Validierung und in
der Softwarepflege, da diese nur fiir eine einheitliche Plattform durchgefiihrt
werden miissen.

—{ Rs Rr p |
Maschinen-
daten

Abbildung 4.1: Blockschaltbild des Reglers (griin) mit Flusskennfeldern (pink),
Trajektorienplanung und nachgelagerter Oberschwingungskompensation
(braun)
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Der Fokus liegt bei der Regelung auf dem Grundwellenbetrieb, wobei
Winkelabhingigkeiten im Gesamtsystem im stationdren Betrieb online
identifiziert und kompensiert werden (siehe Kapitel 4.4). Des Weiteren
konnen auch gezielt Harmonische in die Strome eingeprigt werden,
um die Drehmomentoberschwingungen und das Gerduschverhalten
des Antriebs zu optimieren. Dazu werden meist anhand von Mess-
oder Simulationsdaten optimierte Stromtrajektorien vorab berechnet
und in LUTs gespeichert. Im Betrieb werden die winkelabhingigen
Stromsollwerte dann mit einem geeigneten Verfahren eingeregelt [103—107].
Die Methodik ist in der Literatur als Harmonic-Current-Injection (HCI) bekannt.

Es besteht grundsitzlich die Moglichkeit, den vorgestellten Regelalgorithmus
um winkelabhéingige Effekte in den Flussverkettungen zu erweitern. Dies kann
durch die Einfiihrung zusitzlicher Winkeldimensionen in den Flusskennfeldern
realisiert werden. Wie [75] zeigt, kann mit Kenntnis der winkelabhingigen
Flussverkettungen fiir die PSM auch online eine MTPA-optimierte
Stromtrajektorie zur Reduktion der Drehmomentoberschwingungen berechnet
und eingeregelt werden.

Der Regelungsalgorithmus ist vollstindig im Flussraum umgesetzt, wodurch das
Verfahren mathematisch stark vereinfacht wird. Da die elektrische Maschine im
dynamischen Fall ein dominantes induktives Verhalten aufweist, ldsst sich der
Vorteil am Beispiel einer rein induktiven Last verdeutlichen. Soll die Anderung
der Flussverkettung fiir eine liber ein Zeitintervall 7» angelegte Spannung u
bestimmt werden, entspricht diese der Spannungs-Zeit-Fléche.

t+Ta
w:wt+/ udt =Y, +u-Th 4.1)
1

Dieser Zusammenhang gilt unabhéngig vom Sittigungszustand. Somit kann der
Stromrichter auch als zeitdiskretes Flussstellglied betrachtet werden.

Um den Absolutwert der Flussverkettung zu bestimmen, muss zusétzlich der
Startwert 1; bekannt sein. Dieser ldsst sich iiber ein vorab ermitteltes Kennfeld
(fyp i — 1) bestimmen. Folglich kann auch der Strom zu jedem Zeitpunkt
iiber ein inverses Flusskennfeld, also die Abbildung von fil 1) > 1, ermittelt
werden.
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Die Nichtlinearititen des Systems sind somit ausschlielich in den (inversen)
Flusskennfeldern enthalten. Aufgrund des linearen Zusammenhangs zwischen
Spannung und Flussverkettung im Flussraum konnen zukiinftige Zustédnde
mathematisch einfach pridiziert werden, und die Berechnung der optimalen
Sollspannung fiir einen Deadbeat-Regelschritt ldsst sich ebenfalls vereinfachen.
Das gezeigte Grundprinzip ist dhnlich auch im Regelalgorithmus umgesetzt,
welcher in Kapitel 4.2 beschrieben wird. Hier werden jedoch zusitzlich
rotatorisch induzierte Spannungen und der ohmsche Spannungsabfall
beriicksichtigt, wobei die Vorteile der Berechnung im Flussraum dennoch
erhalten bleiben.

Zunichst wird jedoch das nichtlineare Strommodell beschrieben, das zur
Bestimmung des Transformationswinkels in Kapitel 4.2 bei ASM verwendet
wird. AnschlieBend erfolgt die Beschreibung des Algorithmus, der danach
simulativ untersucht wird. Eine messtechnische Validierung erfolgt dann in
Kapitel 6. Das Strukturbild der Regelung ist in Abbildung 4.2 dargestellt.
Da die eigentliche Regelung in Rotor- oder Rotorflussorientierung erfolgt,
werden hierfiir die Messgro3en mit der Park-Transformation ins dg-System
transformiert und umgekehrt die berechneten Stellgrolen iiber die inverse
Park-Transformation an den Modulator und Stromrichter iibergeben.

Zur Bestimmung des Rotorflusswinkels wird bei der ASM das nichtlineare
Strommodell aus Kapitel 4.1 eingesetzt. Bei Synchronmaschinen wird der
Transformationswinkel direkt {iber den Geber bestimmt.

Als Sollwerte werden die Statorstréme igqq und der Rotorstrom irq vorgegeben,
wobei der Rotorstrom ausschlieBlich fiir den FESM-Betrieb relevant ist. Bei
der SyRM und PSM entfillt dieser, da kein Rotorstrom eingeregelt werden
kann. Bei der ASM wird der Rotorstrom fiir die Sollwertberechnung intern auf
0 A gesetzt, da als SollgroBen ausschlieBlich stationdre Zustinde moglich sind.
Die Sollwertvorgabe kann beispielsweise durch zusitzlich offline berechnete
MTPA-Kennfelder oder TrueMTPL-Kennfelder [89] erweitert werden. Durch
die optimierten Sollwerte kann so zusitzlich eine Wirkungsgradverbesserung
im stationdren Betrieb erzielt werden. Eine Wirkungsgradoptimierung im
transienten Betrieb ist nicht vorgesehen.
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Fiir den Betrieb sind zusitzlich zu den Messgrolen die folgenden
Maschinenparameter erforderlich:

* Polpaarzahl p
» Widerstinde der Rotorwicklung RR und der Statorwicklungen Rg

* Flusskennfelder zur Bestimmung der Flussverkettung in Abhingigkeit der
gemessenen Strome fy, : i — ¢

¢ Inverse Flusskennfelder zur Bestimmung der Strome bei einer berechneten
Flussverkettung fil Y =i

» Stromgrenzen von Maschine und Stromrichter

» Abtastzeit T des Reglers, identisch mit dem Kehrwert der PWM-Frequenz
oder Abtastfrequenz To = l/fpwm = 1/fa

¢ Parameter des nichtlinearen Strommodells fiir den ASM-Betrieb

* Zwischenkreisspannungen der Stator- und Rotorstromrichter Uz s und Uzg r

4.1 Nichtlineares Strommodell fur die ASM

Der Rotorflusswinkel und die Rotorflussverkettung konnen bei ASM nicht direkt
messtechnisch erfasst werden, sondern miissen iiber Modelle und Beobachter
abgeschitzt werden. Hierfiir wurden verschiedene Verfahren entwickelt.

In [108-110] kommen Full- und Reduced-Order-Luenberger-Beobachter mit
Online-Identifikation der Motorparameter zum Einsatz. Zur Identifikation
der Rotorflusslage werden in [111-113] Model-Reference-Adaptive-Systems
(MRAS) verwendet. In [114] erfolgt die Identifikation mithilfe eines
Extended-Kalman-Filters unter Beriicksichtigung der Widerstandsnachfiihrung
fiir Rotor und Stator. Zudem koénnen auch Sliding-Mode-Observer eingesetzt
werden [115, 116]. Eine Ubersicht zu verschiedenen Verfahren ist in [97] zu
finden.

113



Kapitel 4 Regelung

In dieser Arbeit erfolgt die Bestimmung des Rotorflusswinkels auf Basis des
Strommodells im rotorflussorientierten Koordinatensystem [22]. Im Gegensatz
zu anderen Verfahren wie beispielsweise dem Spannungsmodell kann es ohne
Anpassung auch im Stillstand eingesetzt werden, wodurch keine Kombination
aus mehreren Modellen wie in [25, 117-119] erforderlich ist. Die Kombination
verschiedener Modelle kann jedoch insbesondere bei Parameterabweichungen
infolge von etwa Sittigung und Stromverdriangung signifikante Verbesserungen
gegeniiber der alleinigen Nutzung des Strommodells bieten [99, 120].

Um die Einfliisse von Siattigung und Stromverdringung ohne Riickgriff auf
eine Kombination mehrerer Modelle erfassen zu konnen, wurde in dieser
Arbeit ein nichtlineares Strommodell entwickelt. Die betriebspunktabhingige
Parameteranpassung ermoglicht hierbei eine prizise Identifikation der
Rotorflusslage iiber den gesamten Betriebsbereich. Die Temperaturabhiingigkeit
des Rotorwiderstands wird dabei nicht beriicksichtigt, eine entsprechende
Nachfiihrung ist jedoch konzeptionell vorgesehen.

Die Herleitung des nichtlinearen Strommodells erfolgt ausgehend vom in [22]
beschriebenen Strommodell, welches auf einem linearisierten Modell der ASM
basiert. Beim linearen Modell wird angenommen, dass die Induktivitdten der
Maschine konstant sind und keine Séttigungseffekte auftreten. Wie bereits zuvor
gezeigt, treten jedoch insbesondere bei hohen Drehmomenten und Stromen
Sattigungseffekte und Stromverdridngungen auf (siehe Kapitel 2.1.3). Aufgrund
der Abweichung der Modellparameter von den realen Maschinenparametern
kommt es zu einer Fehlorientierung des Koordinatensystems [99]. Diese
Fehlorientierung zeigt sich beispielsweise durch Uberschwingen des
Drehmoments im transienten Betrieb oder durch stationidre Abweichungen
des Drehmoments [S2]. Um diese Abweichungen zu minimieren und die
Regeldynamik zu verbessern, wurde das Strommodell im Rahmen der
vorliegenden Arbeit entsprechend erweitert, um auch die Nichtlinearititen des
Systems abzubilden. Im Folgenden wird die Funktionsweise dieses Modells
erldutert.

Hierzu werden Niaherungen fiir die Flussverkettungen auf Basis des
Trafo-Ersatzschaltbilds verwendet:

YRrd = Ly - isq + (Lh + LR,¢) - IRd 4.2)

def

YRq = Ln - isq + (Lh + Lr,o) "iRg = 0 (4.3)

114



Kapitel 4 Regelung

Es werden dabei folgende vereinfachende Annahmen getroffen:

* Die Sittigung der Streuinduktivititen im Stator Lg ; und Rotor Lg ¢ ist
vernachléssigbar.

* Die Kreuzsittigung kann aufgrund der Rotorflussorientierung vernachléssigt
werden.

» Die Hauptinduktivitit Ly, ist von Séttigung betroffen und eine Funktion der
Durchflutung der d-Achse:

fiy R = R,9Yrg — Ly

Diese Annahmen fiihren ebenfalls zu geringfiigigen Fehlorientierungen.
Diese spielen jedoch in der Praxis eine untergeordnete Rolle, da auch die
Maschinendaten mit identischer Orientierung vermessen wurden. Daher bildet
der Datensatz das Systemverhalten in diesem, durch die Parametrierung des
Beobachters definierten, Koordinatensystem ab und ermdglicht so auch einen
Betrieb mit hoher Dynamik (siehe Kapitel 6).

Um nun den Transformationswinkel bestimmen zu konnen, miissen die
mechanische Winkelgeschwindigkeit wy und die Schlupfwinkelgeschwindigkeit
wRr ermittelt werden:

N = / <°‘;‘4 +wR) dr (4.4)

wr wird dabei iiber die Rotorspannungsgleichung (2.64) bestimmt.

_Rr-irq
YRd

Dazu miissen sowohl der Rotorstrom als auch die Flussverkettung berechnet
werden. Dies erfolgt mit der Rd-Spannungsgleichung (2.63):

dyrg
dr

WR = 4.5)

=-RR - iRq (4.6)
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Abbildung 4.3: Nichtlineares Strommodell mit LUTs fiir Rg und Ly,

Unter Verwendung von Gleichung (4.2) kann der Rotorstrom wie folgt berechnet
werden:

. Ly -1
ing = YRd — L - isd @7
Ly + Lro
Entsprechend ergibt sich fiir die Rotorflussverkettung ¢rq:
dird RRr .
- _ — L - 4.8
” Lo+ Lng (YRrd = Ln - isa) (4.8)
1
R

Der Rotorfluss folgt somit einem PT1-Verhalten in Abhingigkeit des Sd-Stroms
igq und der Rotorzeitkonstanten 7g. Diese ist sowohl von Stromverdriangung als
auch von Sittigungseftekten beeinflusst und muss daher durch Messungen in
Abhingigkeit der Statorstrome bestimmt werden. Die dargestellte Modellierung
flihrt somit zum Strommodell in Abbildung 4.3.
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4.2 Universeller Regelalgorithmus
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Abbildung 4.4: Zeitlicher Ablauf der Regelung mit Dreieckreferenzsignal des Modulators
als Zeitbasis

Der Regleralgorithmus wird anhand des zeitlichen Ablaufs der Regelung in
Abbildung 4.4 beschrieben. Zu Beginn jedes Intervalls werden die Stréme
sowie der Transformationswinkel durch Messungen erfasst. Hierbei konnen
sowohl Mittelwerte iiber ein Regler- bzw. PWM-Intervall mit der Dauer T's als
auch Momentanwerte im Ubergang zwischen zwei PWM-Intervallen verwendet
werden.

Um den Einfluss von Messrauschen bei der Momentanwerterfassung zu
minimieren, kann anstelle eines einzelnen Samples ein Mittelwert aus mehreren
Samples um den Abtastzeitpunkt gebildet werden.

Erfolgt die Mittelwertbildung hingegen iiber ein PWM-Intervall bzw. iiber
die Dauer Ty, ist die Anzahl der beriicksichtigten Samples deutlich grofer.
Dadurch lidsst sich das Messrauschen wesentlich effektiver unterdriicken als bei
der Momentanwertmessung.

Wie in Abbildung 4.4 gezeigt, kommt es hierbei jedoch zu einer zusitzlichen
Messtotzeit von 0,57 . Aufgrund der unterschiedlichen Sensitivitéit gegeniiber
Messrauschen beeinflusst die Wahl der Messmethode die Regelgiite, wie in
Kapitel 6.2 verdeutlicht wird.
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Abbildung 4.5: Strukturbild des Reglers

Im Folgenden wird angenommen, dass die Abtastung am Ubergang zwischen
zwei PWM-Intervallen durchgefiihrt wird. Durch die Messung sind somit zum
Zeitpunkt £y alle Strome und Winkel bekannt. Die Flussverkettungen v werden
mithilfe der Flusskennfelder f, berechnet.

Der Signalverarbeitung steht daraufhin ein PWM-Intervall zur Verfiigung,
um die Berechnungen abzuschlielen, bevor die neuen Sollspannungen im
Intervall [t1,r2] durch die Stromrichter gestellt werden. Zundchst muss fiir die
Berechnung der neuen Sollspannungen ein Pridiktionsschritt durchgefiihrt
werden, um die voraussichtlichen Systemgroflen zum Beginn des Stellintervalls
11 zu bestimmen. AnschlieBend werden die Ausgangsspannungen so berechnet,
dass das Ziel gemaf Kapitel 4.3 erreicht wird.

Das vereinfachte Blockschaltbild des Reglers ist in Abbildung 4.5
dargestellt. Die Signalverarbeitung arbeitet zeitdiskret, daher werden fiir die
Implementierung auch die Spannungsgleichungen diskretisiert.

Es wird vorausgesetzt, dass sich wg und wr im betrachteten Intervall nur
geringfiigig dndern und daher als konstant betrachtet werden konnen.

WS 11 = WS 1 (49)
WR,H = WR,1 (4.10)

118



Kapitel 4 Regelung

Somit ergibt sich fiir die Gleichungen (2.29), (2.30) und (2.31) folgende diskrete
Form:

(isd,o +isdn) . ¥sd — Vsdio
+
2 TA
(qu,to + ¢Sq,l1)
2
(iSq,lo + iSq,tl) ¢Sq,t1 - qu,to
+
2 Ta
(Ysd.ro + Vsdr)
2
(iRdto T iRdr) | YRd1 — YRdto
+
2 TA

usd,ro = Rs

—WSs,ro

.11

uSq,to = RS

+ ws.ro 4.12)

Urd,to = RRr (4.13)

4.2.1 Pradiktion

Zunidchst muss aus den aktuellen Messwerten auf die Gro3en zu Beginn des
Stellintervalls [t1, 2] geschlossen werden. Fiir die Pridiktion werden dazu die
diskretisierten Spannungsgleichungen (4.11) bis (4.13) der Maschine nach den
Flussverkettungen zum Zeitpunkt #; aufgeldst. Die genaue Bestimmung der
Flussverkettungen zu diesem Zeitpunkt erfordert jedoch auch die Kenntnis
der Strome zum Zeitpunkt 71, um den ohmschen Spannungsabfall berechnen
zu konnen. Da die Strome und Flussverkettungen iiber einen nichtlinearen
Zusammenhang gekoppelt sind, kann das Ergebnis nur durch ein iteratives
Verfahren approximiert werden.

Da eine iterative Berechnung zusitzliche Rechenzeit benotigt, stellt eine
echtzeitfihige Implementierung eine Herausforderung dar. Daher wird eine
vereinfachte Approximation angestrebt. Dazu wird angenommen, dass die
Anderung der Strome und damit des ohmschen Spannungsanteils zwischen
zwei PWM-Intervallen im Vergleich zur Gesamtspannung klein ist [4].

Dabher gilt ndherungsweise:

Is4q.0 - Rs = isqq. - Rs (4.14)

iRd.to - RR ~ iRd.y - RR 4.15)
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Entsprechend ergeben sich fiir die Flussverkettungen folgende Ausdriicke:

usd.ro —Rs “isd.o + ws.1o - ¥squio
1
1 -+ ZwS?IO . TA2

Ysdn = Ysdiro + T

Usq.to _RS : iSq,to —Ws.1o - de,to WS 1o * TA2

(4.16)
1+ %WS’%O . TA2 2
Usq,to = Rs * isq.to = ws.to - ¥sd.to
Ysq.1 = Ysquto T N
i Tl 1+ a2 - Tp2
—USd,1p T Rg - iSd,to —WS.1o qu,to ) WSt TA2 4.17)
L+ jwsd, - Ta? 2
YRd,r, = YRdyo + (URd, 10 — RR - Rd.to) - Ta (4.18)

Mit diesen Annahmen konnen auch die Winkel g und g pridiziert werden:

YS.11 = YS.to T WS.tg Tp (4.19)
TR.1 = YR,to T WR,o * Ta (4.20)
Wenn die Messung mit Mittelwerten anstelle von Momentanwerten durchgefiihrt
wird, muss zusétzlich eine Préadiktion fiir den Zeitpunkt 7q erfolgen. Diese erfolgt

analog zur oben beschriebenen Prédiktion, jedoch nur fiir 0,5 - Ta, wobei die
gestellten Spannungen aus dem Intervall [¢_1, 7y] verwendet werden.
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4.2.2 Berechnung des Pradiktionshorizonts

Der Priidiktionshorizont beschreibt die maximale Anderung der Flussverkettung,
welche innerhalb eines Abtastintervalls Tx méglich ist. Ahnlich wie bei einer
induktiven Last sind die Grenzen des Prédiktionshorizonts im Intervall [t1, 7]
durch die maximale Stellspannung im Stator- und Rotorkreis gegeben.

Fiir den Stator bildet der Priadiktionshorizont ein Sechseck, das durch die
sechs aktiven Spannungszeiger x € {1,2,3,4,5,6} in Abhingigkeit von der
Zwischenkreisspannung Uzk s definiert ist.

Ugg.tr.x — Rsisdn + ws.n¥sq.n
1
1 + Z(.US’QH TA2

Ysdtax = Psdn + -Ta

“§q,t1,x _RSiSq,tl —ws,n ¥sd,n WSty * TA2

421)
T (
1+ qws?, Ta’ 2
Ugq.trx —Rsisq.n —ws, Vs
¢Sq,12,x = ¢Sq,11 + 1 2 2 “Ta
1 + Z(J.)S’tl TA
* . 2
—Ugq,nx T Rsisan —ws,n¥sqn  wss - T,
Sdsf1.X 1 1 a1 S.11 A (4'22)

1+ %ws’%l TA2 2

Da die raumliche Lage der aktiven Spannungszeiger im statorfesten
Koordinatensystem gleichbleibend ist, rotiert der Pradiktionshorizont mit wg im
dg-System.

In der FESM kann zudem iiber den Rotorsteller eine Spannung im Intervall
[-Uzk R, +Uzk r] angelegt werden (sieche Tabelle 2.4). Die Maximalwerte
begrenzen auch hier den Pridiktionshorizont fir y € {1,2} in der
Rotorflussrichtung ¥Rgq.

YRd,toy = URdsy + (URgu1y — RRiRdy ) - Ta (4.23)

Fiir die FESM bildet der Pradiktionshorizont somit ein sechseckiges Prisma im
Flussraum (sieche Abbildung 4.6). Da bei den anderen Maschinentypen keine
Rotorspannung angelegt werden kann, ist die Ausdehnung in der 1)gq-Ebene
null, sodass der Pridiktionshorizont ein 2D-Sechseck bildet.
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Abbildung 4.6: Priadiktionshorizont der FESM im Flussraum fiir eine unbestromte
Maschine im Stillstand

4.2.3 Berechnung der Sollspannung

Im nichsten Schritt werden die Sollspannungen ii* berechnet, welche fiir das
Intervall [¢1, #2] an den Stator- und Rotorstromsteller iibergeben werden. Ziel ist
es, die Sollspannungen so zu wihlen, dass das System der Sollwerttrajektorie
folgt. Diese beschreibt den gewiinschten Pfad des Systems im Flussraum vom
aktuellen Zustand zum Sollzustand. Die Wahl der passenden Trajektorie wird in
Kapitel 4.3 detailliert beschrieben.

Zur Bestimmung der Sollspannung werden zwei Fille unterschieden. Im
stationdren Fall liegt der Sollwert der Flussverkettungen innerhalb des
Pridiktionshorizonts. In diesem Fall ergibt sich die Sollspannung direkt aus den
Sollwerten, da diese innerhalb eines Abtastschritts erreicht werden konnen.
Im dynamischen Fall liegt der Sollzustand auf3erhalb des Pridiktionshorizonts
und kann somit nicht innerhalb des néchsten Stellintervalls erreicht werden.
Hier wird die Stellspannung mit einem geometrischen Verfahren bestimmt, bei
dem der Schnittpunkt zwischen der Solltrajektorie und dem Pridiktionshorizont
ermittelt wird.
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Abbildung 4.7: Sollwert kann im dynamischen Fall nicht innerhalb des Stellintervalls
erreicht werden [S1]

Das dreidimensionale Problem wird dabei schrittweise gelost. Zunichst
werden die Schnittpunkte (JZD,L ﬁgD,g) der Sollwerttrajektorie mit dem
Pridiktionshorizont in der ¥)sq1)sq-Ebene berechnet (siche Abbildung 4.7).
Beim nichsten Schritt wird die 1¥grq-Komponente der beiden Schnittpunkte
erginzt. Hier gibt es implizit eine Unterscheidung zwischen FESM und allen
anderen Maschinen.

Verfiigt der Préadiktionshorizont iiber keine Ausdehnung in der ®grq4-Achse,
so werden die Schnittpunkte ’(EZDJ und 1/721)’2 lediglich um die aktuelle
Rotorflusskomponente erginzt. Fiir die PSM und SyRM wird diese, wie
zuvor in den Kapitel 2.1.4 beschrieben, auf null gesetzt, um eine effiziente
Schnittpunktberechnung zu ermdoglichen. Daraus ergeben sich, wie in
Abbildung 4.8 gezeigt, die dreidimensionalen Schnittpunkte 7,[731)71 und 7,[73])’2:

U3p1 = (¥2D,1,8d> ¥2D,1,8q> VRd,12,1) (4.24)
¥3p2 = (V2D2,5d ¥2D2,5q YRd,to.1) (4.25)
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Abbildung 4.8: Berechnung der ¢rq-Komponente [S1]

Bei der FESM miissen jedoch giiltige Punkte innerhalb des Préidiktionshorizonts
bestimmt werden. Dazu wird zunéchst die ¢g4-Komponente fiir die beiden zuvor
berechneten 2D-Schnittpunkte 1/)21) 1 und 1/12]) o anhand der Sollwerttrajektorle

erginzt. Da die ¢grq-Komponenten der beiden Schnittpunktkandidaten ’(/)3D 1

und %D o dem Wert der Trajektorie an ¢2D 1 und ¢2D o entsprechen, konnen
diese Punkte auch auBerhalb des Pridiktionshorizonts liegen.

Liegen diese Punkte auBerhalb des Préadiktionshorizonts, wird zusitzlich
der Schnittpunkt der Sollwerttrajektorie mit der Boden- bzw. Deckfldche
des Pridiktionshorizonts berechnet, um zwei giiltige Punkte innerhalb des
Pradiktionshorizonts (1/731)’1 und J3D’2) zu erhalten. Bei allen anderen
Maschinen besitzt der Priadiktionshorizont keine Ausdehnung in der 1rq-Achse.
Somit bleiben die Schnittpunkte 1/_;31)’1 und 7,/;31),2 unverédndert.

Fiir die ASM bedeutet das, dass deren dreidimensionale Trajektorie lediglich in
der Projektion auf die ¢)sqt)sq-Ebene eingeregelt werden kann. In der ¢)rq-Achse
ergeben sich durch den fehlenden Rotorsteller prinzipbedingte Abweichungen,
da am Rotor keine Spannung angelegt werden kann. Bei der PSM und SyRM
besitzen Trajektorie und Steller eine identische Dimensionalitit, wodurch sich
entsprechend keine Abweichungen in der 1¥g4-Achse ergeben.
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Abbildung 4.9: Uberpriifen der Stromgrenze und Korrektur

Fiir die Regelung wird anschlieend der Schnittpunkt gewihlt, welcher niher
am Sollwert liegt. In Abbildung 4.8 wire dies 7,[731),2. Bevor jedoch daraus
die Stellspannung berechnet werden kann, muss noch die Einhaltung der
Stromgrenzen iiberpriift werden.

Betrachtet man die Stromgrenzen im Stromraum, so bilden diese einen Zylinder,
dessen Durchmesser durch die Statorstromgrenze und dessen Hohe durch die
Rotorstromgrenze definiert ist. Im Flussraum ist diese Form aufgrund der
Sattigungscharakteristik der Maschine verzerrt (sieche Abbildung 4.9), weshalb
die Uberpriifung im Stromraum erfolgt. Dazu werden der gewiihlte Punkt 1/_)'3]3,2
sowie der prédizierte Strom zu Beginn des Stellintervalls 7;; in den Stromraum
iibertragen. Die Einhaltung der Stromgrenzen muss dabei ausschlieBlich fiir
den Stator gepriift werden, da die Einhaltung der Rotorstromgrenzen durch
die Wahl der Sollwerttrajektorie garantiert wird (siehe Kapitel 4.3). Bei der
ASM hat dieser Schritt besondere Bedeutung, da die Maschine prinzipbedingt
in der Rotorflussachse der Sollwerttrajektorie nicht ideal folgen kann. Wird die
Statorstromgrenze iiberschritten, so muss 153]3,2 korrigiert werden. Dafiir wird
der Skalierungsparameter s eingefiihrt:

ismax> = (s(isdn —isa3p,2) +isdn )* + (s(isq —isq3D,2) +isqn )* (4.26)

Der Wert des Skalierungsparameters s kann effizient in geschlossener Form
durch die analytische Losung der zugrunde liegenden quadratischen Gleichung
berechnet werden. Es wird angenommen, dass die Maschinenparameter innerhalb
des Priadiktionshorizonts ndherungsweise konstant bleiben und die Maschine
somit durch ein lokales, lineares Modell beschrieben werden kann.

125



Kapitel 4 Regelung

Somit kann der Skalierungsparameter s fiir Strom- und Flussverkettung
gleichermalien verwendet werden (sieche Abbildung 4.10):

i, =5 (Bpa—in) + 1 4.27)
U = s+ (apa —vn) + ¥y (4.28)

Mit den korrigierten Werten fiir die Strome und Flussverkettungen bei fo konnen
nun die Sollspannungen auf Basis der Gleichungen (4.11)-(4.13) berechnet
werden:

1 V3dp, — ¥Sdn
* o . >k »I2 ?
Ugq,n = §RS (isa.n + lSd,tz) L —

Ta
1
- §WS,Z1 (qu,ll + 'l/)§q,12) 4.29)
1 . X Tﬂg K _'(/)Sq,h
u§q,;1 = 5RS (1Sq,,1 + zéq@) + ‘HT
1
+5wsa (Ysan +¥Usa) (4.30)
1 . . YRds — VR
URg = §RR (iRdir + iRay,) + ’ZZTl 4.31)
A
1/)Sq
.-
s
Psd

>

Abbildung 4.10: Uberpriifen der Stromgrenze und Korrektur im Flussraum
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4.3 Trajektorienstrategie

Entscheidend fiir das dynamische Verhalten des Reglers ist die
Sollwerttrajektorie, welcher der Regler vom aktuellen Punkt 1/_1;0 zZum neuen
Sollwert J* folgt. Die Auswahl der passenden Trajektorie ist dabei abhédngig
vom gewihlten Optimierungsziel. In [4] wurden in Priifstandsmessungen vier
unterschiedliche Trajektorienstrategien im Strom- und Flussraum der PSM
im rotororientierten dq-System bei einer konstanten Drehzahl untersucht.
Als Giitekriterien dienten die normierte Drehmoment-Zeit-Fliche bis zum
Erreichen des Sollwerts bei T,

JTe M((r))dr

e (4.32)

AMt,norm =

sowie die Anregelzeit. Das beste Ergebnis in beiden Kriterien erzielte ein
Verfahren, bei dem die Trajektorie anhand der minimalen Deadbeat-Spannung
zur Erreichung des Sollwerts bestimmt wird. Dabei versteht man unter
Deadbeat-Spannung die Stellspannung, welche das System in minimaler
Zeit exakt auf den Sollwert bringt. Eine ebenfalls hohe Dynamik wurde mit
einer Trajektorie erreicht, die im Flussraum des dg-Systems eine Gerade
zwischen Soll- und Istwert beschreibt. Diese wird im Folgenden als Flussgerade
bezeichnet.
In [El11] wird zusitzlich ein Verfahren vorgestellt, bei dem eine
optimierte Trajektorie fiir die FESM durch Minimierung der Flache aus
Drehmomentabweichung und Zeit fiir verschiedene Maschinentypen als
Optimierungsproblem beschrieben wird.

Te
min / | M (¢(r)) - M*|dr (4.33)
P(r) /O

Dieser Ansatz beriicksichtigt auch Nichtlinearitéiten in der Maschine, ist jedoch
aufgrund des hohen Rechenaufwands nicht echtzeitfihig.

Im Folgenden soll fiir den vorgestellten Regelalgorithmus fiir alle
Maschinentypen eine einheitliche Trajektorienstrategie entwickelt werden,
welche die Anregelzeit bei geringem Rechenaufwand minimiert und somit
echtzeitfahig ist.
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Basis dieser Untersuchung bildet das in [38] vorgestellte Verfahren, welches
sich mit der Optimierung von Sollwerttrajektorien fiir die PSM befasst.
Ausgangspunkt sind hierbei die Statorspannungsgleichungen im statorfesten
a«f3g-System unter Vernachldssigung des ohmschen Spannungsabfalls:

d

Usy = ﬁf"‘ (4.34)
dipg

usg = Tﬁ (4.35)

Um die Zeit bis zum Erreichen des Sollwerts zu minimieren, wird das Minimum
der Deadbeat-Spannung gesucht:

Usep = 4/ I/ts(xz + MSBZ (4.36)

Der Startpunkt im Flussraum ist durch %S“B (0) zum Zeitpunkt = 0 gegeben.
Der Zielpunkt entspricht g;(xﬁ, welcher nach der Dauer 7 erreicht wird. Dies

fiihrt auf eine lineare Trajektorie mit konstanten Statorspannungen im statorfesten
System [38]. Die resultierende Flussgerade im statorfesten System wird durch
folgende Gleichungen beschrieben:

. y;a_w&x(t =0)

Yse = . 1+ Usalt = 0) (4.37)
VYp —Ysp(t =0)
5p = —P ;B -1+ tsp(t = 0) (4.38)

Zu beachten ist, dass der Sollwert g; dq im rotororientierten dg-System gegeben
ist, wihrend ygaﬁ im statorfesten System mit wg rotiert. Fiir die Bestimmung

von ¢, muss daher T bekannt sein, was zur Zusatzbedingung fiihrt:
LSaf

s max  Te = V50 ~ Vgt = 0| (4.39)

Durch die Zusatzbedingung kann die Dauer des dynamischen Vorgangs T,
entsprechend nur iterativ bestimmt werden [38].
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Fiir die Berechnung wird dabei vereinfachend angenommen, dass die maximale
Statorspannung und der daraus resultierende Pridiktionshorizont kreisférmig
sind. In der Realitét bilden diese jedoch ein Sechseck, wodurch die exakte
Losung zusitzlich von der Winkellage zu Beginn des Sollwertsprungs sowie
von der Drehzahl wihrend des dynamischen Vorgangs abhéngt. Da unter diesen
Bedingungen eine verallgemeinerte Betrachtung nicht mehr méglich ist, wird
auf die exakte Modellierung der Stellspannung verzichtet.

Durch die Park-Transformation kann somit die Trajektorie aus dem statorfesten
in das rotor(fluss)orientierte dq-System iibertragen werden [23].

Psd| _ |cosys  —sinas| (s
L/JS(J N {SHWS COSWS} LZJS[J (440)

Hierbei wird die Drehzahl als konstant angenommen. Vereinfachend gilt zudem
~s(t = 0) = 0. Damit ldsst sich der Transformationswinkel vereinfachen zu:

s (l‘) =ws I (441)
Die Flussgerade im statorfesten System fiihrt somit im dg-System zu:

%ga - ¢Soc(0)

Psq(t) = cos(wst) T “t+ s« (0)

- sin(wst)W 1+ 15p(0) (4.42)
o) = sinfes S 0

+ cos(wst) W 1+ 15p(0) (4.43)

Abbildung 4.11 zeigt exemplarisch die Trajektorien identischer Sollwertspriinge
bei unterschiedlichen Drehzahlen in beiden Bezugssystemen. Die Bestimmung
der Trajektorien erfolgt beispielhaft fiir eine Zwischenkreisspannung von
40V. Dabei tritt der grundlegende Unterschied zwischen dem statorfesten
B g-System und dem dq-System im Flussraum deutlich hervor. Im Stillstand
(ws = 0) entspricht die Flussgerade in beiden Bezugssystemen der zuvor
beschriebenen, dynamischsten Trajektorie.
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Abbildung 4.11: Vergleich von Trajektorien bei verschiedenen Drehzahlen

Steigt die Drehzahl an, hat dies je nach Bezugssystem unterschiedliche
Auswirkungen. Wihrend im dq-System der Zielpunkt iiber die Drehzahl
konstant bleibt, lauft dieser in Abbildung 4.11 (a) auf einer Kreisbahn um. Mit
steigender Drehzahl veréndert sich also die Position des Sollwerts relativ zum
Startwert. In Abbildung 4.11 (b) fiihrt hingegen die Abbildung der Geraden
des statorfesten Systems auf das dg-System zu einer drehzahlabhingigen
Kriimmung der Trajektorie. Da die Kriimmung der berechneten Trajektorie
mit zunehmender Drehzahl steigt, kann diese auch durch Bereiche au3erhalb des
Maximalstromkreises fiihren. In einem solchen Fall ist zusétzlich eine Korrektur
notwendig [38].

Ubertriigt man die zuvor dargestellte Betrachtung auf den Rotorkreis, so
ergibt sich auch hier als zeitoptimaler Verlauf eine lineare Trajektorie im
rotororientierten dq-System. Im Gegensatz zum Stator tritt im Rotorkreis
jedoch keine rotatorisch induzierte Spannung auf, sodass keine Unterscheidung
zwischen stator- und rotorfestem Koordinatensystem erforderlich ist. Die
Herleitung der Flussgeraden im statorfesten System ldsst sich somit direkt auf
den Rotorkreis anwenden, sodass sich die Rotortrajektorie wie folgt beschreiben
lasst:

_ Yka—¥ra(0)

YRd T.

-t 4 1rq(0) (4.44)
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Da der Fokus des Regelalgorithmus auf der Minimierung der Anregelzeit fiir
kleine Drehzahlen liegt, wird eine Flussgerade im dq-System als Trajektorie
gewihlt. Dies bietet mehrere Vorteile:

* Eine iterative Bestimmung der Zeit T, bis zum Erreichen des Sollwerts entfillt.

* Die Flussgerade im dg-System bleibt innerhalb der Maximalstromgrenzen [4],
sodass eine Uberpriifung und Modifikation der Trajektorie entfillt.

* Der Algorithmus kann vollstindig in einem Bezugssystem implementiert
werden.

* Die Flussgerade bleibt fiir niedrige Drehzahlen nahe am theoretischen
Optimum.

Die gewihlte Sollwerttrajektorie wird im dq-Flussraum wie folgt definiert:

Gy (&) = Pt + & - (0 ~Powan) €€ [0.1] (4.45)

Dabei stellt der Parameter ¢ einen normierten Pfadparameter dar, der
die Position entlang der Trajektorie beschreibt. Die Trajektorie wird bei
jeder Sollwertinderung neu berechnet und beibehalten, bis eine weitere
Sollwertdnderung erfolgt. Das ,,Fixieren“ der Trajektorie fiihrt insbesondere bei
der ASM zu einer geringeren Regelabweichung im Ubergang und verbessert die
Regelgiite.

Um eine zusitzliche Dynamikverbesserung zu erzielen, kann eine dynamische
Modifikation der Sollwerte erfolgen. Besonders im FESM-Betrieb kann durch
die aktive Nutzung des ohmschen Spannungsabfalls die Dynamik gesteigert
werden. Ein Verfahren zur Sollwertmodifikation auf Basis dieses Ansatzes ist in
[E12] gezeigt.
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4.4 Online-ldentifikation und Kompensation
von Modellfehlern und Oberschwingungen

Die Regelgiite des in Kapitel 4.2 beschriebenen neuartigen Regelalgorithmus
hingt maBgeblich von der Qualitit der Kennfelddaten ab. Im Betrieb
konnen sich jedoch die Flussverkettungen und Widerstinde durch Einfliisse
wie Temperatur, Drehzahl oder Alterung verdndern. Zudem enthalten die
Flussverkettungen raumliche Oberwellen, die zu einer nicht-sinusformigen,
induzierten Spannung in den einzelnen Phasen fiihren (siehe Kapitel 2.1.3).
Auch bei den Stromrichtern weicht die tatsachlich gestellte Spannung oft von
den zuvor berechneten Sollspannungen ab (siehe Kapitel 2.2). Hierbei kommt
es sowohl zu winkelabhéngigen Abweichungen als auch zu einem stationéiren
Offset.

Um diese Abweichungen zu reduzieren, konnen verschiedene Verfahren
eingesetzt werden. Eine Moglichkeit ist die Online-Parameteridentifikation,
wodurch die Modellabweichungen wihrend des Betriebs erfasst und
entsprechend korrigiert werden konnen [E13, 121-123]. Zusitzlich konnen
Oberschwingungen durch erweiterte, vorab vermessene Modelle im Regler
beriicksichtigt und kompensiert werden [75].

Alternativ kann auch durch die Reglerstruktur eine gezielte Reduktion von
Stromoberschwingungen erreicht werden. Beim Multi-Reference-Frame-Ansatz
(MRF) werden weitere Regler in zusitzlichen, rotierenden Koordinatensystemen
implementiert. Diese laufen mit der Winkelgeschwindigkeit der jeweiligen
harmonischen Ordnung um und kdnnen nach entsprechender Filterung in diesem
Bezugssystem als Gleichgrofe ausgeregelt werden [124, 125]. Alternativ lassen
sich resonante Regler mit beispielsweise einer Proportional-Resonant-Struktur
(PR) einsetzen [119]. Bei identischer Parameterwahl weisen MRF mit
PI-Reglern und PR ein identisches Verhalten im Frequenzbereich auf und
konnen entsprechend als Aquivalent betrachtet werden [126].

Eine weitere Methode ist die Iterative-Learning-Control (ILC), deren
Grundlagen im Jahr 1978 zuerst veroffentlicht wurden [127]. Auch diese
kann zur Reduktion der Stromoberschwingungen bei elektrischen Antrieben
eingesetzt werden [128, 129].
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Im Jahr 1975 wurde mit dem Internal-Model-Principle [130] die Basis
fiir den 1981 veroffentlichten Repetitive-Control-Ansatz (RC) gelegt
[131]. Die breite Anwendbarkeit des Prinzips ist durch zahlreiche
Ubersichtsbeitréige belegt [132—134]. In [135] wird der Ansatz zur Reduktion
von Drehmomentoberschwingungen eingesetzt, wihrend in [136] die
Harmonischen der Drehzahl unterdriickt werden. In dieser Arbeit kommt
der Ansatz unter anderem in der Identifikation von winkelabhingigen
Flussverkettungen zum Einsatz (siehe Kapitel 3.1.2), wobei hier der Fokus auf
der Unterdriickung von Stromoberschwingungen liegt. In [137] wird gezeigt,
dass ILC und RC auf einer gemeinsamen Struktur basieren und somit in
zahlreichen Anwendungen funktional dquivalent sind und sich primir historisch
in ihrer Darstellung unterscheiden.

Da der zuvor vorgestellte Regelalgorithmus eine P-Charakteristik aufweist,
treten durch Modell- und Stellerfehler stationdre Abweichungen sowie
Oberschwingungen in den Stromen und im Drehmoment auf. Um diesen
Effekten entgegenzuwirken, wird ein zusétzlicher, winkelabhingiger
Integralanteil in Form eines RC implementiert, welcher diese Abweichungen im
stationédren Betrieb kompensiert. Die im Folgenden vorgestellte Erweiterung
des Regelalgorithmus wurde auch in [E8] publiziert.

4.4.1 Berechnung der Fehlspannung

Die Fehlspannung kann auf unterschiedliche Weise berechnet werden. Als
Referenz wird die Fehlspannungsberechnung anhand eines PI-Reglers untersucht,
welche auch bei der Stromregelung zur Parameteridentifikation in Kapitel 3
zum Einsatz kommt. Im Anschluss erfolgt dann eine Beschreibung der
Fehlspannungsberechnung mittels Modellgleichungen, welche aufgrund der
hoheren Konvergenzgeschwindigkeit auch im Regelalgorithmus Anwendung
findet.

Fehlspannungsberechnung mittels PI-Regler

Beim PI-Regler werden P- und I-Anteil direkt aus dem Stromfehler gebildet.
Unter idealer Vorsteuerung enthilt der I-Anteil ausschlieBlich die, aufgrund von
Modellfehlern auftretende, Fehlspannung und dient damit als Referenz. Mit der
Integralverstirkung Ky ergibt sich die Spannungsabweichung bzw. Fehlspannung,
die bis zum Erreichen des Sollwerts oder einer Stellgrolenbegrenzung integriert
wird.
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In Anlehnung an die Reglerauslegung mit Betragsoptimum in Kapitel 3 fiir die
Stator- und Rotorkreisgleichungen gilt nach [24]:

Aii(1) = (T -11)) - K1 (4.46)
1 Rs O 0
Ky = 5T 0 Rs¢ O 4.47)
to 0 0 RRr
—_——
R3x3

Die Summenzeitkonstante wird zu
Ty =15-Ty (4.48)

gewdhlt, welche der Totzeit eines PI-Reglers mit Abtastung der Messwerte
im Ubergang zwischen zwei PWM-Intervallen entspricht. Damit ist die im
I-Anteil integrierte Fehlspannung bei konstantem Kj linear proportional
zum gemessenen Stromfehler. Sittigung sowie die Drehzahlabhingigkeit der
induzierten Spannungen bei Flussabweichungen bleiben unberiicksichtigt.

Entsprechend erfolgt fiir eine gegebene Abweichung vom Sollstrom,
unabhingig vom Betriebspunkt, die gleiche Spannungsnachfiihrung. Aus den
Spannungsgleichungen (2.77)—(2.78) folgt jedoch, dass ein Fehler in den
Flussverkettungen Atsg, Atpsq zu einer drehzahlabhingigen Fehlspannung
fiihrt. Ein konstanter Ky bildet diese Drehzahlabhiingigkeit jedoch aufgrund
der zuvor gezeigten Parametrierung nicht ab und beriicksichtigt zudem
keine Nichtlinearitdten, welche aufgrund von Sittigung und Kreuzsittigung
auftreten. Folglich fiihrt dies zu einer vergleichsweise geringen Dynamik in der
Kompensation von Modellfehlern und Oberschwingungen.

Modellbasierte Fehlspannungsberechnung

Zur Verbesserung der Konvergenzgeschwindigkeit kann die Spannung durch die
Modellgleichungen unter Verwendung der Flusskennfelder geschétzt werden.
Dazu wird das Verfahren aus [92] um die Rotorkomponente erweitert. Die
Fehlspannung entspricht dabei der Differenz zwischen der Sollspannung des
Reglers #* und der geschitzten Maschinenspannung.

Aﬁ[,_l’to] =u* - ﬁ[t_1,to] (4.49)
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Die Maschinenspannung i [1-1.00] wird auf Basis der Maschinenparameter und
Kennfelder unter Verwendung der gemessenen Strome 1; , 7;, ermittelt. Fiir
die Berechnung werden die gemessenen Strome sowie die Flussverkettungen
aus den LUTSs von zwei aufeinanderfolgenden Zeitpunkten herangezogen. Da
die Messung zum Zeitpunkt 7y erfolgt, gilt die berechnete Maschinenspannung
fiir das Intervall [r_1,7p]. Um die Fehlspannung zu bestimmen, muss die aktuell
berechnete Sollspannung daher um 2 - T verzogert werden.

o - e e 0 —ws 0\ 7
; L+ - +
u[t_l,to} _ R3><3lt 1 . Uty +¢t 1T ¢t0 + 0 0 ¢z 1 5 ¢Io (4 50)
A 0 0 O

Durch die Beriicksichtigung des nichtlinearen Zusammenhangs zwischen
Stromfehler und Fehlspannung kann die Konvergenzgeschwindigkeit signifikant
erhoht werden. Die Kopplung auf der d-Achse der FESM fiihrt jedoch zu
einer hohen Verstiarkung und damit zu einer erhohten Sensitivitit gegeniiber
Messrauschen (siehe Kapitel 6.2). Entsprechend kann je nach Anwendung eine
zusitzliche Dampfung erforderlich sein.

4.4.2 Kompensation von Modellfehlern

Die Abweichungen zwischen Soll- und Istwert werden unter Verwendung der
zuvor identifizierten Fehlspannung iterativ {iber den Integralanteil reduziert. Um
die Sensitivitiit gegeniiber Messrauschen zu verringern, wird zusétzlich eine
Démpfung iiber den Parameter o € (0,1] eingefiigt.

ﬁ;}l [t1,02] = ﬁ;(I(to) + Aﬁ[t,l,to] Bey| 4.51)

Wird der Integralanteil fiir alle Winkelpositionen identisch berechnet, werden
ausschliellich stationidre Abweichungen kompensiert. Beim Erreichen der
StellgroBenbeschriankung erfolgt eine Anti-Windup-Strategie. Auf Basis dieses
Integralteils kann jedoch auch eine Kompensation von rdumlichen Oberwellen
erfolgen.
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4.4.3 Kompensation von Oberschwingungen

Die Grundlage fiir die Identifikation und Reduktion von Oberschwingungen in
den Stromen bildet [92]. Diese Methode wurde in [E6] fiir die FESM und in [E9]
fiir die ASM erweitert und fiir den Betrieb mit einem modellpriadiktiven Regler
angepasst. Fiir die Kompensation von Oberschwingungen wird der Integralanteil
um die Winkeldimensionen g und g erweitert, wodurch eine Matrix
mit Integralanteilen entsteht, die jeweils einem definierten Winkelsegment
zugeordnet sind. Bei Synchronmaschinen kann auf die Abhéngigkeit des
Rotorwinkels g verzichtet werden, wodurch die Matrix zu einem Vektor wird.
Ein Stellereingriff im Rotor ist zudem nur bei der FESM moglich. Um
eine allgemeine Umsetzung sicherzustellen, wurde der Algorithmus fiir
den allgemeinsten Fall formuliert. Dieser beinhaltet entsprechend beide
Winkelabhédngigkeiten sowie die Eingriffsmoglichkeit des Rotorstellers.
Eine Reduktion der Winkeldimensionen hat keine Auswirkungen auf das
Interpolationsverfahren, der Wegfall eines Stellers fiihrt lediglich zu einer
dauerhaften StellgroBenbeschrinkung der jeweiligen Achse. Damit wird
sichergestellt, dass auch hier keine maschinenspezifischen Anpassungen im
Reglercode erforderlich sind.

Der Integralanteil besteht aus N Stiitzstellen in der ys-Achse und Ny in
der yr-Achse. Um Verzerrungen der Ausgangsspannung an den Ubergédngen
zwischen zwei Stiitzstellen zu minimieren, wird eine bilineare Interpolation
angewendet (sieche [E9]). Die Struktur der Kompensation ist in Abbildung 4.12
dargestellt.

Dynamikoptimierung

Da die Konvergenzgeschwindigkeit mit der Anzahl der Stiitzstellen
korreliert, fiihrt insbesondere der 2D-Integralanteil zu einem deutlich
verlangsamten Einschwingverhalten. Um dies zu verbessern, wurde zunéchst
eine Initialisierungsroutine eingefiigt. So werden nach einem Sollwertsprung
die I-Anteile zuriickgesetzt. Sobald ein stationérer Zustand erreicht ist, werden
zundchst die stationdren Abweichungen kompensiert. Im Anschluss werden alle
Stiitzstellen des I-Anteils mit dem ermittelten Wert initialisiert.

Zur Erhohung der Konvergenzgeschwindigkeit konnen zudem die Symmetrien
der Maschine genutzt werden. Es wird von einer ideal symmetrischen Maschine
ausgegangen, sodass die Kompensation niederfrequenter Anteile entfillt.
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Abbildung 4.12: Kompensation von Modellfehlern und Oberschwingungen mittels RC

Fiir den Stator wird eine Symmetrie von dvg = 60° angenommen, wodurch die
Stiitzstellen des Integralteils auf einem Winkel von 60° verteilt sind. Dadurch
kann die Dynamik bei gleicher Winkelauflosung um den Faktor sechs verbessert
werden.

Bei der ASM kommt zusitzlich die Rotordimension g hinzu. Um auch
hier die Dynamik zu erhohen, kann als Symmetrie um eine Rotorstabteilung
R = 368: P angenommen werden (siche Kapitel 2.1.3) [E9]. Ist der
Rotoraufbau nicht bekannt, kann im spannungsgesteuerten Betrieb eine Analyse
der Oberschwingungen bei unterschiedlichen Schlupffrequenzen durchgefiihrt
werden. Die niedrigste dominante Rotorordnung wird als Symmetrie gewéhlt.

4.5 Simulative Analyse des Regelungsverfahrens

Im Folgenden wird die Funktionsweise des Reglerverfahrens anhand von
Simulationsergebnissen in MarrasSimulink vorgestellt. Die Simulation
aller Synchronmaschinen basiert auf dem in [138] beschriebenen akausalen
Maschinenmodell in MarrasSimscape. Die Simulation der ASM basiert auf
dem Modell aus [E2] und wurde durch transiente FEM-Simulationen validiert.
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Fiir die Simulation wird angenommen, dass die Maschinenparameter ideal
bekannt sind, sodass keine Kompensation durch den Integralteil erforderlich ist.
Zudem bleiben Winkelabhingigkeiten sowohl in den Maschinenmodellen als
auch im Stromrichter unberiicksichtigt. Die Stellspannungen werden durch ein
Mittelwertmodell idealisiert und verzerrungsfrei bereitgestellt. Das Verhalten
der zeitdiskreten Signalverarbeitung mit den definierten Messzeitpunkten
und der Rechentotzeit wurde im Modell nachgebildet, um die Dynamik des
Priifstands moglichst exakt zu reproduzieren. Alle Maschinendaten inklusive
deren Flusskennfelder sind in Kapitel 2.1.4 dargestellt und weisen Sittigung
sowie Kreuzsittigung auf, wie sie auch fiir magnetisch hoch ausgenutzte Antriebe
im Automotive-Sektor charakteristisch sind.

4.5.1 Fremderregte Synchronmaschine

Da die FESM durch den zusitzlichen Rotorsteller die grofite Anzahl an
Freiheitsgraden innerhalb der betrachteten Maschinenkonzepte aufweist, wird
sie im Folgenden als Erstes untersucht. Die Kenndaten des Priiflings sind
in Tabelle 4.1 zusammengefasst, wihrend Abbildung 2.16 die zugehorigen
Kennfelder zeigt.

> [st-Trajektorie > Trajektorie

--©- Soll-Trajektorie Maximalstromgrenze
C>I}
e P

1
L. 0
qu in Vs 1sq in Vs 'Sq 1N A igqg in A
(a) Trajektorie im Flussraum (b) Trajektorie im Stromraum

Abbildung 4.13: Dynamische Trajektorie der FESM im Fluss- und Stromraum
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Zur Veranschaulichung der Funktionsweise des Regelalgorithmus wird bei einer
Drehzahl von 1000 1/min ein Sollwertsprung von 7’ = (0 A 0A O A)T auf

™= (32 A 32A 9 A)T simuliert. Die Randbedingungen fiir die Simulation
sind in Tabelle 4.1 gegeben. Wie in Kapitel 4.3 folgt der Regler im Flussraum
einer Flussgeraden entsprechend der Darstellung in Abbildung 4.13 (a). Diese
wird durch den Start- und Sollwert des Stroms definiert, welche in den
Flussraum iibertragen werden. Die Trajektorien im Flussraum und im Stromraum
Abbildung 4.13 (b) weichen dabei deutlich voneinander ab. Da mit zunehmender
Flussverkettung Sittigung und Kreuzsittigung in der Maschine dominanter
werden, ist die Stromédnderung nicht mehr proportional zur Flussinderung. In
Abbildung 4.13 (b) fiihrt die Séttigung der d-Achse so zu einem Abknicken der
Stromtrajektorie.

Die Simulation veranschaulicht den Vorteil einer Regelung im Flussraum.
Wiirde die Regelung im Stromraum ausgefiihrt, wiirde sich der Zusammenhang
zwischen angelegter Spannung und Stroménderung mit zunehmender Sattigung
dndern, sodass fiir die Einhaltung einer Sollwerttrajektorie im Stromraum das
Modell kontinuierlich nachgefiihrt werden miisste. Im Flussraum gibt es jedoch
grundsitzlich eine lineare Abhiingigkeit von Spannung und Flussidnderung. So
kann die Sollspannung fiir das Erreichen einer Sollflussdnderung mathematisch
einfach berechnet werden, da das nichtlineare Maschinenverhalten ausschlieBlich
in den LUTs bzw. den Kennfeldern enthalten ist.

Tabelle 4.1: Maschinendaten und Simulationsparameter der FESM

Maschinendaten ‘ Simulationsparameter
Parameter Wert ‘ Parameter Wert
p 2 Uzk s 750V
Nmax 3000 1/min Uzk R 48V
Mmax 226 Nm i max 50 A
Prmax 25kW IR max 25A
f a 8kHz
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4.5.2 Asynchronmaschine mit Kafiglaufer

> [st-Trajektorie »>— Trajektorie
=©- Soll-Trajektorie Maximalstromgrenze
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(a) Trajektorie im Flussraum (b) Trajektorie im Stromraum

Abbildung 4.14: Dynamische Trajektorie der ASM im Fluss- und Stromraum

Fiir die ASM wird beispielhaft bei einer Drehzahl von 750 1/min ein

Sollwertsprung von 7= (O A 0A O A)T auf " = (20 A 15A 0 A)T
simuliert. Der Stromsollwert im Rotor iz, wird auf null ergdnzt und entspricht
somit dem stationédren Arbeitspunkt zu den gewihlten Statorsollstromen. Die
Simulationsparameter und Maschinenkenndaten sind in Tabelle 4.2 gegeben. Die
Kennfelder sind in Abbildung 2.25 dargestellt und wurden mittels der Methode
aus [E2] auf Basis von FEM-Simulationen erzeugt.

Da der Zustand der ASM auch von der Rotordimension abhingt, ist auch
die Sollwerttrajektorie dreidimensional (siehe Abbildung 4.14(a)). Da
jedoch im Vergleich zur FESM kein Rotorsteller vorhanden ist, kommt es zu
Abweichungen in der ©rq-Achse. Die resultierende Trajektorie im Stromraum
ist in Abbildung 4.14 (b) zu sehen. Im Gegensatz zum Flussraum ist hier keine
Geradenform zu erkennen. Um die Flussverkettung im Rotor moglichst schnell
zu erhdhen und so der Flussgeraden zu folgen, wird zunéchst eine Sd-Spannung
angelegt. Infolgedessen steigt der Stator- und Rotorstrom in der d-Achse bis zur
Stromgrenze an. Die Einhaltung der Stromgrenzen wird jedoch kontinuierlich
anhand der inversen Flusskennfelder fiir das Stellintervall iiberpriift.
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Tabelle 4.2: Maschinendaten und Simulationsparameter der ASM

Maschinendaten ‘ Simulationsparameter
Parameter Wert Parameter Wert
p 2 Uzk s 750V
Nmax 3000 1/min Uzk R ov
Mmax 155 Nm iS,max 60 A
Prmax 34 kW IR, max 120 A
fa 8kHz

Beim Erreichen der Stromgrenze wird die Spannung reduziert. Somit folgt die
Stromtrajektorie der Stromgrenze bis zum Erreichen des Sollwerts, wodurch
eine hohe Dynamik erreicht werden kann. Durch den Wegfall des Rotorstellers
wird die Trajektorie im Flussraum lediglich in der Projektion, also in der
hsq¥sq-Achse, eingehalten. Dies ist deutlich in der 2D-Darstellung der d-Achse
zu sehen Abbildung 4.15 (b).

In Abbildung 4.15 (b) sind die Abweichungen in der d-Achse zu sehen. Dies
kann grob in drei Abschnitte aufgeteilt werden. Im ersten Abschnitt verlduft die
Flusstrajektorie parallel zur 1/gq-Achse. Hier wird der Strom im Stator zunichst
bis zur Stromgrenze erhoht.
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Abbildung 4.15: Abweichungen der ASM-Flusstrajektorie in der d-Achse
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Somit steigt der Streuflussanteil im Stator an, wihrend sich im Rotor
keine Flussdnderung ergibt. Im zweiten Abschnitt laufen die Soll- und
Istwerttrajektorie ndherungsweise parallel. Hier ist der Statorstrom dauerhaft
an der Maximalstromgrenze. Durch den ohmschen Spannungsabfall im Rotor
ergibt sich so die maximal mogliche Flussdnderung im Rotor.
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Abbildung 4.16: Dynamische Trajektorie der ASM im Zeitverlauf
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Im letzten Abschnitt wird der Strom in der d-Achse zum Erreichen des
stationdren Sollwerts reduziert und der Rotorstrom klingt auf null ab. Der
Streuflussanteil in der d-Achse wird hierbei abgebaut und der Rotor- und
Statorfluss nihern sich an. Das dynamische Verhalten des Reglers lésst sich
im Zeitbereich verdeutlichen. Durch den Sollwertsprung bei r = 0s wird
zunichst die Spannung ugq auf die Spannungsgrenze erhoht, um den Sd-Strom
moglichst schnell bis zur Stromgrenze zu erhéhen Abbildung 4.16 (c). Im Stator
baut sich der Streufluss dynamisch auf. Der Rotorkreis weist hingegen ein
dominant ohmsch-induktives Verhalten auf und bildet somit einen Tiefpass
erster Ordnung mit der Rotorzeitkonstante TR = 0,35 s. Im Rotor folgt daher
die Flussverkettung ¥4 mit diesem Tiefpassverhalten der Statorflussverkettung
und auch der Rotorstrom baut sich mit demselben Zeitverhalten ab (siche
Abbildung 4.16 (b) und Abbildung 4.16 (a)). Wiirde in der Regelungsstrategie
lediglich die Statorstrome auf den jeweiligen Sollwert geregelt werden, so wiirde
der stationire Punkt niherungsweise nach 5 - T = 1,75 s erreicht werden. Durch
die vorgestellte Trajektorienstrategie kann der Sollwert schon nach 0,24 s erreicht
und somit die Dynamik um mehr als Faktor 7 gesteigert werden.

4.5.3 Permanenterregte Synchronmaschine

Fiir die Simulation der PSM kommt als Priifling die ETI-SO1-30-20 aus [56]
zum Einsatz. Die Parametrierung der Simulation entspricht einem realen
Priifstandsbetrieb und ist zusammen mit den Maschinenkenndaten in Tabelle 4.3
gegeben. Die PSM ist vollstindig durch ihre Flussverkettungskennfelder
charakterisiert, die mittels FEM-Simulation generiert und durch Messungen
verifiziert wurden. Die Kennfelder sind in Abbildung 2.19 dargestellt.

Tabelle 4.3: Maschinendaten und Simulationsparameter der PSM

Maschinendaten ‘ Simulationsparameter
Parameter Wert ‘ Parameter Wert
P 3 Uzk s 400V
Timax 30000 1/min Uzk R ov
Mmax 37Nm IS, max 200 A
Pmax 60 kW fa 8kHz
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Abbildung 4.17: Flussverkettungen und Strome im Sollwertsprung bei der PSM

Mit dem Priifling wurde bei 5000 1/min ein Sollwertsprung von

7=(0A 0A 0A)" auf * = (-125A 150A 0A)" durchgefiihrt. Die
Stromantwort ist in Abbildung 4.17 (b) gezeigt. Nach der Vorgabe der neuen
Sollwerte bei + = 0 ms werden zunéchst die Ausgangsspannungen innerhalb
eines Reglerintervalls berechnet. Entsprechend kommt es zu einer Totzeit von
einem Regelintervall. Anschlieend erreicht der Regler den neuen Sollwert
innerhalb von 0,5ms, was vier Regelintervallen bzw. drei Intervallen mit
dynamischem Stellereingriff entspricht.

Die Ausgangsspannungen sind in Abbildung 4.18(a) dargestellt. Die
Stellspannung wird dabei immer auf der Grundlage der maximalen Spannung
und der gewiinschten Trajektorie berechnet. Da die Maschine wihrend des
dynamischen Vorgangs elektrisch um etwa 45 © rotiert, variieren die verfiigbaren
Stellspannungen in Sd- und Sqg-Richtung. Die Statorspannungsgrenze ist
dabei in Form eines Sechsecks implementiert (siehe Abbildung 4.18 (b)),
wodurch Ubermodulation ohne Anpassung des Modulationsverfahrens
an der Spannungsgrenze implizit durchgefiihrt wird. Im Vergleich zu
anderen Modulationsverfahren ohne Ubermodulation und mit entsprechend
sinusformiger Ausgangsspannung kann hier insbesondere bei der PSM und
SyRM die Dynamik durch die erhohte Ausgangsspannung gesteigert werden.
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Abbildung 4.18: Spannungen im Sollwertsprung bei der PSM

Da die induzierte Spannung der Maschine im Ubergang ansteigt, miissen
die Stellspannungen in jedem Regelintervall angepasst werden, um die
gewiinschte Sollwerttrajektorie beizubehalten. Auch der stationidre Endwert
verdndert sich, was anhand der unterschiedlichen stationéren Sollspannungen in
Abbildung 4.18 (b) zu sehen ist. Abbildung 4.17 (a) zeigt den zeitlichen Verlauf
der Flussverkettungen, welche im dq-Flussraum wieder eine Flussgerade bilden.

4.5.4 Synchrone Reluktanzmaschine

Der Datensatz fiir die Simulation der SyRM wurde mit der
Open-Source-Entwicklungsplattform SyR-e Drive erstellt, die auf der
Simulationssoftware FEMM und Marrap basiert [57]. Die Kenndaten des
Priiflings und die Simulationsparameter sind in Tabelle 4.4 dargestellt. Auch
die Kennfelder der SyRM weisen Sittigung und Kreuzsittigung auf (siehe
Abbildung 2.22). Im Vergleich zur PSM ist jedoch kein Offset durch den
Permanentmagnetfluss vorhanden. Der Sollwertsprung der SyRM erfolgt bei

1500 /minvon 7= (0A 0A 0A) auf* = (-25A 43A 0A)".
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Tabelle 4.4: Maschinendaten und Simulationsparameter der SyRM

Maschinendaten ‘ Simulationsparameter
Parameter Wert ‘ Parameter Wert
p 3 Uzk s 565V
Nmax 4000 1/min Uzk r ov
Mmax 47 Nm iS,max 50 A
Prax 10kW fa 8kHz

Der Sollwert wird innerhalb von 2ms erreicht, was 16 Regelintervallen
entspricht. Die im Vergleich zur PSM deutlich vergroierte Anregelzeit liegt
hierbei nicht an einer verringerten Dynamik, sondern lediglich an einer grof3eren
Anderung der Flussverkettung im Vergleich zur PSM.

Abbildung 4.19 (a) zeigt die Trajektorie im Flussraum. Durch den Wegfall
der Rotordimension hat diese keine Auspriagung in der 1)rq-Achse. Soll- und
Istwerte beschreiben auch hier im Flussraum eine Gerade. Im Stromraum
(sieche Abbildung 4.19 (b)) wird der Verlauf des Stroms durch die Sittigung
der Maschine verzerrt und weicht daher deutlich von der Geradenform ab.
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Abbildung 4.19: Dynamische Trajektorie der SyRM im Fluss- und Stromraum
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,» Experiment is the sole judge of
scientific ,truth‘.“

Richard P. Feynman (1918-1988),
The Feynman Lectures on Physics (1963)

Versuchsaufbauten

Im Anschluss an die Simulation wird die Funktionsfiahigkeit der Regelung
durch Messergebnisse an verschiedenen Priifstinden belegt. Es wurden dazu
Messungen fiir die FESM, ASM und PSM durchgefiihrt, wobei unterschiedliche
Priifstinde mit variierender Signalverarbeitung und Messtechnik verwendet
wurden. Messdaten fiir die SyRM lagen zum Zeitpunkt der Publikation nicht
VOr.

Die SyRM und PSM unterscheiden sich im Wesentlichen durch den zusétzlich
im Rotor eingebrachten Permanentmagneten, was zu einer Verschiebung der
Flusskennfelder aufgrund des Permanentmagnetflusses fiihrt (siehe Kapitel 2).
Trotz dieser Unterschiede weisen beide Maschinentypen eine hohe physikalische
Ubereinstimmung auf. Daher konnen die Messergebnisse der PSM zusammen
mit den Simulationsergebnissen in Kapitel 4.5 als plausibler Funktionsnachweis
dienen.

Im Folgenden werden die Priiflinge und Priifstinde beschrieben, welche fiir die
Messungen in Kapitel 6 verwendet wurden. Die gezeigten Maschinenparameter
und Flusskennfelder wurden mit der Methodik aus Kapitel 3 experimentell
bestimmt. Ergénzend zu den gezeigten Versuchsaufbauten wurden fiir die ASM
zusiétzliche Messungen an einem weiteren DUT verdffentlicht [E3, D2].

5.1 Priifling

Die Priiflinge umfassen die in Kapitel 6 beschriebenen Maschinen mit einer
Nennausgangsleistung zwischen 169 W und 22 kW. Die Auswahl der Systeme
erfolgte primir nach ihrer Verfiigbarkeit, wobei dennoch eine breite Streuung
hinsichtlich Leistung, Spannung und Drehzahl berticksichtigt wurde. Dadurch
wird die allgemeine Anwendbarkeit des entwickelten Regelungskonzepts auf
unterschiedliche Antriebstypen demonstriert.
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Die Priiflinge der Typen ASM und FESM zeigen infolge von magnetischer
Sattigung sowie Kreuzsittigung deutliche nichtlineare Eigenschaften.
Diese Effekte treten insbesondere in magnetisch hoch ausgenutzten
Maschinen auf und sind daher auch charakteristisch fiir Traktionsantriebe.
Der PSM-Priifling hingegen zeigt bedingt durch sein magnetisches
Design eine stark oberwellenbehaftete Flussverkettung. Dies prédestiniert
ihn insbesondere fiir Untersuchungen des RC-Verfahrens zur gezielten
Oberschwingungskompensation.

Durch die unterschiedlichen physikalischen Eigenschaften der eingesetzten
DUTs lisst sich die Ubertragbarkeit des entwickelten Regelungskonzepts auf eine
Vielzahl elektrischer Antriebe iiber einen groflen Leistungsbereich nachweisen
— von magnetisch linearen Kleinantrieben bis zu hoch ausgenutzten Traktions-
und Industrieantrieben.

5.1.1 Fremderregte Synchronmaschine

(a) Priifling am Maschinenbett (b) Rotor des Priiflings [139]

Abbildung 5.1: Maschinenbett und Rotor der FESM

Der FESM-Priifling (sieche Abbildung 5.1 (a)) wurde von Winzer in [139]
entwickelt und aufgebaut. Die Kenndaten der Maschine sind in Tabelle 5.1
gegeben.

Basis der Maschine bildet eine Asynchron-Industriemaschine fiir den Betrieb
am 50 Hz-Netz. Der Stator weist 36 Nuten und vier Pole auf. Der Rotor wurde
fiir den Betrieb als FESM in [139] neu entwickelt und ist in Abbildung 5.1 (b)
dargestellt. Die Rotorwicklung wird durch Schleifringe angebunden.
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Tabelle 5.1: Kenndaten des in [139] entworfenen FESM-Priiflings

Parameter Wert

p 2
Mmax 40 Nm
ng 1500 1/min
Us N 400V
ISN 10,1 A
URN 48V
IRAN 8,7TA
Pn 59kW

Im Gegensatz zu passiven, induktiven Ubertragern kann so auch eine
negative Rotorspannung angelegt werden. Der Stator weist im Vergleich zu
Automotive-Antrieben [140, 141] eine deutlich hohere Windungszahl auf.
Entsprechend liegt der Rotorwiderstand mit Rg = 1,4 2 ungefiahr im Bereich
des Statorwiderstands mit Rg = 1,3 2. Die Induktivitdten in der d-Achse liegen
mit Lrq = 219,3mH und Lgq = 77,5mH im Vergleich zu einem typischen
Antrieb im Automotive-Bereich eng beieinander.

In Abbildung 5.2 sind die Flusskennfelder der Maschine fiir verschiedene
Rotorstrome irq dargestellt. Die Messmethodik sowie der zugrunde liegende
Datensatz wurden in [ES] publiziert. Die Ergebnisse zeigen, dass die Sittigung
des Magnetkreises zu deutlichen Nichtlinearititen fiihrt. Diese duflern sich
sowohl in der Kopplung zwischen den Wicklungen des Stators und des Rotors
als auch in der Kreuzsittigung zwischen d- und q-Achse.

Die Rotorlage des Priiflings wird von einem Resolver vom Typ RE-15-1-A15
der Firma LTN Servotechnik ermittelt [D3]. Die Kiihlung des Priiflings erfolgt
aufgrund der geringen Leistung ausschlieBlich durch passive Luftkiihlung. Eine
Temperaturmessung ist nicht implementiert.
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Abbildung 5.2: Kennfelder des FESM-Priiflings bei irq=8,7 A (griin), irg=0 A (rot) und

irg=—8,7 A (blau)
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5.1.2 Asynchronmaschine mit Kafiglaufer

Abbildung 5.3: ASM-Priifling und Lastmaschine am Maschinenbett

Abbildung 5.3 zeigt den ASM-Priifling. Die Siemens 1LE1592-1EB42-1AF4
ist ebenfalls eine vierpolige Maschine fiir den Betrieb am 50 Hz-Netz [D4].
Die Kenndaten des Antriebs sind in Tabelle 5.2 gegeben. Mit 22kW hat
der Priifling die hochste Ausgangsleistung aller untersuchten Antriebe. Der
Rotorlagewinkel und die Drehzahl werden durch einen Siemens 1XP8012-20
Inkrementalgeber mit 1024 Strichen bestimmt [D5]. Die Kennfelder der ASM
sind in Abbildung 5.4 fiir verschiedene Rotorstrome igq dargestellt. Im Vergleich
zum FESM-Priifling ist die Kreuzsittigung der Kennfelder weniger stark
ausgeprégt. Eine Ursache hierfiir liegt in der Orientierung des Bezugssystems.

Tabelle 5.2: Kenndaten der Siemens 1LE1592-1EB42-1AF4 ASM

Parameter Wert

p 2

My 140 Nm
nN 1500 1/min
Us N 380V
iSN 45 A
Pn 22kW
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Die Rotorflussorientierung der ASM bewirkt im Vergleich zur Rotororientierung
bei Synchronmaschinen, dass in der Sq-Achse lediglich ein Streufluss mit
geringer Amplitude auftritt.
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0T 0 0Ty 0 Y
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(a) Sd-Komponente (b) Sq-Komponente
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Abbildung 5.4: Kennfelder des ASM-Priiflings bei irq=64 A (griin), irg=0 A (rot) und
iRg=—64 A (blau)
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Dies zeigt sich auch im direkten Vergleich der Flusskennfelder. Wihrend bei
den anderen gezeigten Priiflingen die maximalen Flussverkettungsamplituden in
der Sd- und Sq-Achse um etwa den Faktor zwei oder weniger abweichen, liegen
diese Werte bei der ASM prinzipbedingt deutlich weiter auseinander. So ist die
maximale Amplitude in Abbildung 5.4 (b) etwa um den Faktor zehn geringer als
in Abbildung 5.4 (a). Folglich ist die Sattigung der Sq-Flussverkettung weniger
stark ausgeprigt und auch die Kreuzsittigung fillt vergleichsweise gering aus.

5.1.3 Permanenterregte Synchronmaschine

(a) Stator mit modifiziertem Rotor [S5] (b) Rotor des Priiflings [S5].

Abbildung 5.5: PSM-Priifling

Der Priifling der PSM ist in Abbildung 5.5 (a) dargestellt. Es handelt sich
um einen Nanotec DB59M024035R-B3 mit modifiziertem Rotor [D6]. Das
serienméfBige Rotordesign ist mit Oberflichenmagneten ausgefiihrt und besitzt
zwei axiale Segmente mit Schrigung. In der modifizierten Ausfithrung sind
die Magnete in V-Form vergraben (sieche Abbildung 5.5 (b)), wobei auf
eine axiale Segmentierung des Rotors sowie Schrigung verzichtet wurde.
Dadurch weist der Rotor ein deutlich hoheres Rastmoment und ausgeprégtere
Drehmomentoberschwingungen auf.

Die Daten des modifizierten Antriebs sind in Tabelle 5.3 gegeben. Im Gegensatz
zu den anderen Priiflingen ist die PSM fiir den Betrieb an einem Stromrichter mit
24V ausgelegt und hat somit eine geringere Ausgangsleistung und ein niedriges
Drehmoment. Als Lastmaschine wird die Nanotec DB59M024035R-B3 ohne
Modifikationen eingesetzt.
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Tabelle 5.3: Kenndaten der modifizierten Nanotec B59M024035R-B3

Parameter Wert

P 3

My 0,32 Nm
nN 3500 1/min
Uzk s 24V
iSN 8A

PN 169 W

Die Flusskennfelder sind in Abbildung 5.6 gegeben. Bei der PSM entfillt die
Abhingigkeit von Rotorstrom und Rotorflussverkettung. Entsprechend sind
die Kennfelder nur zweidimensional. Wie fiir Antriebe in dieser Baugrofe
tiblich, sind die Kennfelder ndherungsweise linear und weisen kaum magnetische
Sattigung oder Kreuzsittigung auf.

10 5
g5 g0
3 &
= =
-5
0. _
20 20
" 20 0 " 20 0 20
. - -20 c - -20
igq in A igq in A Isq 1 A igq in A
(a) Sd-Komponente (b) Sq-Komponente

Abbildung 5.6: Kennfelder des PSM-Priiflings
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5.2 Priifstande

Bei der Wahl der Priifstinde wurde auf bereits bestehende, verfiigbare Systeme
zuriickgegriffen, welche weder elektrisch noch mechanisch modifiziert wurden.
Entsprechend unterscheiden sich diese Systeme sowohl im elektrischen als auch
im mechanischen Aufbau.

Kern der Signalverarbeitung aller Priifstande bilden das ETI-SoC-System oder
der ETI-DSP III [142, 143]. Beide Plattformen wurden am Elektrotechnisches
Institut (ETI) als modulares Rapid-Control-Prototyping-System entwickelt
und basieren auf einem zugekauften System-on-Module von AVNET, bei
dem ein Zyng-7030 um DDR-Speicher und Peripherie-Controller erweitert
wird. Der heterogene SoC besteht aus einem Zyng-7030 System-on-Chip
(SoC) von AMD mit einem Dual-Core ARM Cortex-A9 Prozessor und einem
Kintex-7 Field-Programmable-Gate-Array (FPGA). Die Systeme kdnnen mit
unterschiedlichen Erweiterungskarten an die jeweiligen Anforderungen der
Priifstinde angepasst werden.

Die Systemarchitektur ist in Abbildung 5.7 dargestellt. ARM Core 0
ibernimmt unter FreeRTOS die Kommunikation mit dem Host-PC
sowie Uberwachungsaufgaben. Auf Core 1 werden hingegen zeitkritische
Steuerungsalgorithmen als Bare-Metal-Implementierung in Echtzeit
ausgefiihrt. Beide Plattformen unterstiitzen Rapid-Prototyping durch
Marra-Codegenerierung. Im FPGA werden Signalverarbeitungsaufgaben
mit hohen Anforderungen an die zeitliche Auflosung umgesetzt, darunter die
Erfassung, Verarbeitung und Weiterleitung von Messdaten sowie die Steuerung
von Peripheriegeriten und die Ansteuerung von Leistungshalbleitern. Zudem
fungiert das FPGA als Schnittstelle zu den Erweiterungskarten.

Die beiden Systeme unterscheiden sich hierbei in der Anbindung der
Erweiterungskarten. Beim ETI-DSP III werden die Daten iiber den
ETI-Bus, einen parallelen 16-Bit-Kommunikationsbus mit adressbasiertem
Datenzugriff, iibertragen. Im ETI-SoC-System sind die 10s des FPGAs
direkt mit den Erweiterungskarten verbunden. Hier fiihrt der Wegfall der
Buskommunikation zu einer reduzierten Latenz durch den direkten Zugriff auf
die Erweiterungskarten.

Fiir beide Systeme stehen standardisierte Karten zur Anbindung der Stromrichter
oder beispielsweise zur Geberauswertung und Analog-Digital-Wandlung zur
Verfiigung. Die spezifische Ausfiihrung der Signalverarbeitung wird in der
Beschreibung der Priifstinde vorgestellt.
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5.2.1 Fremderregte Synchronmaschine

Abbildung 5.8: FESM-Priifstand mit Leistungselektronik, Signalverarbeitung und
Maschinenbett

Abbildung 5.8 zeigt den Priifstandsaufbau fiir den FESM-Priifling. Als
Lastmaschine kommt eine PSM von KEBA mit der Typbezeichnung
LSH-127-4-30-560/T4,IR zum Einsatz. Die Lastmaschine wird mittels
kaskadiertem PI-Regler mit Referenzmodell im Drehzahlregelkreis betrieben.
Die Umsetzung erfolgte nach [144]. Das Lastmoment wird vorgesteuert. Priifling
und Lastmaschine werden von IGBT-ETI-Einplatinenstromrichtern (EPSRs)
angetrieben. Der gemeinsame Zwischenkreis aller Stromrichter wird von einem
galvanisch getrennten Netzteil gespeist (siehe Abbildung 5.9). Entsprechend
wird auch der EPSR, welcher als Erregerstromrichter dient, mit derselben
Zwischenkreisspannung betrieben.

Signalverarbeitung und Messtechnik

Die Regelung ist auf dem SoC-System implementiert. Regel- und
PWM-Frequenz betragen 10kHz. Die Rotorpositionsbestimmung in der
Lastmaschine erfolgt mittels LTN RE 15-1-A14 Resolver, im Priifling kommt
ein LTN RE 15-1-A1 zum Einsatz.
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Abbildung 5.9: Blockdiagramm des FESM-Priifstands

Beide Sensoren weisen eine Genauigkeit von zehn Winkelminuten und
eine Schwankung von einer Winkelminute auf [D3]. Die Resolver-Signale
werden iiber zwei Geberauswertungskarten verarbeitet, die mit einem
Resolver-to-Digital-Converter AD2S1210 von Analog Devices ausgestattet
sind. Der Maschinensatz ist fiir niedrige Drehzahlen ausgelegt, weshalb
die hochste Auflosung von 16bit verwendet wird. Bei einem Takt von
10MHz betrigt die maximal auswertbare Drehzahl iiber 9000 1/min.
Die Drehmomentmessung erfolgt iiber eine ETH Drehmomentmesswelle
vom Typ DRFL-III 150 n mit einer Messgenauigkeit von 0,1 % bezogen
auf den Messbereich von 150Nm. Das Analogsignal wird iiber eine
Analog-Digital-Wandler (ADC)-Karte des SoC-Systems ausgewertet. Jede
ADC-Karte verfiigt {iber drei Analog-Digital-Wandler des Typs LTC2325-16
von Analog Devices mit einer Auflosung von 16 bit und einer Abtastfrequenz
von 5MSs~! pro Kanal.

Fiir die Erfassung der elektrischen Groen werden ebenfalls ADC-Karten
eingesetzt. Die Strommessung erfolgt mit Sensoren aus der CKSR-Reihe
von LEM. Auf den EPSR, welche die FESM speisen, sind CKSR 50-NP
Sensoren verbaut, die fiir Strome bis 50 A ausgelegt sind und eine
Messgenauigkeit von 0,9 % bieten. Die Phasenspannungsmessung erfolgt durch
eine Messkette aus einem isolierten Verstdrker und einem Differenzverstirker.
Der isolierte Verstarker ist ein ACPL-C79B von Avago Technologies mit einem
Linearitétsfehler von 0,05 % und einem Signal-Rausch-Verhiltnis von 62 dB.
Als Differenzverstirker wird ein INAI45 von Texas Instruments verwendet.
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Nach der Analog-Digital-Wandlung ergibt sich eine Auflésung von etwa
20 mV. Wihrend der Initialisierung wird ein Offsetabgleich des Messsystems
durchgefiihrt. Hierbei wird das gemessene Signal gemittelt und der ermittelte
Durchschnittswert als Offset fiir den Betrieb gespeichert.

5.2.2 Asynchronmaschine mit Kafiglaufer

Abbildung 5.10: ASM-Priifstand mit Leistungselektronik, Signalverarbeitung und
Maschinenbett

Abbildung 5.10 zeigt den Priifstand und das Maschinenbett der ASM.
Die Lastmaschine ist identisch mit dem Priifling und wird mit einem
kaskadierten PI-Regler drehzahlgeregelt. Der Rotorfluss bzw. der d-Strom
ist im Grunddrehzahlbereich konstant auf 25A gewihlt und wird im
Feldschwichbetrieb zur Einhaltung der Spannungsgrenzen entsprechend
reduziert. Das Lastmoment wird vorgesteuert.

Im Priifstand kommen vier EPSRs zum Einsatz (siche Abbildung 5.11).
Ein Stromrichter ist als Active Front End (AFE) verbaut und stellt die
Zwischenkreisspannung fiir den Lastmaschinenstromrichter.

159



Kapitel 5 Versuchsaufbauten

3~400V L-Filter AFE EPSR Last

B = wH-H@

Tiefsetzsteller

MesswelleI
Nz @

Abbildung 5.11: Blockdiagramm des ASM-Priifstands

Die Zwischenkreisspannung am Priiflingsstromrichter kann iiber einen weiteren
EPSR eingestellt werden, welcher als Tiefsetzsteller fungiert. Der gesamte
Priifstand ist galvanisch iiber einen Trafo auf der Netzseite getrennt.

Signalverarbeitung und Messtechnik

Als Signalverarbeitung kommt der ETI-DSP IlI zum Einsatz. Regel- und
PWM-Frequenz betragen 8 kHz. Der Digitaler Signalprozessor (DSP) gibt
in jeder Regelperiode neue Sollwerte an die Modulatorkarte aus, welche
die Messsignale an den DSP iibertrigt. Die ADC-Karte nutzt einen Texas
Instruments THS1206 ADC. Die analogen Messsignale der Strom-, Spannungs-
und Drehmomentmessung werden mit 12bit quantisiert und mit einer
Abtastfrequenz von 1,5 MSs™! pro Kanal erfasst. Uber ein T -Intervall werden
somit 120 Messpunkte gemittelt und an den DSP weitergeleitet. Der Umrichter ist
mit Silizium-IGBTs (Insulated Gate Bipolar Transistoren) aufgebaut und arbeitet
mit einer Schaltfrequenz von 8 kHz. Die maximale Stromamplitude ist auf 55 A
begrenzt, um eine thermische Uberlastung zu vermeiden. Dieser Strom deckt
die relevanten Betriebsbereiche des Priiflings ab. Die Zwischenkreisspannung
betrigt 650 V, was eine maximale Spannungsamplitude von etwa 375V am
Ausgang ermoglicht. Strom und Spannung werden direkt am Ausgang des
Umrichters gemessen. Die Strommessung erfolgt mit Stromwandlern des
Typs LA 100-P von LEM mit einem Bemessungsstrom von 100 A und einer
Genauigkeit von 0,5 %. Die Genauigkeit der Spannungsmessung betrédgt 2 %.
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Die Drehmomentmessung erfolgt iiber die 722 500NM Messwelle von
Hottinger Baldwin Messtechnik GmbH . Der Messbereich betrigt 500 Nm und
iibersteigt das Maximalmoment des Priiflings deutlich. Die Genauigkeit des
Ausgangssignals betrigt 0,5 % bezogen auf den Messbereich.

Die Rotorpositionsbestimmung erfolgt {iiber eine Geberkarte mit
Vierfachauswertung. Der verbaute Siemens 1XP8012-20 Inkrementalgeber
besitzt eine Strichzahl von 1024. Durch die Vierfachauswertung ergibt sich eine
Auflésung von 12 bit fiir das Lagewinkelsignal. Zur Korrektur von konstanten
Abweichungen erfolgt beim Systemstart auch hier eine Kalibrierung des
Messsystems durch einen Offsetabgleich.

5.2.3 Permanenterregte Synchronmaschine

: SoC-Stromichter  ©

°
e o
B ee R ——

(a) SoC-Stromrichter mit
Signalverarbeitung fiir Priifling und (b) PSM-Priifling und Lastmaschine am
Lastmaschine Maschinenbett

Abbildung 5.12: PSM-Priifstand

Abbildung 5.12 (b) zeigt den PSM-Priifstand. Als Lastmaschine kommt eine
Nanotec DB59M024035R-B3 zum Einsatz, welche iiber denselben Stator wie
der Priifling verfiigt. Die Lastmaschine wird mit einem kaskadierten PI-Regler
drehzahlgeregelt.

Abbildung 5.12(a) zeigt die verwendeten SoC-Stromrichter fiir die
Lastmaschine und den Priifling [E14]. Diese sind direkt in das Gehéduse des
SoC-Systems integriert und zusitzlich mit planaren Rogowskispulen zur
direkten Stromsteigungsmessung ausgestattet. Die Stromrichter werden mit
einer konstanten Zwischenkreisspannung von 24 V betrieben, welche aus dem
Netzteil des SoC-Systems gespeist wird. Die Stromrichter sind iiber zwei
ADC-Karten und zwei angepasste [O-Karten mit dem SoC-System verbunden.
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Abbildung 5.13: Blockdiagramm des PSM-Priifstands

Signalverarbeitung und Messtechnik

Die Regelung ist auf dem SoC-System implementiert. Regel- und
PWM-Frequenz betragen 10kHz. Die Rotorpositionsbestimmung in der
Lastmaschine und im Priifling erfolgt iiber den Lastmaschinengeber.
Es kommt ein Nanotec NME2-UVW-U06-05-C-Inkrementalgeber mit
einer Auflosung von 14bit zum Einsatz, der bis maximal 12000 1/min
betriecben werden kann. Der Nanotec NME2-UVW-U06-05-C basiert
hierbei auf einem icHaus iC-MU15-Geber. Der Lagewinkel wird iiber eine
Drehzahlerfassungskarte mit Vierfachauswertung bestimmt. Somit ergibt sich
eine Winkelauflésung von 16 bit. Die Drehmomentmessung erfolgt iiber eine
Kistler 4503 B-Drehmomentmesswelle mit einer Messgenauigkeit von 0,05 %
bezogen auf den Messbereich von 5 Nm [D7]. Das Frequenzsignal wird von der
Drehzahlerfassungskarte des SoC-Systems verarbeitet.

Fiir die Erfassung der elektrischen Grolen werden zwei ADC-Karten verwendet,
die jeweils mit drei Analog-Digital-Wandlern des Typs LTC2325-16 von
Analog Devices mit einer Auflosung von 16 bit und einer Abtastfrequenz von
5MSs~! pro Kanal ausgestattet sind.

Die Strommessung erfolgt mit LAH 25-NP-Stromsensoren von LEM mit einer
Genauigkeit von 0,3 % im Messbereich bis 25 A. Die Phasenspannungsmessung
erfolgt iiber einen hochohmigen Differenzverstirker THS-4131 von
Texas Instruments, der mit Widerstinden der Genauigkeitsklasse 0,1 % bestiickt
ist. Nach der Analog-Digital-Wandlung ergibt sich eine Auflosung von etwa
1,8mV. Zur Unterdriickung konstanter Abweichungen wird wihrend des
Startprozesses auch hier ein Abgleich der Messsignale durchgefiihrt, wobei das
gemessene Signal gemittelt und der Mittelwert als Offset gespeichert wird.
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., It does not make any difference how
beautiful your guess is. [...] [1]f it
disagrees with experiment it is wrong.

Richard P. Feynman (1918-1988),
The Character of Physical Law (1965)

Messergebnisse

An den in Kapitel 5 beschriebenen Priifstinden wurden verschiedene Messungen
zum Fiihrungs- und StorgroBenverhalten durchgefiihrt. Die Parameter und
Kennfelder der Priiflinge wurden vorab unter vergleichbaren Bedingungen
mit identischem Priifstandsaufbau aufgezeichnet, wobei die Eisenverluste
vernachlédssigt wurden. Eine Nachfiihrung der Parameter und Kennfelder fand
im Betrieb nicht statt.

Im laufenden Betrieb konnen somit, insbesondere infolge von
Temperaturdnderungen, Parameterabweichungen auftreten, die sowohl
die Wicklungswiderstinde als auch den magnetischen Kreis beeinflussen.
Zusitzlich steigen bei hoher Drehzahl und Flussverkettung die Eisenverluste an,
welche zu weiteren Modellfehlern fiihren konnen.

Bei der ASM bestimmt das nichtlineare Strommodell mit festem Parametersatz
den Transformationswinkel. Abweichungen in diesem Modell verursachen
daher unweigerlich eine Fehlorientierung, was wiederum die Dynamik des
Gesamtsystems vermindert.

6.1 Regelung dynamischer Trajektorien

In Kapitel 4 wurde das Verhalten bei Sollwertspriingen mithilfe einer
Simulation analysiert. Dort wurden Effekte wie Parameterabweichungen,
Messfehler oder Rauschen bewusst vernachlissigt, um die Funktionsweise
zu untersuchen und zu erldutern. Zur Validierung dieser Ergebnisse werden
nachfolgend Sollwertspriinge unter realen Bedingungen am Priifstand vorgestellt.
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Die Stromsollwerte wurden zuvor durch eine numerische Optimierung zur
Minimierung der Kupferverluste berechnet. Ein vergleichbares Vorgehen wurde
in [145] fiir die FESM vorgeschlagen. Entsprechend ergibt sich das folgende
Optimierungsproblem:

3
min Py = o - (RS : (i5d2 + isq2> YRy (iRd2 + quQ)) 6.1)

i8d,ISqsRd 2
wobei das gewiinschte Sollmoment erreicht werden soll:
M} -M; <0 6.2)

Zusitzlich miissen die Spannungs- und Stromgrenzen beriicksichtigt werden:

”S,max2 > MSdQ + MSq2 (6.3)
ismax” > isa® +isq” (6.4)
Uzk R 2 lurdl (6.5)
IRmax = liRdl (6.6)

Fir die PSM und SyRM entsprechen die errechneten Werte den
MTPA-Betriebspunkten [146]. Bei der FESM und ASM hingegen flielen
zusitzlich die Kupferverluste des Rotors in die Berechnung ein, wodurch sich
Abweichungen zu den MTPA-Betriebspunkten ergeben. Die Rotorstrom- und
Rotorspannungsgrenzen sind dabei ausschlieBlich fiir die FESM relevant,
weshalb in den Grenzen nur die Rd-Achse beriicksichtigt wird.

Zur Bestimmung der Kupferverluste im Rotor der ASM wird vereinfachend
angenommen, dass Lg ; < Ly, gilt. Entsprechend ergibt sich der Rotorstrom
iRq gemdB Gleichung (2.66) néherungsweise zu

iRg ~ —isq (6.7)

irq ist hingegen im stationéren Betrieb vollstindig abgeklungen und hat somit
keinen Einfluss auf die Optimierung.
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6.1.1 Sollwertsprung

In diesem Abschnitt werden exemplarisch Sollwertspriinge fiir alle DUTs
ohne I-Anteil untersucht. Im Gegensatz zu klassischen Reglerentwiirfen erfolgt
dabei keine Analyse des Fiihrungsverhaltens anhand typischer Kenngroflen wie
etwa der Uberschwingweite oder der Ausregelzeit. Stattdessen konzentriert
sich die Bewertung im Wesentlichen auf die Anregelzeit, also die Dauer bis
zum Erreichen des Sollwerts, sowie auf die Einhaltung der Solltrajektorie im
Flussraum.

Da in diesem Abschnitt keine Kompensation von Modellfehlern vorgenommen
wird, sind die beobachteten Abweichungen von der Sollwerttrajektorie im
Wesentlichen auf Modell- und Stellerfehler zuriickzufiihren. Dariiber hinaus
konnen bei der ASM Parameterabweichungen im Strommodell zu einer
Fehlausrichtung des dq-Systems fiihren, die sowohl transiente als auch stationére
Abweichungen verursacht. Diese Abweichungen dienen somit als Qualitdtsmal3
fiir die modellpradiktive Regelung und die Genauigkeit der identifizierten
Maschinenparameter.

Fremderregte Synchronmaschine

> [st-Trajektorie
-<©- Soll-Trajektorie

"de in Vs
—_
[
=)
/

e

)

.
o @
o

Ysq in mVs tbsq in mVs

Abbildung 6.1: Gemessene dynamische Trajektorie der FESM im Flussraum
bei 100 1/min
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Die Sollwertspriinge von ONm auf -7,5Nm wurden bei einer
Zwischenkreisspannung von Uzg R = Uzk s = 150 V und einer Drehzahl von
n = 100 1/min durchgefiihrt. Die Sollstrdme betrugen isg = isq = —6,8 A und
irRd = 5,1 A. Abbildung 6.1 zeigt die Sollwerttrajektorie sowie die gemessene
Trajektorie im Flussraum. Dabei sind lediglich geringe Abweichungen
erkennbar. Auch im Stromraum (sieche Abbildung 6.2) folgt der Verlauf
niherungsweise einer Geraden, da im betrachteten Sprung kaum Sittigung
auftritt.

Die entsprechenden Zeitverldufe sind in Abbildung 6.3 dargestellt. Trotz
der Anderung des Rotorflusses betriigt die Anregelzeit lediglich 3,4 ms. Im
Vergleich zu automobilen Antrieben limitiert der Rotorkreis die Dynamik
des Gesamtsystems nicht. Dies liegt an der vergleichsweise geringen
Rotorinduktivitit des Priiflings in Kombination mit einer htheren verfiigbaren
Rotorspannung sowie einer geringen Statorspannung und ist auch im Verlauf
der Spannungen in Abbildung 6.3 (c) deutlich erkennbar. Dabei ist die Dynamik
auf der d-Achse ausschlieBlich durch die verfiigbare Statorspannung begrenzt
und nicht, wie tiblich, durch den Rotorsteller.

Um die Resonanz des Priifstands zu unterdriicken, wurden bei dem in
Abbildung 6.3 (d) gezeigten gemessenen Drehmoment die Frequenzanteile im
Bereich von 200 Hz bis 600 Hz im Postprocessing entfernt.

—>— Trajektorie

iRq in A

isq in A

iSd in A

Abbildung 6.2: Gemessene dynamische Trajektorie der FESM im Stromraum
bei 100 1/min
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Im Sprung wird das Drehmoment vorgesteuert. Da die Lastmaschine als PSM
ausgefiihrt ist und ihr zeitliches Verhalten somit priméar durch den Statorkreis
limitiert ist, weist diese eine hohere Dynamik auf als der Priifling. Entsprechend
steigt das gemessene Drehmoment an der Welle zunichst an und beschleunigt
den Maschinensatz, bevor anschlieBend das Drehmoment am Priifling aufgebaut
wird.

iin A

uinV

Abbildung 6.3: Zeitverldufe
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Asynchronmaschine
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Abbildung 6.4: Gemessene dynamische Trajektorie der ASM im Stromraum bei
100 1/min

Abbildung 6.5 und Abbildung 6.4 zeigen fiir die ASM den Sprung von 0 Nm
auf —27 Nm bei einer Zwischenkreisspannung am DUT-Stromrichter von 400 V
und einer Drehzahl von n = 100 1/min.

Wie bereits bei den Simulationsergebnissen beschrieben, kann die Trajektorie
im Flussraum in der ¥rq-Dimension nur indirekt iiber den Rotorstrom irq
und den daraus resultierenden ohmschen Spannungsabfall beeinflusst werden.
Folglich wird die Trajektorie auch am Priifstand lediglich in der 1)s4-1)sq-Ebene
eingehalten, wihrend sich der Verlauf in der irq-Dimension durch das
Abklingen des Rotorstroms ergibt. Der Sollwert ist erreicht, sobald irq = 0 A
vorliegt. Die Anregelzeit beim Sollwertsprung betrdgt bei der ASM 400 ms
und ist damit trotz hoherer Zwischenkreisspannung merklich groBer als bei
der FESM. Da kein Rotorsteller vorhanden ist, wird die Dynamik hier nicht
vorrangig von der maximalen Stellspannung, sondern in erster Linie von der
Rotorzeitkonstante limitiert.

Durch die Wahl der Trajektorie im Flussraum wird zunédchst der maximale
Stator- und Rotorstrom in der d-Achse eingestellt. Hierfiir wird jedoch nur
kurzzeitig die maximale Statorspannung genutzt, um den Strom iiber den
Streupfad aufzubauen (siehe Abbildung 6.6 (c)).
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Abbildung 6.5: Gemessene dynamische Trajektorie der ASM im Flussraum bei 100 1/min

Im Stromraum in Abbildung 6.6(a) verlauft die Trajektorie entlang des
Maximalstromzylinders bis zum Sollwert. Dies fiihrt zu einem hohen
Rotorstrom, welcher den ohmschen Spannungsabfall im Rotor maximiert. Somit
kann eine moglichst dynamische Rotorflussdnderung erreicht werden.
Abbildung 6.6 (d) zeigt das gemessene Drehmoment im Vergleich zum
berechneten inneren Moment Mj. Zur Eliminierung der Priifstandsresonanz
wurden auch in diesem Fall im Postprocessing die Frequenzanteile des
Messsignals im Bereich von 100Hz bis 170Hz herausgefiltert. Beim
Sprung wird das Drehmoment in der Lastmaschine vorgesteuert. Da diese
mit konstantem Rotorfluss betrieben wird, lasst sich das Lastmoment
hochdynamisch regeln.

Am Priifling ist die Dynamik durch die verlustoptimierte Auswahl der
Betriebspunkte begrenzt, da dies im Sollwertsprung eine Verdnderung
des Rotorflusses erforderlich macht. Somit ist die Drehmomentinderung
am Priifling deutlich langsamer. Dies zeigt sich auch in den Messungen:
Kurz nach der Sollwertdnderung steigt zunichst der Betrag des gemessenen
Drehmoments aufgrund der Vorsteuerung der Lastmaschine sprunghaft an
(siehe Abbildung 6.6 (d)).
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Erst im weiteren Verlauf baut sich dann das Drehmoment am Priifling
mit vergleichsweise geringer Dynamik auf. Im stationédren Betrieb stimmen
gemessenes und berechnetes Drehmoment iiberein.
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Abbildung 6.6: Zeitverldufe der gemessenen dynamischen Trajektorie des ASM-Priiflings
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Permanenterregte Synchronmaschine
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Abbildung 6.7: Gemessene dynamische Trajektorie der PSM im Fluss- und Stromraum
bei 100 1/min

Zunichst wird ein Sollwertsprung von ig; = 0A und i’s‘q = -0,9A auf
iy = 0.8A und i5, = -5,3A betrachtet. Da im Betriebsbereich des
PSM-Priiflings kaum Sittigung auftritt, stehen Strome und Flussverkettungen
nahezu in einer linearen Beziehung. Entsprechend ergeben sich im Fluss- und
Stromraum (Abbildung 6.7) Geraden. Da die Rotordimension entfillt, erfolgt
die Betrachtung nur in der ¢)sq1)sq-Ebene bzw. isqisq-Ebene.

Die Streckenzeitkonstanten sind bei der PSM im Vergleich zum
ASM- und FESM-Priifling klein, weshalb der Sollwert trotz geringer
Zwischenkreisspannung in vier Ta erreicht wird (Abbildung 6.8). Wihrend
des Ubergangs fordert der Regler dazu kurzzeitig die maximal verfiigbare
Stellspannung (siehe Abbildung 6.8 (c)).

Um Messrauschen und Priifstandsresonanzen im gemessenen Drehmoment zu
reduzieren, wurden in Abbildung 6.8 (d) alle Frequenzanteile oberhalb von
150 Hz im Postprocessing entfernt. Dadurch wirkt die Dynamik des gemessenen
Drehmoments deutlich geringer als die des berechneten inneren Moments.
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Abbildung 6.8: Zeitverlidufe der gemessenen dynamischen Trajektorie des PSM-Priiflings
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6.1.2 Drehzahlabhangigkeit der Reglerdynamik

Mit steigender Drehzahl gewinnt die induzierte Spannung im Stator an
Bedeutung. Dies ist in Abbildung 6.9 fiir identische Rotorpositionen
im dqg-System schematisch dargestellt. Die flussindernde Spannung unter
Vernachlissigung des ohmschen Spannungsabfalls in der Statorwicklung kann
wie folgt beschrieben werden:

dipsg

g Usdtws: sq (6.8)
dys
—5 = Usq—ws " Usa (6.9)

Im Stillstand kann jeder beliebige Statorspannungszeiger die Flussverkettung
um denselben Betrag beeinflussen. Bei hoheren Drehzahlen muss
hingegen im stationdren Betrieb eine Gegenspannung zur rotatorischen
Spannungskomponente wg - 1¥sq und -ws - Ygq bereitgestellt werden.
Dadurch sinkt die maximal mogliche Flussdnderung pro Stellerintervall
in Richtung dieser Spannungskomponenten und die Anregelzeit steigt an.
Die Rotordynamik bei der FESM bleibt davon unbeeinflusst, da dort keine
rotatorische Spannungskomponente auftritt.

Ysd Ysd
Psq ¥sq

(a) Priadiktionshorizont im Stillstand (b) Pradiktionshorizont bei
hoher Drehzahl

Abbildung 6.9: Erreichbare Flussdnderung pro Stellerintervall bei unterschiedlichen
Drehzahlen
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Wie in Kapitel 4.3 beschrieben, stellt die Wahl der Flussgeraden im dq-Flussraum
einen Kompromiss dar, der mit steigender Drehzahl aufgrund der zunehmenden
Kriimmung im statorfesten Flussraum zu einer geringeren Dynamik fiihrt.

Die zuvor beschriebenen Zusammenhinge zwischen Drehzahl, induzierter
Spannung und erreichbarer Flussdanderung (Abbildung 6.9) werden im Folgenden
experimentell fiir die einzelnen Maschinentopologien validiert. Dazu werden
fiir jeden Maschinentyp zunichst exemplarische Sollwertspriinge analysiert
und im Anschluss systematisch die Anregelzeit identischer Sollwertspriinge bei
verschiedenen Drehzahlen ausgewertet.

Fremderregte Synchronmaschine

Die kiirzestmogliche Anregelzeit (unter Vernachldssigung ohmscher
Spannungsanteile) ldsst sich mit einer Flussgeraden im statorfesten
Bezugssystem erzielen (siehe Kapitel 4.3). Im realisierten Regler wird jedoch
aufgrund der einfacheren Implementierung eine Flussgerade im dg-System
verwendet. Abbildung 6.10 zeigt Sollwertspriinge von —5,3 Nm auf 4,8 Nm bei
zwei unterschiedlichen Drehzahlen. Die Strom- und Flusssollwerte sind bei
beiden Drehzahlen identisch.

—>— Ist-Trajektorie —>— Ist-Trajektorie
=<©- ideale Trajektorie =<©- ideale Trajektorie
150 |- 100 -
T Tl Z 50 ¢
R g
5 Or 5 0
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_150 \ \ \ \ \ \ \ \ \
-150 -100 -50 0 50 -150 -75 0 75 150
Ps« in mVs s in mVs
(a) Trajektorie im Flussraum (b) Trajektorie im Flussraum
bei 100 1/min bei 1200 1/min

Abbildung 6.10: Kriimmung der Trajektorie bei unterschiedlichen Drehzahlen im
statorfesten Flussraum
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Die Anregelzeit betrdgt bei 100 1/min 4ms und steigt bei 1200 1/min
auf 5,5ms. Wihrend bei kleinen Drehzahlen die gemessene Trajektorie
niherungsweise einer Geraden entspricht, wird diese bei hoheren Drehzahlen
merklich gekriimmt. Die Lidnge des Flusspfads korreliert direkt mit der
benodtigten Spannungs-Zeit-Fliche wihrend des Sprungs. Diese betrigt in
Abbildung 6.10 (a) 0,38 Vs und in Abbildung 6.10 (b) 0,5 Vs. Da die Dynamik
eines Deadbeatsprungs letztlich durch die maximal verfiigbare Stellgrofle
begrenzt ist, ergibt sich ein anndhernd linearer Zusammenhang zwischen der
Pfadlinge im statorfesten Koordinatensystem und der Anregelzeit, solange der
Rotorkreis nicht limitierend wirkt.

Abbildung 6.11 zeigt die Auswertung von insgesamt 397 Sollwertspriingen pro
Drehzahl, die bei einer Zwischenkreisspannung von Uzk s = Uzg r = 150V
aufgezeichnet wurden. Die Anregelzeit definiert dabei das Zeitintervall vom
Beginn der Sollwertdnderung bis zum Erreichen des stationdren Endwerts mit
einer Abweichung unter 0,1 Nm. Die Sollwerte bleiben fiir alle Drehzahlen
identisch, sodass die Variation der Anregelzeit ausschlieB3lich auf die Drehzahl
zuriickzufiihren ist.

Auf der Horizontal- und Vertikalachse sind jeweils M, als Startmoment
zu Beginn des Sollwertsprungs und M, als Zieldrehmoment am Ende des
Sollwertsprungs dargestellt. Auf der Diagonalen liegt keine Sollwertinderung
vor, sodass der Sollwert instantan erreicht wird. Die Anregelzeit betrigt
hier 0s. Bei niedrigen Drehzahlen ergibt sich eine anndhernd symmetrische
Verteilung. Mit steigender Drehzahl gewinnen die rotatorisch induzierten
Spannungen an Einfluss. In der dq-Ebene steht also bei einer positiven
Drehmomentéinderung weniger Spannung fiir die Flussdnderung zur Verfiigung,
sodass die Anregelzeit ansteigt. Wird das Drehmoment reduziert, wirken
Stellspannung und induzierte Spannung in dieselbe Richtung und fiihren zu
einer schnelleren Drehmomenténderung.

Fiir die meisten Betriebspunkte ist die Statordynamik bei diesem Priifling
mafgeblich. Liegen M, oder M, jedoch nahe bei 0 Nm, kommt es punktuell zu
groBBeren Anregelzeiten und einer entsprechenden Verzerrung der Hohenlinien.
Dies ist auch in Abbildung 6.11 an der Kriimmung der 3 ms Konturlinie
erkennbar.
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Die Ursache liegt hierbei in der Sollwertoptimierung, welche fiir kleine
Drehmomente den Rotorstrom ig4q und Rotorfluss 1¥rq ebenfalls stark reduziert.
Dies fiihrt teilweise zu einer hohen Rotorflussidnderung bei Sollwertspriingen.
Entsprechend wird die Effizienz des Gesamtsystems auf Kosten der Dynamik

verbessert.

M, in Nm
M, in Nm

Anregelzeit in ms Anregelzeit in ms

(a) Anregelzeit bei 100 1/min (b) Anregelzeit bei 750 1/min

M, in Nm

Anregelzeit in ms

(c) Anregelzeit bei 1200 1/min

Abbildung 6.11: Anregelzeit der FESM bei verschiedenen Drehzahlen

176



Kapitel 6 Messergebnisse

Asynchronmaschine
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Abbildung 6.12: Anregelzeit der ASM bei verschiedenen Drehzahlen

Abbildung 6.12 zeigt die Auswertung der Anregelzeiten fiir die ASM. Pro
Drehzahl wurden 227 Sollwertspriinge bei einer Zwischenkreisspannung von
Uzx s = 200V aufgezeichnet. Der stationire minimale Sd-Strom wurde auf
isq > 2 A begrenzt. Die gezeigte Anregelzeit bezieht sich auf den Zeitraum vom
Beginn der Sollwertdnderung bis zum Erreichen des stationéiren Endwerts des
inneren Moments mit einer Abweichung von weniger als 0,5 Nm.

Die Charakteristik der Anregelzeiten wird im Gegensatz zur FESM vollstindig
von starken Uberhéhungen um 0Nm fiir M, und M, dominiert. Der Grund
ist das fehlende Rotorstellglied: Wihrend die erreichbare Dynamik von
Synchronmaschinen primir durch die verfiigbare Stator- und Rotorspannung
bestimmt wird, hat diese bei der gewéhlten Betriebsstrategie fiir die ASM nur
einen geringen Einfluss.

Um den Wirkungsgrad des Antriebs zu optimieren, werden die Fluss- und
Stromsollwerte in Abhéngigkeit vom gewiinschten Drehmoment angepasst.
Dadurch muss der Rotorfluss 1)rq ebenfalls variiert werden. Die Dynamik des
Rotorflusses wird dabei vereinfacht durch die Rotorzeitkonstante definiert.
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Eine Anderung des Rotorflusses kann im Betrieb nur durch einen ohmschen
Spannungsabfall im Rotor erreicht werden. Daher hingt die erreichbare
Dynamik sowohl von der Rotorzeitkonstante als auch vom verfiigbaren Stator-
und Rotorstrom igq ab. Die Anregelzeit fiir M; = 0Nm ist zudem deutlich
grofer als die fiir Betriebspunkte mit M, = O0Nm. Dies hat verschiedene
Ursachen. Betrachtet man die Strome im Ersatzschaltbild der d-Achse, so kann
der statorbezogene Rotorstrom maximal die Hohe der Statorstrominderung
erreichen.

Fiir den Priifling wurde die Stromgrenze auf 35 A festgelegt. Der maximale
stationdre Sd-Strom liegt bei igqg = 8,1 A, das Minimum bei 2 A. Damit steht
fiir den Flussaufbau lediglich die Differenz zwischen stationidrem Statorstrom
und dem maximalen Statorstrom zur Verfiigung. Entsprechend liegen die
theoretisch transient erreichbaren Rotorstrome im Bereich von 26,9 A bis
33 A, wobei die Hohe mit steigendem Rotorfluss abnimmt. Beim Flussabbau
liegt der erreichbare Rotorstrom, ausgehend von den verwendeten stationdren
Betriebspunkten, zwischen 43,1 A und 37 A. Dadurch kann im Rotor im Mittel
eine um etwa 30 % hohere flussindernde Spannung erreicht werden.

Der Hauptunterschied liegt jedoch in der Umsetzung des Regelalgorithmus.
Bei der ASM wird die Trajektorie aufgrund des fehlenden Rotorstellers
ausschlieBlich in der sqisq-Ebene betrachtet. Bei einer positiven
Sollwertidnderung ist das Sollmoment erst dann erreicht, wenn der Rotorstrom
vollstidndig abgeklungen ist und der Rotorfluss seine Zielgrofe erreicht hat. Die
hsqthsq-Sollwerte werden jedoch bereits zu Beginn des Abklingvorgangs des
Rotorstroms erreicht (siche Abbildung 6.6 (a) und Abbildung 6.6 (b)).

Dieser Effekt tritt bei einem Sprung auf 0 Nm besonders deutlich hervor. Da
der Sq-Strom zu Beginn des Abklingvorgangs des Rotorstroms bereits seinen
stationdren Endwert erreicht hat, ist auch das Drehmoment in diesem Fall schon
auf der Zielgrofle von 0 Nm. Dies fiihrt zu signifikanten Unterschieden in der
Anregelzeit des Drehmoments, obwohl sich die Dynamik des Rotorflusses nicht
im gleichen Maf3e unterscheidet.

Alternativ kann auch eine dynamische Betriebsstrategie eingesetzt werden,
bei welcher der Sd-Strom auf Kosten einer verringerten Effizienz im
Grunddrehzahlbereich konstant gehalten wird. Abbildung 6.13 stellt die
Anregelzeiten fiir einen konstanten Sd-Strom von i§ =93 A dar.
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Abbildung 6.13: Anregelzeit der ASM bei verschiedenen Drehzahlen mit konstantem igq

Die Drehmomenténderung erfolgt in dieser Betriebsstrategie ausschlieBlich
iiber den Sq-Strom isq» und der Rotorfluss bleibt unveriandert. Da die hierfiir
erforderlichen Flussdnderungen direkt durch den Statorsteller beeinflusst werden
konnen, besteht eine direkte Korrelation zwischen den Anregelzeiten und
der benodtigten Spannungs-Zeitfliche. Diese hingt wiederum vom Betrag der
Drehmomentéinderung ab.

Die Anregelzeiten weisen somit eine dhnliche Charakteristik wie bei den
iibrigen Maschinentypen auf: Sie nehmen mit steigender Drehzahl zu. Allerdings
verstidrkt sich dieser Effekt insbesondere bei positivem M, und negativem
M,, wihrend bei den anderen Maschinentypen das gegenteilige Verhalten
zu beobachten ist. Die Ursache liegt in einer geringen Fehlorientierung bei
der Bestimmung des Rotorflusswinkels durch das nichtlineare Strommodell.
Dadurch éndert sich beim Sollwertsprung nicht nur isq, sondern auch der
Rotorfluss. Da das nichtlineare Strommodell keine Drehzahlabhingigkeit der
Maschinenparameter beriicksichtigt, fiihren hohere Drehzahlen zu gréBeren
Abweichungen, was die Anregelzeit zusitzlich verliangert. Allerdings bleibt
diese Abweichung auch bei 750 1/min insgesamt gering, da die Dynamik der
Maschine auch hier im Vergleich zur Messung bei 100 1/min weiterhin sehr
hoch ist. Bei idealer Identifikation wire jedoch prinzipbedingt ein identisches
Verhalten wie bei den anderen Maschinentypen zu erwarten.
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Abbildung 6.14: Kriimmung der Trajektorie der PSM bei unterschiedlichen Drehzahlen
im statorfesten Flussraum

Da beim PSM-Priifling hohere Drehzahlen angefahren werden konnen, ist
auch hier die Kriilmmung der Trajektorie trotz kurzer Anregelzeiten deutlich
zu erkennen. Abbildung 6.14 zeigt eine Drehmomentumkehr von —223 mNm
auf 223 mNm bei 100 1/min und 2300 1/min. Auch hier kann eine eindeutige
Korrelation zwischen Pfadldnge und Anregelzeit festgestellt werden. Wéhrend
bei 100 1/min der Sprung nach 6 T (0,6 ms) abgeschlossen ist, steigert sich
dieser Wert bei 2300 1/min auf 10 T (1 ms). Ein dhnliches Verhéltnis ergibt
sich bei der Betrachtung der Pfadlidngen im Flussraum. Diese betragen 6,9 mV's
und 11,2 mVs.

Abbildung 6.15 stellt die Analyse von insgesamt 400 Sollwertspriingen pro
Drehzahl bei einer Zwischenkreisspannung von Uz s = Uzg R = 24V dar. Die
Anregelzeit, definiert als das Zeitintervall vom Beginn der Sollwertidnderung bis
zum Erreichen des stationidren Endwerts mit einer Abweichung unter 0,01 Nm,
variiert ausschlieBlich in Abhéngigkeit der Drehzahl, da die Sollwerte fiir alle
Drehzahlen konstant gehalten wurden.
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Abbildung 6.15: Anregelzeit der PSM bei verschiedenen Drehzahlen

Die systematische Auswertung der Anregelzeiten iiber den Drehzahlbereich zeigt
ein dhnliches Bild wie bei den anderen Priiflingen. Die Anregelzeit steigt mit
zunehmender Drehzahl ebenfalls bei positiver Drehmomentinderung, wihrend
sie bei negativer Drehmomenténderung tendenziell abnimmt.

Die Ursache liegt, wie zuvor beschrieben, in der Drehzahlabhiingigkeit der
flussdndernden Spannung in der Sq-Achse. Der gleiche Effekt ldsst sich jedoch
auch im statorfesten o[3g-Flussraum anschaulich beschreiben: Fiir ein konstantes
motorisches Drehmoment muss der Statorfluss bei konstanter Amplitude um
einen festen Winkel der d-Achse vorauseilen. Bei einer Drehmomentumkehr
soll der Statorfluss (fiir eine symmetrische Maschine) um denselben Winkel der
d-Achse nacheilen, wihrend die Amplitude unverédndert bleibt. Im Stillstand kann
dies ausschlieBlich durch eine Anderung des Statorflusses mittels Stellereingriff
erreicht werden. Mit steigender Drehzahl dreht sich jedoch die d-Achse
wihrend des dynamischen Vorgangs weiter, wodurch der Statorfluss weniger
weit gedreht werden muss und die benotigte Anregelzeit abnimmt. Bei einer
Drehmomentinderung von negativ zu positiv kehrt sich dieser Effekt um, was
zu einer erhohten Anregelzeit fiihrt.
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6.1.3 StorgroBenverhalten

Das StorgroBenverhalten eines Systems beschreibt die Reaktion auf externe
Einfliisse. Damit ldsst sich die Robustheit des Systems unter praxisnahen
Bedingungen einschitzen. Da die Priiflinge stromgeregelt sind, wird als
StorgroBe eine Drehzahlinderung durch die Lastmaschine vorgenommen.
Verglichen mit der erreichbaren Dynamik des Priiflings lésst sich jedoch die
Drehzahl und damit die Storgrofien nur mit vergleichsweise geringer Dynamik
dndern.

Fremderregte Synchronmaschine

Abbildung 6.16 und Abbildung 6.17 zeigen eine Messung an der FESM, bei der
die Lastmaschine einen Drehzahlsprung von —1000 1/min auf den Stillstand
durchfiihrt. Der Priifling wird mit einem konstanten inneren Moment von 5 Nm
betrieben. Um Modellfehler in der Grundwelle zu kompensieren, ist ein I-Anteil
aktiv (siehe Kapitel 4.4). Oberschwingungen werden jedoch nicht kompensiert.
Die Dauer des Storgréfensprungs betrdgt 235 ms. Das Lastmoment erreicht
eine maximale Amplitude von 26,9 Nm. Somit stehen in Summe maximal
31,9 Nm zur Drehzahldnderung zur Verfiigung.
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Abbildung 6.16: Drehzahl und Flussverkettung der FESM beim Drehzahlsprung
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Abbildung 6.17: Strome und Drehmoment der FESM beim Drehzahlsprung

Durch die Ausfiihrung des Drehzahlreglers mit Referenzmodell fiir die
Lastmaschine (siehe Kapitel 5.2.1) wird bei einem Drehzahlsprung die
Uberschwingweite reduziert, sodass der Sollwert schneller erreicht werden
kann. Die Stromsollwerte am Priifling werden wihrend des gesamten Vorgangs
konstant gehalten. Abweichungen infolge des Storgroflensprungs sind nicht
erkennbar. Bei den Flussverkettungen Abbildung 6.16 (b) sind zu Beginn des
Sprungs Storungen erkennbar, welche im Verlauf abnehmen. Ein identisches
Verhalten ist auch in den Stromen Abbildung 6.17 (a) erkennbar. Ursache
sind hierbei die Winkelabhingigkeiten der Flussverkettungen. Diese fiihren zu
Harmonischen in der induzierten Spannung, wobei deren Amplitude proportional
zur elektrischen Frequenz und somit zur Drehzahl ist. Entsprechend sinkt der
Einfluss im Verlauf des Sprungs.

Asynchronmaschine

Abbildung 6.18 zeigt eine vergleichbare Messung an der ASM wihrend einer
Drehzahlumkehr von 750 1/min auf —750 1/min. Das Sollmoment des Priiflings
blieb dabei konstant bei 12 Nm. Eine Kompensation von Modellfehlern durch
einen I-Anteil wird nicht vorgenommen und auch die Oberschwingungen
werden nicht kompensiert.
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Die Besonderheit bei der ASM ist, dass der dq-Transformationswinkel
nicht unmittelbar gemessen werden kann, sondern durch das nichtlineare
Strommodell geschitzt wird. Dasselbe gilt fiir den Rotorstrom. Die dargestellten
Abweichungen beruhen folglich auf der Verkettung von Modellfehlern aus dem
Strommodell und der Regelung.

Der gesamte Sprung dauert mit 785 ms deutlich ldnger als bei der FESM. Das

Lastmoment erreicht dabei eine Spitzenamplitude von 57,5 Nm.
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Abbildung 6.18: Messgroflen der ASM bei einem Drehzahlsprung
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Im Gegensatz zur FESM wird hier nur ein kaskadierter PI-Regler
zur Drehzahlregelung der Lastmaschine eingesetzt. Entsprechend ist die
Uberschwingweite hoher und der stationire Endwert wird spiiter erreicht.

Die Stromsollwerte des Priiflings bleiben wihrend des gesamten Vorgangs
ebenfalls unveridndert. Abweichungen durch den Drehzahlsprung sind nicht zu
beobachten. Wie bei der FESM sind jedoch drehzahlabhédngige Stérungen in den
Flussverkettungen Abbildung 6.18 (b) und in den Stromen Abbildung 6.18 (c)
erkennbar. Die Ursache liegt in den Winkelabhingigkeiten der Flussverkettungen.
Da die Schlupffrequenz im Vergleich zur Statorfrequenz im gewdhlten
Betriebspunkt klein ist, liegt auch hier das Minimum der Abweichungen
ndherungsweise symmetrisch um den Stillstand.

Permanenterregte Synchronmaschine

In Abbildung 6.19 und Abbildung 6.20 ist das Storgroenverhalten der PSM
bei einer Drehzahlumkehr von 1500 1/min auf —1500 1/min dargestellt. Die
Stromsollwerte der PSM bleiben wihrend des gesamten Vorgangs unverindert.
Das innere Moment liegt konstant bei 147 mNm (siehe Abbildung 6.20 (b)) und
wird durch die Drehzahlidnderung kaum beeinflusst.
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Abbildung 6.19: Drehzahl und Flussverkettungen der PSM bei einem Drehzahlsprung
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Abbildung 6.20: Strome und Drehmoment der PSM bei einem Drehzahlsprung

Wie bei den iibrigen Priiflingen treten drehzahlabhingige Stérungen in den
Stromen (siehe Abbildung 6.20 (a)) auf, welche auch hier ihre Ursache in den
Winkelabhidngigkeiten der Flussverkettungen haben (siehe Abbildung 6.19 (b)).
Auch hier werden weder Modellfehler noch Oberschwingungen mittels
(winkelabhédngigem) I-Anteil kompensiert.

Die Drehzahlidnderung dauert 115 ms. Wihrenddessen erreicht das Lastmoment
eine Spitzenamplitude von 5,3 Nm. Die Drehzahlregelung der Lastmaschine
erfolgt mittels eines kaskadierten PI-Reglers mit Fiihrungsgroenfilter. Dadurch
verringert sich die Uberschwingweite im Vergleich zur ASM-Messung. Im
Vergleich zur FESM kann hier trotz eines einfacheren Regleransatzes durch
die geringere Trigheit des Maschinensatzes eine relativ hohe Drehzahldynamik
erreicht werden.
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6.2 Einfluss von Messungenauigkeit und
Rauschen

Die zuvor dargestellten Untersuchungen betrachteten das Verhalten der
Regelung gegeniiber externen Storgrofen. In realen Antrieben wird die
erreichbare Regelgiite jedoch ebenso durch weitere Einflussfaktoren begrenzt,
wie beispielsweise durch Messrauschen, Sensorungenauigkeiten oder
Quantisierungseffekte. Diese wirken unmittelbar auf die gemessenen Strome
und damit auf die anhand der Kennfelder ermittelten Flussverkettungen. Im
folgenden Abschnitt wird insbesondere die Auswirkung von Messrauschen
anhand der Darstellung im Strom- und Flussraum systematisch analysiert
und daraus MaBnahmen zur Reduktion des Einflusses auf den entwickelten
Regelalgorithmus abgeleitet.

Grundsitzlich wird bei der Auslegung von Reglern eine hohe Regeldynamik
angestrebt, um schnelle Reaktionen auf Sollwertdnderungen oder Storungen
zu gewihrleisten. Eine solche Dynamik erfordert eine entsprechend grofle
Reglerbandbreite. Das Zeitintervall zwischen Messung und dem néchsten
Stellereingriff sollte daher moglichst kurz sein, um auch hochfrequente
Signalanteile kompensieren zu kénnen.
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Abbildung 6.21: Auswirkungen von Messrauschen bei der PSM im Fluss- und Stromraum
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Die Forderung nach einer hohen Reglerbandbreite steigert jedoch die
Empfindlichkeit gegeniiber Messfehlern und Rauschen. Besonders bei Reglern
mit Deadbeat-Verhalten, die darauf ausgelegt sind, Sollwerte in minimaler Zeit
zu erreichen, spielt dieser Zusammenhang eine zentrale Rolle.

Hierbei ist die Auswirkung von Messrauschen bei der vorgestellten Modellierung
nicht fiir alle Maschinentypen gleich, sondern hingt von deren Kopplung ab. Dies
soll im Folgenden an einem simulativen Beispiel verdeutlicht werden. Da die
Messwerte am Priifstand von identischen Stromsensoren in den einzelnen Phasen
und der Rotorwicklung aufgezeichnet werden, kann im Stromraum bei der FESM
vereinfacht von einer kugelformigen Rauschverteilung ausgegangen werden. Bei
der PSM und SyRM entspricht dies einer kreisformigen Verteilung in der Sd-
und Sq-Achse. Die Messwerte schwanken somit in allen Mess- und Stellerachsen
gleichermaf3en um den realen Wert. Fiir die Veranschaulichung wurden daher
mittelwertfreie Messpunkte in der Standardnormalverteilung fiir alle Achsen
generiert. Um besser der Rauschcharakteristik zu entsprechen, wurden die Daten
im Anschluss um den Faktor 1/100 skaliert. Das Ergebnis ist in Abbildung 6.21 (a)
fiir die Statorstrome der PSM und in Abbildung 6.22 (a) fiir die Strome der
d-Achse der FESM gezeigt.

Da die Berechnung der Sollspannungen im Flussraum durchgefiihrt wird, werden
im néchsten Schritt die verrauschten Werte anhand der Kenndaten der Priiflinge
aus Kapitel 5.1.3 und Kapitel 5.1.1 in den Flussraum transformiert. Zur besseren
Veranschaulichung wurde hierbei fiir die PSM der Permanentmagnetfluss
entfernt, sodass die Punkteverteilung auch im Flussraum mittelwertfrei ist. Somit
entsprechen, sowohl im Fluss- als auch im Stromraum, die Abstinde der Punkte
vom Ursprung direkt der Messabweichung gegeniiber dem ideal abgetasteten
Wert. Diese Abweichung beschreibt im Flussraum eine Spannungs-Zeit-Fliche,
welche proportional zur Stellspannung ist. Daher kann anhand der Verteilung
der Punkte im Flussraum das Stellerrauschen abgeschétzt werden. Hier zeigen
sich deutliche Unterschiede. Im Stator der PSM wird die Punkteverteilung im
Flussraum proportional zu den wirksamen Induktivititen der Sd- und Sq-Achse
abgebildet, wobei die Achsen magnetisch nahezu vollstindig entkoppelt sind.
Somit ergibt sich aus dem kreisférmigen Rauschen im Stromraum eine ovale
Verteilung im Flussraum.
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Abbildung 6.22: Auswirkungen von Messrauschen auf die d-Achse im Rotor und Stator
bei der FESM im Fluss- und Stromraum

Bei der FESM veréndert jedoch die starke Verkopplung zwischen Stator und
Rotor in der d-Achse die Rauschcharakteristik im Flussraum. Im Gegensatz
zum Stromraum sind die Daten nun nicht mehr kugelférmig verteilt. Stattdessen
entsteht durch die Kopplung eine Ebene, deren Neigung niherungsweise vom
Ubersetzungsverhiltnis der Windungen in der d-Achse abhéngt. In der q-Achse,
die keine Kopplung zu einem Rotorwicklungssystem aufweist, bleibt die
Verteilung jedoch unverédndert. Je nach Vorzeichen und Verhiltnis der Messfehler
in der d-Achse werden vermeintlich grole Abweichungen im Hauptfluss
detektiert, welche der Regler mit hoher Dynamik ausregelt. Entsprechend
sind insbesondere die Sollspannungen auf der d-Achse stark verrauscht und
reduzieren dadurch die Dynamik des Gesamtsystems. Da die Flussverkettung
in der d-Achse von den gemessenen Stator- und Rotorstromen abhingt, kann
dieses Problem fiir den entworfenen Regelalgorithmus nur durch eine hdhere
Messgenauigkeit reduziert werden.

Im Vergleich zu Regelalgorithmen im Stromraum birgt die Regelung im
Flussraum daher zusitzliche Herausforderungen. Wiirde ein Regelalgorithmus
im Stromraum mit identischen Verstiarkungen in allen Achsen parametriert, so
wiirde dies zu einem gleichmiBig verteilten Rauschen auf den Sollspannungen
fiihren. Im Flussraum hingt jedoch die Verstdrkung nicht nur von der wirksamen
Induktivitit in den einzelnen Achsen ab, sondern auch von der magnetischen
Kopplung, was somit zu groBBeren Verstirkungen fiihren kann.
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Abbildung 6.23: Einfluss der Strommessung auf das Stellerrauschen im FESM-Betrieb
bei 1200 1/min

Um die gewiinschte Systemdynamik und Genauigkeit in einem realen System
zu erreichen, ist somit neben der Reglerbandbreite auch die Messgenauigkeit
entscheidend. In der Simulation wurden die Messwerte unter Vernachldssigung
von Messrauschen durch eine Abtastung zu Beginn des Rechenintervalls
ermittelt. Dies erfiillt die Anforderung eines minimalen Zeitintervalls zwischen
Messung und Stellereingriff und ermoglicht so eine hohe Reglerbandbreite.
Am Priifstand fiihrt diese Vorgehensweise aufgrund von Messfehlern und
Rauschen jedoch zu hohen Sollspannungen am Reglerausgang, die wiederum ein
starkes Rauschen in den gemessenen Stromen hervorrufen. Die schwankenden,
hohen Spannungsamplituden fithren zudem zu einer Verschlechterung des
Gerduschverhaltens des Priiflings. Zur Abhilfe wurde die Regelung am Priifstand
fiir die FESM und ASM mit Strommittelwerten durchgefiihrt. Die Mittelung
der Strommesswerte iiber ein Stellerintervall erzeugt eine zusitzliche Totzeit in
der Messung von 0,5 T, die jedoch mithilfe der Sollspannungen des Intervalls
und mit dem Maschinenmodell mittels Pradiktion aus Kapitel 4.2.1 kompensiert
werden kann. Der Einfluss dieser Malnahme ist anhand von Messungen am
FESM-Priifling in Abbildung 6.23 dargestellt. Hierfiir wurden zwei identische
Messungen durchgefiihrt: eine mit Strommittelwerten iiber ein Stellerintervall
und eine mit Abtastung der Stromwerte am Ende des Stellerintervalls.
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Ohne Mittelwertbildung der Strome liegt die Sollspannung des Reglers oft in der
Nihe der maximalen Stellspannung. Bei der Verwendung von Strommittelwerten
kann das Rauschen der Stellspannung wirksam reduziert werden. Dies wirkt
sich in der Folge auch auf den Oberschwingungsanteil der Strome aus.
Bei Verwendung der Strommittelwerte sind hier deutlich die Einfliisse der
Winkelabhingigkeiten in den Flussverkettungen zu erkennen, welche sonst vom
Stellerrauschen vollstindig iiberdeckt werden.

Die Untersuchung verdeutlicht, dass Messrauschen bei dem vorgestellten
Regelalgorithmus nicht nur ein unvermeidbarer Storfaktor ist, sondern erhebliche
Auswirkungen auf das Stellverhalten hat. Durch den Einsatz von Signalmittelung
und modellbasierter Pradiktion ldsst sich jedoch die Signalqualitit hinreichend
verbessern, sodass diese Effekte wirkungsvoll abgeschwicht werden konnen.

6.3 Regelung unter Beriicksichtigung von
Modellfehlern und Oberschwingungen

Die Grundlage des Regelalgorithmus sind Flusskennfelder und Maschinendaten,
welche im Vorfeld durch Messungen ermittelt wurden. Aufgrund von
Messfehlern, Alterung oder Temperaturunterschieden konnen diese im realen
Betrieb abweichen. Zudem werden sowohl durch den Steller als auch durch die
Winkelabhéngigkeiten des Priiflings Oberschwingungen eingebracht.

Im folgenden Abschnitt wird daher untersucht, welche Auswirkungen die
Methoden aus Kapitel 4.4 auf den Strom haben.

6.3.1 Fremderregte Synchronmaschine

Zunichst werden die Einfliisse und Auswirkungen bei der FESM betrachtet.
Der Priifstand wird auch hier bei einer Zwischenkreisspannung von
Uzx R = Uzk s = 150V betrieben. Der Dimpfungsfaktor des Integralanteils
wird auch bei dieser Messung zu o = 0,25 gewihlt.

Abbildung 6.24(a) =zeigt aufeinanderfolgend die Auswirkungen der
unterschiedlichen Verfahren zur Kompensation von Modellfehlern und
Oberschwingungen bei 750 1/min bzw. einer elektrischen Statorfrequenz von
25Hz.
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Abbildung 6.24: Einfluss des Integralanteils bei der FESM [ES]

Zunichst erfolgt bei t = 0's ein Sollwertsprung und anschlieend der Betrieb
ohne I-Anteil. Hierbei ist, wie zu erwarten, eine Abweichung vom eigentlichen
Sollwert zu erkennen. Diese wird ab ¢ > 1 s mittels I-Anteil kompensiert. Ab ¢ >
2 s wird der winkelabhéngige I-Anteil zur Kompensation der Oberschwingungen
zugeschaltet. Dieser besitzt 60 Winkelstiitzstellen auf der yg-Achse iiber eine
elektrische Statorperiode. Da die Maschine eine Polpaarzahl von 2 aufweist,
werden mechanische Oberschwingungen nicht kompensiert. Theoretisch ist nach
dem Abtasttheorem eine Kompensation bis zur 30. elektrischen Harmonischen
der Statorfrequenz moglich.

In Abbildung 6.24 (b) ist das Spektrum der Oberschwingungen mit und ohne
winkelabhidngigem I-Anteil dargestellt. Dazu wurden jeweils die letzten 0,5 s
des Intervalls ausgewertet. Der Statorstrom igq ohne Kompensation enthilt, wie
zu erwarten, die Oberschwingungen in den Ordnungen vg = 6 - k, k € N. Durch
den RC-Ansatz konnen diese im gezeigten Bereich wirksam unterdriickt werden.
Durch Asymmetrien im Aufbau kommt es zudem zu niederfrequenten Anteilen
im Spektrum, welche hier unterhalb der ersten Oberschwingung zu sehen sind.
Da diese nicht periodisch zu g sind, findet keine Kompensation statt. Die 36.
Oberschwingung kann, wie zu erwarten, nicht vollstindig kompensiert, aber
gedampft werden.
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Abbildung 6.25: Kombination von I-Anteil (griin) und RC (gelb)
bei 1200 1/min [E8]

In Abbildung 6.25 ist der Ablauf im realen Betrieb dargestellt. Wahrend des
Sprungvorgangs wihlt der Regler zunéchst die maximalen Sollspannungen und
bleibt in der Aussteuergrenze. Der stationdre Zustand ist erreicht, sobald fiir
ein Abtastintervall Ts keine StellgroBenbeschrinkung mehr vorliegt. Ist diese
Bedingung erfiillt, hat der I-Anteil 20 - Tp = 2ms Zeit, stationdre Offsets zu
kompensieren (siehe griiner Bereich in Abbildung 6.25). Dieser dient dann als
Initialwert fiir alle Winkelstiitzstellen des RCs, welcher im weiteren Verlauf die
Oberschwingungen dampft.

Fiir den in Abbildung 6.25 dargestellten Arbeitspunkt bei 1200 1/min ist der
stationdre Zustand 100 ms nach Beginn des Sollwertsprungs erreicht. Die
Periodendauer der Grundwelle betrigt bei dieser Drehzahl 25 ms. Wihrend
des Einschwingvorgangs ist mit jeder Statorperiode eine Reduktion der
Oberschwingungen erkennbar.

Um systematisch den Einfluss des Betriebspunkts auf die Kompensation der
Oberschwingungen bewerten zu koénnen, wurden im Folgenden Messungen
bei unterschiedlichen Drehzahlen und Solldrehmomenten durchgefiihrt. Die
Sollstrome wurden zuvor offline mit der modifizierten MTPA-Methode aus
Kapitel 6.1 bestimmt. Ziel der Auswertung ist eine einheitliche Metrik, welche
die Stromamplituden unterschiedlicher Maschinentypen vergleichbar abbildet.
Da je nach Maschinentyp bis zu drei Stromkomponenten (isg, isq» iRd) ZU
beriicksichtigen sind, wird pro Betriebspunkt eine skalare Auswertegrofle aus
dem Stromvektor 7’ gebildet.
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Hierzu wird die Vektornorm ||7{z)|| verwendet, wodurch eine Bewertung
anhand einer Kennzahl je Betriebspunkt moglich ist, ohne dass einzelne
Stromkomponenten mit Mittelwerten nahe 0 A die Normierung dominieren.
Zur Bewertung des Oberschwingungsgehalts in Stromen hat sich in der
Literatur der Total-Harmonic-Distortion (THD) etabliert, welcher jedoch nach
IEEE Std 1459-2010 nicht fiir GleichgroBen definiert ist. Daher wird in der
Auswertung der Ripple-Factor 7| als THD-dhnliche Metrik fiir GleichgroBen
nach IEC 60050-103 (IEV 103-06-12) angewendet.

\/% S 701 de = (§ J 7o) dt)2

- 100 % (6.10)
T 1=
7 Jo 70l dr

"7 =

Jedoch ist zu erwarten, dass die Reduktion des Oberschwingungsgehalts in
den einzelnen Stromkomponenten, gemessen an THD oder Ripple-Factor, die
durch die Auswertung der Vektornorm definierte Metrik iibersteigt, da sich
Kompensationseffekte komponentenweise stirker ausprigen konnen als in der
Vektornorm der Stromkomponenten.

Der Einfluss des Betriebspunkts auf die Kompensation der Oberschwingungen
ist in Abbildung 6.26 dargestellt. Dazu wurden fiir 12 unterschiedliche
Drehzahlen die Strome fiir je 20 Drehmomentstiitzstellen aufgezeichnet
und ausgewertet. Die Werte fiir 0 Nm wurden hierbei interpoliert, um eine
Verzerrung durch Stromamplituden nahe 0 A zu vermeiden. Abbildung 6.26
zeigt hierzu die Differenz des r 7l iiber den gesamten Drehzahlbereich infolge
der Verwendung des RC. Der Einfluss steigt mit zunehmender Drehzahl, da
auch die Amplitude der Oberschwingungen in der rotatorisch induzierten
Spannung zunimmt. Dies fiihrt zu einem Anstieg der Oberschwingungsanteile
in den Strémen, wodurch eine hohere Dampfung durch den RC erzielt werden
kann.

Um eine Kompensation durchzufiihren, muss der Steller jedoch in der
Lage sein, eine ausreichende Gegenspannung bereitzustellen. Da die
Betriebspunkte so gewihlt wurden, dass im Feldschwichbereich 90 % der
maximalen Spannungsamplitude des Statorstellers genutzt wird, konnen die
Oberschwingungen fiir hohe Drehmomente im Feldschwichbereich nicht
vollstandig kompensiert werden.
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Zudem gibt es Abweichungen in der Dadmpfung zwischen motorischem
und generatorischem Betrieb. Durch die Verlustoptimierung der
Betriebspunkte ergeben sich unterschiedliche Sollstrome. Dies fiihrt zu
hoheren Stromamplituden im generatorischen Bereich, insbesondere an
der Spannungsgrenze, da hier der ohmsche Spannungsabfall die benotigte
Stellspannung reduziert. Bei kleinen Drehmomenten nimmt auch die Amplitude
der Sollstrome ab, wihrend die Oberschwingungen nicht im gleichen Maf}
zuriickgehen. Entsprechend kann hier die groBte ryz-Verbesserung erzielt
werden. Grundsitzlich ldsst sich der r)7 so um mehr als 0,3 % reduzieren.
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Abbildung 6.26: FESM: r||7 -Verbesserung durch RC
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6.3.2 Asynchronmaschine

Fiir die Untersuchung des RCs wurde am ASM-Priifling die Zwischenkreis-
spannung auf Uzgs = 150V reduziert, um das Verhalten der Regelung
auch im Feldschwichbereich beurteilen zu konnen. Der Didmpfungsfaktor des
Integralanteils betrigt ebenfalls o = 0,25.

Im Gegensatz zu den Synchronmaschinen muss bei der ASM zusitzlich die
Rotordimension in der Oberschwingungskompensation beriicksichtigt werden.
Entsprechend wird der RC um Stiitzstellen in der yg-Achse erweitert.

Um das Einschwingverhalten zu verbessern, wurden zudem Symmetrien in der
Maschine genutzt. Die Periodizitéit wird so gewihlt, dass jeweils die niedrigste
dominante Oberschwingung kompensiert werden kann. Fiir den ASM-Priifling
ist dies im Stator die 6. Harmonische bezogen auf eine elektrische Statorperiode
und im Rotor die 14. Harmonische. Entsprechend werden fiir die yg-Achse im
Stator N~ = 24 Stiitzstellen iiber ein Intervall von 360°/6 gewihlt. Im Rotor
werden N, = 12 Stiitzstellen in der yr-Achse iiber ein Intervall von 360 %14
verwendet.

Die Bedingung fiir das Zuschalten des RCs unterscheidet sich bei
der ASM im Vergleich zu den Synchronmaschinen, da hier das Ende
der StellgroBenbeschrinkung nicht mehr als Metrik fiir das Ende des
Sollwertsprungs verwendet werden kann. Daher wird o zusitzlich in
Abhingigkeit der Norm der Stromabweichung wie folgt skaliert:

0 [ ~7] =0
Qqin = § A H?k _?” <0,05- IS, max (6.11)
0,05-is max

i 7% =7 > 0,05 - is max

Fiir die ASM bedeutet dies, dass ein auf nidherungsweise 0 A abgeklungener
Rotorstrom erforderlich ist, um den I-Anteil zu aktivieren. Gleichzeitig wird
selbst bei groferen Modellfehlern ein stationdrer Endwert erreicht. Diese
Bedingung trifft bei den Synchronmaschinen ebenfalls zu und stellt somit keine
Einschréankung fiir die einheitliche Modellierung und Regelung dar.

Zunichst wird das Verhalten an einem einzelnen Betriebspunkt ausgewertet.
Das Sollmoment betrédgt hier 2,5 Nm bei einer Drehzahl von 500 1/min. Die
Sollwerte der Statorstrome sind igg = 4,9 A und isq = 5,1 A. Die elektrische
Statorfrequenz betragt 16 Hz.
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Abbildung 6.27: Einfluss des 2D-RCs auf die Oberschwingungen [ES]

Abbildung 6.27 (a) zeigt den zeitlichen Verlauf von igq fiir den Betrieb mit und
ohne Oberschwingungskompensation. In Abbildung 6.27 (b) ist das zugehorige
Spektrum ohne Grundwellenanteil dargestellt.

Die ersten dominanten Harmonischen haben die Ordnungszahlen 6 und 12.
Da diese statorperiodisch sind, kann durch den 1D-Ansatz eine deutliche
Reduktion der Amplituden erzielt werden. Das gilt auch allgemein fiir
kleine Schlupffrequenzen bzw. Betriebspunkte mit hohem d-Strom und
kleinem Drehmoment, da hier die Oberschwingungen des Rotors nur schwach
ausgepragt sind und das Spektrum von den Statoroberschwingungen dominiert
wird. Das Spektrum &hnelt dem einer Synchronmaschine. Bei hoheren
Ordnungszahlen entstehen allerdings durch die Abhéngigkeit des Rotorflusses
von YR Seitenbandharmonische, welche durch den 1D-Ansatz nicht kompensiert
werden konnen. Die zweidimensionale Erweiterung reduziert diese wirksam,
allerdings auf Kosten der Konvergenzgeschwindigkeit. Bedingt durch die
Stiitzstellenzahl ist theoretisch maximal eine Kompensation bis zur 72. Ordnung
moglich. Abbildung 6.27 (b) zeigt auch oberhalb dieses Bereiches ebenfalls eine
Déampfung durch den 2D-RC.
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Abbildung 6.28: ASM: r)7|-Verbesserung durch 1D-RC

Bedingt durch die Wahl der Periodizititen konnen keine Oberschwingungen
kompensiert werden, die nicht ganzzahlige Vielfache der 6. Stator- und
14. Rotorharmonischen sind. Es ist somit beispielsweise nicht mdglich,
Oberschwingungen zu dampfen, welche auf mechanische oder elektrische
Asymmetrien im Aufbau zuriickzufiihren sind und niedrigen Vielfachen der
mechanischen Frequenz entsprechen. Eine Erweiterung der Stiitzstellenzahl
und Periodizitit wire grundsitzlich moglich, ist jedoch aufgrund der langen
Konvergenzzeit fiir viele Anwendungen nicht praktikabel.

Um die Auswirkung der Oberschwingungskompensation auf einen grofien
Betriebsbereich bewerten zu konnen, wurden auch fiir die ASM Kennfelder zum
r|7)| erfasst. Dazu wurden 12 Drehzahlstiitzstellen von 100 1/min bis 1200 1/min
mit jeweils 10 Drehmomentstiitzstellen aufgezeichnet.

Fiir die Auswertung des "7 wurden ausschlieBlich die Statorstrome verwendet,
da der Rotorstrom im stationédren Betrieb einen Gleichanteil von 0 A aufweist
und zudem nicht direkt gemessen werden kann.
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In Abbildung 6.28 und Abbildung 6.29 sind die Kennfelder fiir die beiden
Reglervarianten dargestellt. Bei der 1D-Variante ist insbesondere eine
Abhingigkeit von der Drehzahl zu beobachten, da auch hier mit steigender
Drehzahl der Einfluss der Winkelabhéngigkeiten der Flusskennfelder auf den
Strom zunimmt und somit groere |7 -Verbesserungen erzielt werden konnen.
Der 2D-Ansatz zeigt iiber das gesamte Kennfeld eine bessere Performance als
der 1D-Ansatz. Insbesondere bei hohen Drehmomenten im Feldschwichbetrieb,
also mit entsprechend hoher Schlupffrequenz, kann jedoch eine deutliche
Verbesserung gegeniiber dem 1D-Ansatz erzielt werden.

Da die Betriebspunkte so gewdhlt wurden, dass sie im Feldschwéchbereich
lediglich 70% der maximalen Spannungsamplitude nutzen, steht eine
ausreichend groBle Spannungsreserve zur Verfiigung. Daher konnen die
Oberschwingungen bis zum motorischen oder generatorischen Maximalmoment
geddmpft werden. Ein Abfall der Ddmpfung wie bei den Messungen zur FESM
(siche Abbildung 6.26) tritt nicht auf.

M in Nm

200 400 600 800 1000 1200
nin 1/min
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AI‘WH in %

Abbildung 6.29: ASM: 7|7 -Verbesserung durch 2D-RC
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6.3.3 Permanenterregte Synchronmaschine

Fiir die Untersuchung der Oberschwingungskompensation bei der PSM wird
der Betrieb bei einer Zwischenkreisspannung von Uz s = 24V betrachtet.
Der Dampfungsfaktor des Integralanteils wird auf oy = 0,25 gesetzt, um ein
ausgewogenes Einschwingverhalten zu erreichen.

In Abbildung 6.30 (a) ist der zeitliche Verlauf des Statorstroms igq mit
unterschiedlichen Oberschwingungskompensationsvarianten bei einer Drehzahl
von 2300 1/min bzw. einer elektrischen Statorfrequenz von 125 Hz dargestellt.
Als Referenz dient der Zeitverlauf mit einem I-Anteil zur Kompensation
von Grundwellenfehlern. Wie auch bei der FESM erfolgt die Kompensation
zunichst auf einer vollen elektrischen Statorperiode, also einer «g-Periode. Die
Stiitzstellenzahl betréigt hierbei Nyg = 144.

Abbildung 6.30(b) zeigt, dass sich die elektrischen Oberschwingungen
weitgehend unterdriickt werden konnen. Allerdings enthilt dieser Priifling
auch Oberschwingungsanteile, welche lediglich eine mechanische Ordnung
aufweisen und somit nicht als ganzzahliges Vielfaches der elektrischen Ordnung
auftreten. Daher wird der RC zusétzlich mit einer Periodizitit iiber eine komplette
mechanische Umdrehung (y\-Periode) mit derselben Stiitzstellenzahl betrieben.

T-Ctr], cm— Teép. s Tep. YM . e oJ-ctrl.e o - Tep. s T€p. M
-3 250
-3,25 200
<
< 35 E 150
= B
Z 375 2 100
) &
-4 50
4,25 e B Y% ST S —
0 20 40 60 80 100 0 10 20 30
t in ms f/125Hz
(a) Zeitverlauf bei Einsatz des RC (b) Vergleich der Spektren bei einer

Grundwellenamplitude von 3,6 A

Abbildung 6.30: PSM: Einfluss des RCs auf die Oberschwingungen
bei 2300 1/min [ES8]
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Abbildung 6.31: PSM: r|7-Verbesserung durch RC auf den
elektrischen Statorwinkel g

So  konnen theoretisch alle mechanischen und elektrischen
Stromoberschwingungen bis zur 72. mechanischen bzw. 24. elektrischen
Ordnung kompensiert werden. Dadurch entfallen sowohl die 1. mechanische
Harmonische als auch die Seitenbandharmonischen um vg =6 - k, k € N.

Fiir die Bewertung der Performance iiber den gesamten Drehzahlbereich
wurden Kennfelder fiir den rz der Statorstrome aufgenommen. Im
Gegensatz zu den anderen Priiflingen liegt der Feldschwichbereich bei
einer Zwischenkreisspannung von Uzgxs = 24V iiber der zuldssigen
Maximaldrehzahl. Somit steht das volle Drehmoment iiber den gesamten
Drehzahlbereich zur Verfiigung.

Abbildung 6.31 zeigt den Einfluss des RCs mit N~y = 48 auf einer kompletten
~s-Periode. Auch hier steigt der Einfluss der Kompensation mit zunehmender
Drehzahl an, da die Amplituden der Oberschwingungen in der induzierten

Spannung linear mit der Drehzahl zunehmen und infolgedessen auch der

Einfluss auf die Strome steigt.
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Aufgrund der Metrik zeigt sich bei kleinen Grundwellenstromen und
entsprechend  kleinen Drehmomenten eine hohe 7y -Verbesserung,
weil der Bezugswert sehr klein ist und die Oberschwingungen dadurch
prozentual deutlicher in Erscheinung treten. Mit zunehmendem Drehmoment
steigt hingegen die Grundwellenstromamplitude, sodass das relative
Verbesserungspotenzial abnimmt. Da dieser Priifling deutlich von der
Spannungsgrenze entfernt betrieben wird, ist keine Verschlechterung bei hohen
Drehmomenten und Drehzahlen zu beobachten.

Erfolgt die Kompensation iiber eine gesamte mechanische ~yyr-Periode, so kann
der Oberschwingungsanteil der Strome weiter reduziert werden. Abbildung 6.32
zeigt den Einfluss des Reglers mit N, = p - 48 = 144 Stiitzstellen
pro mechanischer Umdrehung. Da die Stiitzstellenzahl iiber die Polpaarzahl
skaliert wird, ist weiterhin eine Kompensation bis zur 24. elektrischen
Ordnung moglich. Zusitzlich konnen jedoch auch die Seitenbandharmonischen
und die rein mechanischen Oberschwingungen kompensiert werden (siche
Abbildung 6.30(b)). Dies fiihrt zu einer weiteren Verbesserung des |7l
allerdings auf Kosten der Konvergenzgeschwindigkeit.
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Abbildung 6.32: r)j7)-Verbesserung durch RC auf den
mechanischen Winkel yy
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,,Begin at the beginning, [...] and go on
till you come to the end: then stop.

Lewis Carroll (1832-1898),
Alice’s Adventures in Wonderland (1865)

Zusammenfassung und Ausblick

In dieser Arbeit wurde ein neuartiges, einheitliches Regelungskonzept fiir ASM,
FESM, PSM und SyRMs entwickelt. Die Validierung erfolgte simulativ fiir alle
Maschinentypen und messtechnisch an reprisentativen Priiflingen der ASM,
FESM und PSM. Der Fokus lag dabei auf einer durchgéngigen Modellierung
im Flussraum, um eine konsistente, effiziente und maschineniibergreifende
Regelungsarchitektur zu schaffen. Die wichtigsten Ergebnisse und Erkenntnisse
sind im Folgenden zusammengefasst.

Einheitliches Maschinenmodell

Ausgangspunkt ist das vorgestellte universelle Maschinenmodell, das auf den
bekannten elektromagnetischen und mechanischen Systemgleichungen aller
betrachteten Maschinentypen basiert und Nichtlinearititen wie magnetische
Sittigung einschlieBlich Kreuzsittigung und rdumliche Oberwellen durch
Verwendung mehrdimensionaler (inverser) Flusskennfelder beriicksichtigt.
Ausgehend von diesem Modell wurde ein préadiktives Flussregelverfahren
entwickelt, mit dem die Regelung der FESM, der ASM mit Kurzschlussliufer,
der PSM sowie der SyRM mit einer einzigen Codebasis umgesetzt werden
kann. Diese Vereinheitlichung reduziert den Entwicklungs-, Test- und
Validierungsaufwand erheblich und vereinfacht die spitere Wartung der
zugrunde liegenden Softwareplattform. Ferner werden durch die konsequente
Umsetzung im Flussraum die dynamischen Systemgleichungen niherungsweise
linear, wihrend die statischen Nichtlinearititen des Systems prézise in den
(inversen) Flusskennfeldern abgebildet bleiben. Zukiinftige Systemzustéinde
konnen so mit geringer numerischer Komplexitit pridiziert und optimale
Sollspannungen in Form eines Deadbeat-Regelschritts effizient berechnet
werden.
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Zur Parametrierung des Modells wurde eine erweiterte Identifikationsmethodik
vorgestellt, die sowohl stationdre Vermessungen bei konstanter Drehzahl
(CSM) als auch Messungen im Stillstand (SSM) kombiniert. Dadurch
konnen mehrdimensionale Flusskennfelder ermittelt werden, welche die
magnetische Sittigung und Kreuzsittigung sowie die winkelabhingigen
Oberwellen der Flussverkettungen erfassen. Fiir die FESM wurde das
Verfahren um eine separate Anregung des Rotorkreises erweitert, um den
Grundwellenanteil der Rotorflussverkettung zu bestimmen. Fiir die ASM
wurden ausschlieBlich die stationdren Grundwellenkennfelder identifiziert,
die im Postprocessing in dynamische Flusskennfelder erweitert wurden. Des
Weiteren wurde die Parametrierung des entwickelten nichtlinearen Strommodells
beschrieben, welches im Betrieb die Rotorflusslage rein aus den gemessenen
Statorstromen bestimmt und eine betriebspunktabhingige Parametrierung zur
Beriicksichtigung von Sittigung erlaubt.

Einheitlicher modellpradiktiver Regler

Der modellpriadiktive Regler bildet den zentralen Bestandteil des in
Kapitel 4 vorgestellten einheitlichen Antriebskonzepts. Sein wesentliches
Merkmal ist die vollstindige Formulierung im Flussraum, da dort der
Zusammenhang zwischen Stellspannung und Flussverkettung linear und
somit unabhingig vom Sittigungszustand des Antriebs ist. Der Stromrichter
wird direkt als zeitdiskretes Flussstellglied interpretiert, ohne Umwege
iber den Stromraum. Alle Nichtlinearititen, insbesondere Sittigung und
Kreuzsittigung, werden in (inversen) Flusskennfeldern hinterlegt und bilden
neben den Wicklungswiderstinden den einzigen maschinenabhingigen
Datensatz im Regelalgorithmus. Die Berechnung der Sollspannung wird
durch ein geometrisches Verfahren aus der Sollwerttrajektorie und dem
Pradiktionshorizont bestimmt. Dieses Vorgehen reduziert die erforderliche
Rechenlast, weil lediglich lineare Gleichungen gelost werden miissen und
ein rechenzeitintensives iteratives Losen des Optimierungsproblems, wie bei
klassischen MPC-Verfahren, entfillt.
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Als Sollwerttrajektorie dient eine Gerade im dq-Flussraum, welche einen
geeigneten Kompromiss zwischen Regelgiite und numerischem Aufwand
darstellt. Sie gewihrleistet eine hohe Dynamik bei gleichzeitig geringem
Rechenaufwand und bleibt iiber den gesamten Betriebsbereich hinweg nahe
am theoretischen Optimum. Die simulativen und experimentellen Ergebnisse
bestdtigen die Praxistauglichkeit dieses Ansatzes fiir alle untersuchten
Maschinentypen.

Die Regelgiite hingt mafgeblich von der Genauigkeit der Kennfelder
und der Stellspannung ab. Daher erginzt ein Integralpfad den Regler, um
Modellabweichungen und Oberschwingungen zu kompensieren. Dieser ist in
Winkelsegmente unterteilt, sodass periodisch wiederkehrende Spannungs-
und Stromfehler durch gespeicherte Fehlerspannungen ausgeglichen
werden konnen. Auch Modellfehler treten hierbei als Gleichanteile auf und
werden somit ebenfalls kompensiert. Fiir die ASM wird dieser Ansatz der
Oberschwingungskompensation zweidimensional erweitert, um neben der
Statorlage auch die Rotorlage relativ zum Rotorfluss zu beriicksichtigen. Die
resultierende Struktur ermoglicht eine hohe Stromqualitit {iber den gesamten
Betriebsbereich, ohne dass ein detailliertes Online-Modell der Maschine oder
des Stromrichters erforderlich ist.

Validierung am Priifstand

Die Funktionsfihigkeit des Gesamtkonzepts wurde sowohl simulativ als auch
messtechnisch am Priifstand verifiziert. Dabei kamen drei Priiflinge zum
Einsatz: eine FESM mit 5,9kW, eine ASM mit Kifiglaufer und 22kW
sowie eine PSM mit einer Leistung von 169 W. Fiir alle Maschinen konnten
Sollwertspriinge entlang der im Flussraum gewihlten Trajektorien mit hoher
Dynamik nachgefahren werden. So erreicht die FESM bei 100 1/min fiir
unterschiedliche Sollwertspriinge eine Anregelzeit von meist unter 4 ms.

Wird bei der ASM igq betriebspunktabhingig gewihlt, so dominiert die
Rotorzeitkonstante aufgrund der erforderlichen Rotorflussénderung die Dynamik
des Gesamtsystems. In diesem Fall ist die Anregelzeit um etwa den Faktor 100
grofler als bei der FESM. Wird igq hingegen, auf Kosten der Effizienz, konstant
gewihlt, kann aufgrund der geringen Induktivitit der Sq-Achse auch fiir die
ASM eine vergleichbare oder sogar hohere Dynamik als fiir die FESM erzielt
werden.
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Die PSM zeigt aufgrund ihrer geringen Induktivititen und des fehlenden
Rotorkreises das schnellste Ansprechverhalten: Bei 100 1/min wird der Sollwert
innerhalb weniger Abtastintervalle erreicht, was einer Anregelzeit von unter
0,8 ms fiir die untersuchten Sollwertspriinge entspricht. Damit bestétigt sich,
dass die maximale Flussidnderung pro Stellerintervall mageblich von der
verfiigbaren Stellspannung abhingt, wihrend bei der ASM zusitzlich die
Rotorzeitkonstante und die Stromgrenzen als Einschrinkungen wirken.

Die messtechnischen Ergebnisse zeigen zudem, dass die Abweichung zwischen
dem berechneten inneren Moment und dem gemessenen Drehmoment unter
realen Betriebsbedingungen gering bleibt, selbst wenn Temperatur- und
Frequenzénderungen in den Kennfeldern nicht nachgefiihrt werden.

Ausblick

Auf Grundlage der in dieser Arbeit gewonnenen Erkenntnisse lassen sich mehrere
Entwicklungsrichtungen ableiten. Diese betreffen sowohl die Erweiterung
der bestehenden Regelungsarchitektur als auch die Vertiefung des zugrunde
liegenden Modellierungsansatzes:

1. Experimentelle Validierung an der SyRM:
Eine Validierung des vorgestellten Konzepts an der bislang ausschlieBlich
simulativ untersuchten SyRM ermdglicht die Praxistauglichkeit und
Generalisierbarkeit des Ansatzes fiir weitere Maschinentopologien
experimentell zu verifizieren.

2. Online-Adaptivitiit der Kennfelder:
Die modulare Architektur des Reglers ermdoglicht eine laufende Anpassung
der Kennfelder an Temperatur- und Betriebspunktinderungen. Dies
kann entweder durch eine rechenzeiteffiziente Online-Identifikation
ausgewdhlter Stiitzstellen erfolgen oder durch hybride Verfahren, bei denen
Modellparameter mittels Strukturbeobachtern nachgefiihrt und anschlieBend
inkrementell in die LUTs zuriickgeschrieben werden.

3. Erweiterung auf Mehrphasenmaschinen:
Die im Flussraum linearisierte Beschreibung bildet eine universelle
Grundlage fiir die Ubertragung des Regelungskonzepts auf
Mehrphasenantriebe. Dadurch lassen sich auch weit verbreitete
sechsphasige Systeme mit geringem Implementierungsaufwand abbilden.
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4. Erweiterung der adaptiven Rotorflusswinkel-Schatzung:
Das nichtlineare Strommodell der ASM bietet eine geeignete Basis fiir
weiterfithrende Untersuchungen zur adaptiven Parametrierung. Im Fokus
sollten Antriebe mit geringer thermischer Zeitkonstante oder groflem
Drehzahlbereich stehen, um die Reglerdynamik und -giite iiber den gesamten
Betriebsbereich und die Lebensdauer des Antriebs hinweg sicherzustellen.

5. Beriicksichtigung von Eisenverlusten:
Eine Erweiterung der Fluss- und Widerstandskennfelder um eine zusétzliche
Frequenzdimension ermdglicht es, bislang nicht beriicksichtigte Eisenverluste
zu erfassen und so die Regelabweichung bei hoheren Drehzahlen weiter zu
reduzieren.

Zusammenfassend zeigt die Arbeit jedoch, dass eine einheitliche Modellierung
und Regelung unterschiedlicher Maschinentypen im Flussraum nicht nur
theoretisch konsistent, sondern auch praktisch umsetzbar ist. Das vorgestellte
Konzept verbindet hohe Dynamik mit einem reduzierten Entwicklungsaufwand
und legt damit den Grundstein fiir eine universelle Antriebsplattform,
die zukiinftige Anwendungen von Kleinantrieben bis zu leistungsstarken
Traktionsantrieben abdecken kann.
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