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Drehgeberlose Regelung elektromechanischer Flugsteuerungsaktuatoren
Technische Universitat Braunschweig

Elektromechanische Aktuatoren gelten als vielversprechende Technologie fur die kinftige
Betatigung von Steuerflachen. Bisher wird der serielle Einsatz in der priméaren Flugsteuerung
allerdings durch die erhebliche Komplexitat der neuen Antriebe erschwert, zu der auch die
Sensorik beitragt. Drehgeber messen den Rotorlagewinkel integrierter Elektromotoren und
kénnen bei einem Versagen schwerwiegende Fehlerfolgen hervorrufen. Diese Arbeit untersucht,
ob elektromechanische Flugsteuerungsaktuatoren mit Hilfe drehgeberloser Regelungsverfahren
auf diesen Sensor verzichten konnen. Alternativ konnte ein Rotorlageschatzer auch eine
zusatzliche analytische Redundanz schaffen, um den Ausfall eines Positionssensors zu
kompensieren. Es wird ein hybrides drehgeberloses Verfahren implementiert, welches bei hoher
Drehzahl die Grundwelle des Permanentmagnet-Synchronmotors auswertet und nahe dem
Stillstand seine Anisotropie ausnutzt. Die Methode wird an einem linearen Testaktuator validiert,
der in einem Querruderprifstand integriert ist. Das gesamte Stellsystem wird im Detalil
beschrieben und ein lineares Zustandsraummodell aufgestellt. Dartiber hinaus wird die Eignung
des verwendeten Motors durch die Bestimmung seiner Anisotropieeigenschaften mit Hilfe von
Tests und Simulationen festgestellt. Das reale Schaltverhalten des Leistungsumrichters wird
charakterisiert. Die drehgeberlose Regelung wird unter realitatsnahen Last- und
Bewegungsprofilen demonstriert und die Reglerperformance bewertet. Zudem wird die
erfolgreiche  Kompensation von  Positionssensorfehlern in einer  fehlertoleranten
Reglerarchitektur aufgezeigt.

More Electric Aircraft, Electro-mechanical actuator, EMA, primary flight controls, sensorless
control, alternating injection, fault-tolerant
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Position sensorless electro-mechanical flight control actuators
Technische Universitat Braunschweig

Electro-mechanical actuators are regarded as promising technology for future actuation of control
surfaces. However, the complexity of these new drives, including the sensors involved, currently
prevents their serial application in primary flight control. Rotor angle sensors of integrated electric
motors can potentially cause hazardous failure effects. This thesis investigates whether electro-
mechanical flight control actuators can be operated without this sensor by using sensorless
control methods. Alternatively, rotor angle estimation could be used as an analytical redundancy
to compensate for any position sensor failures. A hybrid sensorless method is implemented,
which evaluates the fundamental wave of the permanent magnet synchronous motor at high
speed and utilizes its anisotropy near standstill. The method is validated using a linear test
actuator integrated into an aileron test bench. The entire actuation system is described in detail,
and a linear state space model is derived. Additionally, the anisotropy properties of the motor
used are identified through tests and simulations, and its suitability is confirmed. The real
switching behaviour of the power converter is characterized. The sensorless control is
demonstrated under realistic load and angle profiles, and the performance of the controller is
evaluated. Furthermore, the successful compensation of position sensor failures is demonstrated
in a fault-tolerant control scheme.
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Dissertation

Drehgeberlose Regelung elektromechanischer Flugsteuerungsaktuatoren

von Robert Kowalski

In modernen Passagierflugzeugen werden hydraulische Systeme zunehmend
durch elektrifizierte Alternativen ersetzt. Elektromechanische Aktuatoren gelten
deshalb als vielversprechende Technologie fiir die kiinftige Betdtigung von Steuer-
flachen. Bisher wird der serielle Einsatz in der primdren Flugsteuerung allerdings
durch die erhebliche Komplexitdt der neuen Antriebe erschwert, zu der auch die
Sensorik beitragt. Drehgeber messen den Rotorlagewinkel integrierter Elektromo-
toren und konnen bei einem Versagen schwerwiegende Fehlerfolgen hervorrufen.
Diese Arbeit untersucht, ob elektromechanische Flugsteuerungsaktuatoren mithilfe
drehgeberloser Regelungsverfahren auf diesen Sensor verzichten konnen. Alter-
nativ konnte ein Rotorlageschitzer auch eine zusitzliche analytische Redundanz
schaffen, um den Ausfall eines Positionssensors zu kompensieren. Es wird ein hy-
brides drehgeberloses Verfahren implementiert, welches bei hoher Drehzahl die
Grundwelle des Permanentmagnet-Synchronmotors auswertet und nahe dem Still-
stand seine Anisotropie ausnutzt. Die Methode wird an einem linearen Testaktuator
validiert, der in einem Querruderpriifstand integriert ist. Das gesamte Stellsystem
wird im Detail beschrieben und ein lineares Zustandsraummodell aufgestellt. Dar-
tiber hinaus wird die Eignung des verwendeten Motors durch die Bestimmung sei-
ner Anisotropieeigenschaften mit Hilfe von Tests und Simulationen festgestellt. Das
reale Schaltverhalten des Leistungsumrichters wird charakterisiert. Die drehgeber-
lose Regelung wird unter realitdtsnahen Last- und Bewegungsprofilen demonstriert
und die Reglerperformance bewertet. Zudem wird die erfolgreiche Kompensation
von Positionssensorfehlern in einer fehlertoleranten Reglerarchitektur aufgezeigt.
In Zukunft sollte das Hauptaugenmerk auf der Erhohung der Bandbreite des Po-
sitionsregelkreises und der Reduzierung des Energieverbrauchs im drehgeberlosen
Betrieb nahe dem Stillstand liegen.
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Dissertation

Position sensorless electro-mechanical flight control actuators

by Robert Kowalski

In modern passenger aircraft, hydraulic systems are increasingly replaced by electri-
fied alternatives. Electro-mechanical actuators are therefore regarded as promising
technology for future actuation of control surfaces. However, the complexity of these
new drives, including the sensors involved, currently prevents their serial applica-
tion in primary flight control. Rotor angle sensors of integrated electric motors can
potentially cause hazardous failure effects. This thesis investigates whether electro-
mechanical flight control actuators can be operated without this sensor by using
sensorless control methods. Alternatively, rotor angle estimation could be used as
an analytical redundancy to compensate for any position sensor failures. A hybrid
sensorless method is implemented, which evaluates the fundamental wave of the
permanent magnet synchronous motor at high speed and utilizes its anisotropy near
standstill. The method is validated using a linear test actuator integrated into an
aileron test bench. The entire actuation system is described in detail, and a linear
state space model is derived. Additionally, the anisotropy properties of the motor
used are identified through tests and simulations, and its suitability is confirmed.
The real switching behaviour of the power converter is characterized. The sensor-
less control is demonstrated under realistic load and angle profiles, and the con-
troller performance is evaluated. Furthermore, the successful compensation of posi-
tion sensor failures is demonstrated in a fault-tolerant control scheme. Future work
should focus on increasing the bandwidth of the position control loop and reducing
the power consumption in sensorless operation near standstill.






iX

Inhaltsverzeichnis

Vorwort iii
Kurzfassung \4
Abstract vii
Inhaltsverzeichnis ix
Abbildungsverzeichnis xi
Tabellenverzeichnis xiii
Abkiirzungsverzeichnis XV
Symbolverzeichnis xix
1 Einleitung 1
1.1 Problemstellung . . . .. ... .. ... ... ... ... ... .. ... 1

1.2 Vorgehen und Struktur der Arbeit . . . .. ... ... ... .. ..... 2

2 Stand der Technik 5
2.1 Aktuatoren in der Flugsteuerung . . . . . ... ....... .. ... .. 5
2.1.1 Hydraulische Aktuatoren . . . .. ... ... ........... 5

2.1.2  Elektrische Aktuatoren . . . . . ... ... ... ... ....... 6

2.1.3 Hybride Aktuatoren . . ... ... ... ... ... ... 8

214 Moderne Systemarchitekturen . . ... ... ... ... ... .. 8

2.1.5 Technologische Entwicklung elektromechanischer Aktuatoren . 9

2.2 Grundlagen des Permanentmagnet-Synchronmotors . . . . . ... ... 12
2.2.1 Koordinatensysteme elektrischer Maschinen . . . ... ... .. 12

2.2.2 Modellierung im rotorfesten 2-Phasensystem . . . . . . ... .. 13

2.3 Verfahren der drehgeberlosen Regelung . . . . ... .. ... ...... 15
2.3.1 Anisotropiebasierte Verfahren . ... ... ... ... .. .... 16

232 INFORM . . . . ... .. e 17

2.3.3 Rotierende Injektion . . . ... ... ... ... ... ... ... 18

234 Alternierende Injektion . . ... ... ... ... ... ... ... 19

2.3.5 Beliebige Injektion . . . ... ... ... ... .. 0L, 20

2.3.6 Grundwellenbasierte Verfahren . . . . . .. ... ... ... ... 23

2.3.7 Differenzierung der Strangstrome . . . .. ... ... ... ... 24

2.3.8 Integration der Strangstrome . . . . . ... ... .. ... 25

3 Anwendungsfall 27
3.1 Technische Umsetzung der Versuchseinrichtung . . . . ... ... ... 27
3.1.1 Systembeschreibung des Aktuatorpriifstandes . . . . . ... .. 27

3.1.2 Vorauslegung und Design des Testaktuators . . . ... ... .. 31



7

3.1.3 Aufbau der Leistungselektronik . .. ... ............
3.2 Lineares Systemmodell . . . . . ... ... .. .. o o o L.
3.2.1 Stirnradgetriebe und Kugelgewindetrieb . . . . ... ... ...
322 Reglerarchitektur . . . ... ... ........ .. ... .. ...
3.2.3 Zustandsraummodell des Testaktuators . . . . . ... ... ...
324 Steuerflichenanbindung . . . . . .. ... .......... ...
3.2.5 Kraftkonflikt im Aktiv-Aktiv-Betrieb . . . ... ... ... ...
3.3 Entwurf der Regler-Basiskonfiguration. . . . . ... .. ... ......
3.3.1 Kaskadierte Positionsregelung . . . . ... ... .........
3.3.2 Pulsweitenmodulation . . . . ... ... ... ... ... .....

Systemidentifikation

4.1 Identifikation der Motoranisotropie . . ... ... ... ... ......
41.1 Messung differentieller Induktivitdten . . . . . . ... ... ...
41.2 Simulative Bestimmung differentieller Induktivitiaten . . . . . .
41.3 Modellierung der Anisotropie . .. ................
414 Ergebmisse . . . .. ... ...

4.2 Schaltverhalten des Wechselrichters . . . . ... ... ... .......

Konzept und Umsetzung

5.1 Auswahl drehgeberloser Reglerverfahren . . . ... ... ... ... ..

5.2 Entwurf der drehgeberlosen Regelung . . . . ... ... ... .. .. ..
521 Startverfahren . . . . . ... ... ... L o o L
52.2 Alternierendes Injektionsverfahren. . . . . ... ... ... ...
523 Auswertung der erweiterten Gegen-EMK . . . . . ... ... ..
524 Steuerung der drehgeberlosen Betriebsmodi . . . ... ... ..
52.5 Modifikation der Regler-Basiskonfiguration . . ... ... ...

5.3 Entwurf der fehlertoleranten Regelung . . . . . . . ... ... ... ...
53.1 Fehlerdiagnose und Rekonfiguration . ... .. ... .. .. ..

Ergebnisse

6.1 Untersuchung der Reglerperformance . . . .. ... ... ........
6.1.1 Analyse im Frequenzbereich . .. ... .. ... .........
6.1.2 Analyseim Zeitbereich . . ... ... .. ... ... .. .. ...
6.1.3 Statische Hysterese der Positionsregelung . . . . . ... ... ..
6.14 SystemverhaltenunterLast . . .. ... ... ... ........
6.1.5 Reprasentatives Flugprofil . . . . ... ... ............

6.2 Fehlerdiagnose und Rekonfiguration . . . . . ... ... ... ......
6.2.1 Folgen eines unerkannten Positionssensorfehlers . . . ... ..
6.2.2 Rekonfiguration nach Auftreten von Positionssensorfehlern . .
6.2.3 Einhaltung der Fehlergrenzwerte im Nominalbetrieb . . . . . .

6.3 Diskussion . . . ... ... e

Zusammenfassung

A Parametrisierung

Literatur

93

99

105



Abbildungsverzeichnis

1.1
1.2

2.1
2.2
2.3

24
25
2.6

2.7

2.8
29

3.1
3.2

3.3
34
3.5
3.6
3.7

3.8

3.9

3.10
3.11
3.12
3.13
3.14
3.15
3.16
3.17
3.18

3.19
3.20
3.21
3.22
3.23

Auf der Rotorwelle applizierter Resolver . . ... ... .. ... ....
Aufbauder Arbeit. . . . . ... Lo oo

EMAs fiir die sekundédre Flugsteuerung . . . . . . ... ... ... ...
Flugsteuerungsaktuatoren im Airbus A350 . . . . ... ... ... ...
EMA-Demonstratoren verschiedener Hersteller fiir das Querruder

des Airbus A320 . . . . . . . L
Koordinatensysteme und -transformationen . . . ... ... ... ...
Kategorisierung wichtiger Verfahren der drehgeberlosen Regelung . .
Exemplarische Stromantwort nach Spannungspulsen in die drei Sta-

torphasen. . .. ... ... ...
Exemplarische elliptische Stromantworten in zwei Rotorpositionen

bei rotierender Injektion . . . ... ... ... o 0oL
Exemplarische Stromantworten bei alternierender Injektion . . . . ..
Stromantwort beim zweistufigen beliebigen Injektionsverfahren . . . .

Querruderpriifstand im Einzelaktuatorbetrieb . . . . . ... ... ...
Digitales Konstruktionsmodell des Querruderpriifstandes mit her-
ausgestellten Baugruppen . . . ... ... ... oo 0oL
Elektronikrack und Netzteile . . . ... ... ... ... ... ......
Vereinfachter Signal- und Energieflussplan der Versuchseinrichtung
Nichtlineare Kennlinien der Steuerflichenkinematik . . . . . . ... ..
Lastpfad im dimensionierenden Aktiv-Passiv-Betrieb . . ... ... ..
Antriebsseitige Massentragheit und erforderliche Drehmomente im
Aktiv-Passiv-Betrieb . . . .. ... . oo oo o
Einfluss der gewiinschten Bandbreite der Positionsregelung auf erfor-
derliche Antriebsdrehmomente . . . . .. .. ... ... ... ... ..
Foto und Explosionszeichnung des Testaktuators . . . . . ... ... ..
Gewichts- und Kostenstruktur des Testaktuators . . . . ... ... ...
Foto der Leistungselektronikeinheit . . . ... ... .. ... ... ...
Interaktion der Leistungselektronik mit ihrer Umgebung . . . . . . ..
Rotatorisches Getriebemodell . . . .. .. ............. .. ...
Struktur der Kaskadenregelung . . . . .. .................
Mechanische Steuerflichenanbindung . . . . . ... .. .. ... ....
Statischer Kraftkonflikt aufgrund kleiner Positionsabweichungen . . .
Struktur der Kraftkonfliktkompensation . . . . .. ... ... ... ...
Bode-Diagramm der vermaschten Regelstrecken mit den zugehdorigen
Taktfrequenzen . . .. .. ... ... ... .. .. ... L.
Detaillierte Darstellung der Kaskadenregelung . . . . . ... ... ...
Ansteuerung des Wechselrichters . . . . . ... ... ...........
Einteilung der Spannungsebene in sechs Sektoren . . . ... ... ...
Tastgrade bei Vorgabe ausgewidhlter Spannungsraumzeiger . . . . . .
Beispielhafte Pulserzeugung aus einer Spannungsvorgabe . . . .. ..

xi



Xii

4.1
4.2
4.3
44
4.5
4.6
4.7
4.8
49
4.10
4.11
4.12
4.13
4.14

4.15
4.16
4.17

51
52

53
54
5.5
5.6
57
5.8
59
5.10
511

5.12
5.13
5.14
5.15

6.1
6.2
6.3
6.4
6.5
6.6
6.7
6.8
6.9
6.10
6.11
6.12

Schnittbild desMotors . . . . ... .. ... ... . 0L 51
Testaufbau fiir die Identifikation differentieller Induktivitaten . . . . . 52
Testtrajektorie fiir einen exemplarischen Arbeitspunkt. . . . . ... .. 53
Erstellung des Simulationsmodells . . . . .. ... ............ 55
Flussdichte-Magnetfeldkurve der Rotor- und Statorbleche . . ... .. 55
Rotorlageabhidngigkeit der differentiellen Induktivitat L;; . . . . . . . 57
Rotorlageabhingigkeit des Anisotropiekoeffizienten kay (@) - . . . . . 57
Lineare Interpolation eines viereckigen Flichenelementes . . . . . . . . 58
Einfluss des Rotorlagewinkels im stromlosen Betrieb . . ... ... .. 59
Einfluss des Stromes auf die Induktivitat . . . .. ... ... ... ... 60
Einfluss des Stromes auf die magnetische Flussverteilung . . . . . . . . 60
Einfluss des Stromes auf den Anisotropiekoeffizienten . ... ... .. 61
Einfluss des Rotorlagewinkels auf die magnetische Flussverteilung . . 61
Minimaler Anisotropiekoeffizient kar i, und Nutzungsbereiche des

Testaktuators in verschiedenen Betriebsmodi . . . . ... ... ... .. 62
Verfahren zur Identifikation von Fehlspannungen . . . ... ... ... 62
Gemessene Fehlspannungen und abgeleitete Kompensationskurven . 63
Detailanalyse des Schaltverhaltens im Stillstand bei drei ausgewdhl-

ten Stromstarken . . . ... ... Lo L L oL 64

Integration des Rotorlageschitzers in die Reglerstruktur des Aktuators 65
Durch Spannungspulse hervorgerufene Stromamplituden, aufgetra-

gen nach Injektionsrichtung in rotorfesten Koordinaten . . . . . .. .. 68
Testtrajektorie des Startverfahrens . . . ... ... ... ... ...... 68
Implementierung des alternierenden Injektionsverfahrens . . ... .. 69
Implementierung des erweiterten Gegen-EMK-Verfahrens . . ... .. 70
Steuerungslogik der drehgeberlosen Regelung . . . . . ... ... ... 70
Umschaltung zwischen drehgeberlosen Reglermodi im Versuch . . . . 71
Struktur des Stromreglers im drehgeberlosen Betrieb . . . . . ... .. 71
Uberlagerung eines zusitzlichen i;-Stromes unter hoher Last . . . . . . 72
Kompensation von Fehlspannungen . . . . ... ... ... ....... 72
Bode-Diagramm der drehgeberlosen Regelung im Vergleich zur Ba-

siskonfiguration . . . . ... ... L Lo L Lo 73
Integration des Sensorvoters in die Reglerstruktur des Aktuators . . . 74
Analytisch-redundante Berechnung des Aktuatorhubes . . . . . . . .. 74
Voting und Rekonfiguration nach Positionssensorfehler . . . . . .. .. 75
Architektur der Resolver-Positionsregelung . . . . . ... ... ... .. 75
Bode-Diagramm bei mittlerer Stellamplitude . . . . ... ... ... .. 78
Sprungantworten bei variierter Stellamplitude . . . . . ... ... ... 79
Sprungantworten bei mittlerer Stellamplitude unter Last . . . . . . .. 80
Detailanalyse der drehgeberlosen Regelung . . . . . .. ... ... ... 81
Statische Hysteresekurven . . . .. .. ... .. ... ... .. ...... 82
Nachgiebigkeit der Positionsregelung unter Last . . . . . ... ... .. 82
Fehlwinkel des alternierenden Injektionsverfahrens unter Last . . . . . 83
Reglerperformance im Referenzflug . . . .. ... ... .. ... ..., 84
Detailanalyse der drehgeberlosen Regelung im Referenzflug . . . . . . 85
Powered runaway in Folge eines Resolver-Offsets . . . . ... ... .. 87
Rekonfiguration nach Positionssensorfehler . . . . . .. ... ... ... 88

Sensoriiberwachung im Referenzflug . . . .. ... ...... ... ... 89



xiii

Tabellenverzeichnis

2.1
2.2

3.1

4.1
4.2

4.3
51
6.1

Al
A2
A3
A4
Ab5

Aktuatortypen in der Flugsteuerung . . . . .. .. ... ... .. ..., 5
Differenzennotation . . . . . .. ... ... ... ... 00 L. 21
Zuordnung von Tastgrad zu Motorphase geméfl Spannungssektor . . 47
Kennwerte des Motormodells Parker NX420EAPR7101 . . . .. .. .. 51
Diskrete Simulationsschritte fiir Betriebspunkt [ig, i;] mit kleinem

ANi=02A . . . 56
Testmatrix . . . ... ... . 56
Qualitative Bewertung drehgeberloser Reglerverfahren . . . . . .. .. 66
—3 dB-Bandbreite in Abhdngigkeit der Stellamplitude . . . . . . . ... 78
Parameter des Aktuatorvorentwurfs . . ... ... ... ... ... ... 99
Physikalische Parameter des linearen Streckenmodells . . . . ... .. 100
Parameter der Regler-Basiskonfiguration . . ... ... ...... ... 100
Parameter der drehgeberlosen Regelung . . . . . . ... ... ... ... 101
Parameter der fehlertoleranten Regelung . . . . . ... ... ... ... 103






XV

Abkiirzungsverzeichnis

Abkiirzung Bedeutung

1H2E 1 hydraulisches, 2 elektrische Bordnetze

2H2E 2 hydraulische, 2 elektrische Bordnetze

3H 3 Hydraulikkreisldufe

AC engl. alternating current (Wechselstrom)

ACARE engl. Advisory Council for Aeronautics Research in Europe
(Europdisches Forum fiir Luftfahrtforschung)

ACU engl. actuator control unit (Aktuatorsteuereinheit)

A/D analog/digital

AEA engl. all electric aircraft (vollstandig elektrifiziertes Flugzeug)

BLDC engl. brushless direct current motor (biirstenloser
Gleichstrommotor)

BMWK Bundesministerium fiir Wirtschaft und Klimaschutz

BPF Bandpassfilter

CAN engl. controller area network (serielles Bussystem)

(CS25 engl. certification specification 25 (Zulassungsspezifikation fiir
Grofiflugzeuge)

DC engl. direct current (Gleichstrom)

DLR Deutsches Zentrum fiir Luft- und Raumfahrt e.V.

DSP digitaler Signalprozessor

D/A digital /analog

EBHA engl. electrical back-up hydraulic actuator (hydraulischer
Aktuator mit elektro-hydrostatischem Notsystem)

EBMA engl. electrical back-up mechanical actuator (hydraulischer
Aktuator mit elektromechanischem Notsystem)

ECU engl. electronic control unit (Elektronische Steuereinheit)

EHA elektro-hydrostatischer Aktuator

EHA-VD engl. variable-displacement electro-hydrostatic actuator
(elektro-hydrostatischer Aktuator mit Verstellpumpe)

EHA-FD engl. fixed-displacement electro-hydrostatic actuator
(elektro-hydrostatischer Aktuator mit Konstantpumpe)

EHSA elektrisch-hydraulischer Servoaktuator

EMA elektromechanischer Aktuator

EMEDS engl. electro-mechanical expulsion deicing system
(elektromechanisches Enteisungssystem)

EMER engl. emergency system (Notfallsystem)

engl. englischer Fachbegriff

EU Européische Union

e.V. eingetragener Verein

FbW engl. fly-by-wire (Fliegen mit elektrischer Signaliibertragung)
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FEM Finite-Elemente-Methode

FEMM Finite-Elemente-Methode magnetisch

FFT engl. fast Fourier transformation (schnelle
Fouriertransformation)

FIR engl. finite impulse response filter (Filter mit endlicher
Impulsantwort)

FP6 6. Forschungsrahmenprogramm der Europdischen Union

FP7 7. Forschungsrahmenprogramm der Europdischen Union

FPGA engl. field programmable gate array (vor Ort programmierbare
Logikgatter-Anordnung)

fr. franzosischer Fachbegriff

Gegen-EMK  Gegen elektromotorische Kraft

GmbH Gesellschaft mit beschrankter Haftung

HMA hydromechanischer Aktuator

HSA hydraulischer Servoaktuator

IAP engl. integrated actuator package (integriertes Aktuatorpaket)

IGBT engl. insulated-gate bipolar transistor (Bipolartransistor mit
isolierter Gate-Elektrode)

INFORM engl. indirect flux detection by online reactance measurement
(indirekte Flussermittlung durch online Reaktanz-Messung)

INSA fr. Institut National des Sciences Appliquées

IPMSM engl. interior permanent magnet synchronous motor
(Permanentmagnet-Synchronmotor mit vergrabenen Magneten)

I/0 engl. input/output (Ein-/ Ausgabe)

LLARA Projektakronym engl. long-life aircraft actuator

LRU engl. line replaceable unit (vor Ort austauschbare Einheit)

Isq engl. least square (Methode der kleinsten Fehlerquadrate)

LuFo Luftfahrtforschungsprogramm

LVDT engl. linear variable differential transformer
(Differentialtransformator zur Wegmessung)

MEA engl. more electric aircraft (mehr elektrifiziertes Flugzeug)

MGOe MegaGaufiOerstedt (Mafseinheit fiir magnetische Giite)

MHSA mechanisch-hydraulischer Servoaktuator

MOET Projektakronym engl. more open electrical technologies

MRAS engl. model reference adaptive system (geregelte Adaption mit
parallelem Vergleichsmodell)

NdFeB Neodym-Eisen-Bor

NSA engl. next single aisle (Schmalrumpfflugzeug nachster
Generation)

PbW engl. power-by-wire (elektrische Leistungsversorgung)

PC engl. personal computer (Arbeitsplatzrechner)

PIO pilotinduzierte Oszillation

PI-Regelung
PLL

PMSM
PWM

Proportional-Integral-Regelung
engl. phase locked loop (Phasenregelschleife)
Permanentmagnet-Synchronmotor
Pulsweitenmodulation
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R3ASC engl. Recent Advances in Aerospace Actuation Systems and
Components

RAT engl. ram air turbine (Staudruckturbine)

REU engl. remote electronic unit (dezentrale Elektronikeinheit)

RUL engl. remaining useful lifetime (verbleibende Restlebensdauer)

SPMSM engl. surface-mounted permanent magnet synchronous motor
(Permanentmagnet-Synchronmotor mit Oberflichenmagneten)

SVPWM engl. space vector pulse width modulation
(Raumzeiger-Pulsweitenmodulation)

THSA engl. trimmable horizontal stabilizer actuator
(Trimmflossenaktuator)

TRL engl. technology readiness level (Technologiereifegrad)

u.a. und andere

UAV engl. unmanned aerial vehicle (unbemanntes Luftfahrzeug)

VAC engl. voltage alternating current (Wechselspannung)

VDC engl. voltage direct current (Gleichspannung)
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Symbolverzeichnis

Mathematische Operatoren und Konventionen

Zeichen Bedeutung

x =x(t), X = X(t) reelle, zeitkontinuierliche Grofie

x(t=1) Grofle x zum Zeitpunkt T

x* Sollwert der Grofie x

x Schitzwert der Grofie x

X = %x erste Ableitung der Grofie x nach der Zeit

¥ = %x zweite Ableitung der Grofse x nach der Zeit

£ Amplitude der Grofse x

| x| Betrag der Grofe x

x[y] GroBe x in der Einheit y

Ax Differenz zwischen zwei Instanzen der Grofie x

A%x zweistufige Differenz zwischen drei Instanzen der
Grofse x

A3x dreistufige Differenz zwischen vier Instanzen der
Grofse x

x~ Amplitude des sinusformigen Wechselanteils des
Signales x

X vektorielle Grofse

/(X) Argument des Vektors ¥: Winkel zwischen der reellen
positiven Achse und Vektor X entgegen dem
Uhrzeigersinn

x[n] reelle, zeitdiskrete Grofle zum Abtastzeitpunkt n € IN

xeN Grofse x gehort zur Menge der natiirlichen Zahlen
(ganzzahlig positiv)

y(x) Funktion fiir y in Abhangigkeit von x

y(x=z) Funktionswert fiir y in an der Stelle x=z

x, X reelle, zeitlich konstante Grofde

x) Abhiangigkeit der Grofse x von y

xlY] Grofse x im Arbeitspunkt y

x " auf obere Bereichsgrenze aufgerundeter Wert der
Grofie x

X auf untere Bereichsgrenze abgerundeter Wert der
Grofie x

X reelle Matrix

X! Inverse der Matrix X

IF(ay, by, x) Fourierreihenentwicklung mit den Koeffizienten a; und
by in Abhéngigkeit der Grofe x

[a...b] Wertebereich zwischen a und b

- Negation
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% logisches ODER

min y(x) globales Minimum der Funktion y(x) an der

i Stiitzstelle x

Formelzeichen

Zeichen  Einheit Bedeutung

ay [-] k-ter Fourierkoeffizient

A [-] Hilfsrechengrofie

A [-] Systemmatrix eines linearen Zustandsraummodells

A hi [-] diskretes Schaltsignal (0 V 1) des oberen (engl. high) und

Alo [-] unteren (engl. low) Schalters der Halbbriicke A

Amp [-] Amplitude

by [-] k-ter Fourierkoeffizient

B T magnetische Flussdichte

B [-] Hilfsrechengrofie

B [-] Eingangsmatrix eines linearen Zustandsraummodells

B hi [-] diskretes Schaltsignal (0 V 1) des oberen (engl. high)

Blo [-] und unteren (engl. low) Schalters der Halbbriicke B

c [-] Hilfsrechengrofie

C [-] Ausgangsmatrix eines linearen Zustandsraummodells

Chi [-] diskretes Schaltsignal (0 V 1) des oberen (engl. high)

Clo [-] und unteren (engl. low) Schalters der Halbbriicke C

CMP [-] Vergleichswerte (engl. compare value) [0...1] zur
Generierung der Schaltsignale im Komparator

CMP A [-] Vergleichswert (engl. compare value) [0...1] zur
Generierung der Schaltsignale fiir die Halbbriicke A

W [-] Hilfsrechengrofse

d Nsm™! Dampfungskonstante einer Translationsbewegung

Nmsrad~ ' Dampfungskonstante einer Rotationsbewegung

D [-] Durchgangsmatrix eines linearen
Zustandsraummodells

data [-] Rohdatenvektor

DC [-] Tastgrad (engl. duty cycle) [0...1] (allgemein)

DC1 [-] Tastgrade (engl. duty cycle) [0...1] vor einer

DC2 [-] sektorspezifischen Zuordnung

DC3 [-]

DC A [-] Tastgrad (engl. duty cycle) [0...1] der Halbbriicke A,

DCB [-] Halbbriicke B und

DCC [-] Halbbriicke C

e e \Y% Gegen elektromotorische Kraft

€hel, €pel [-] Vorhersagefehler des beliebigen Injektionsverfahrens

e A Regelabweichung des Stromregelkreises

ex m Regelabweichung des Positionsregelkreises

w rads~! Regelabweichung des Geschwindigkeitsregelkreises

E Wh Energie

Fortsetzung auf nichster Seite



xxi

Fortsetzung

Zeichen  Einheit Bedeutung

ee, ee \% erweiterte Gegen elektromotorische Kraft

f Hz Frequenz (allgemein)

frwm Hz Taktfrequenz der Pulsweitenmodulation

fs Hz Abtastfrequenz

Fema N Kraft am Aktuatorausgang

H Am™! magnetische Feldstirke

hi [-] diskretes Schaltsignal (0 V 1) des oberen (engl. high)
Schalters einer Halbbriicke

i [-] Ubersetzungsverhéiltnis eines rotatorischen Getriebes

radm~!  Ubersetzungsverhiltnis einer Gewindespindel

i i,? A elektrische Stromstarke

I [-] Realanteil

J kg m? Massentragheitsmoment (allgemein)

k Nm™! translatorische Federsteifigkeit

Nmrad™' Torsionsfedersteifigkeit

ki [-] Integral-Verstarkungsfaktor des Stromregelkreises

kiw [-] Integral-Verstarkungsfaktor des
Geschwindigkeitsregelkreises

kpi [-] proportionaler Verstarkungsfaktor des
Stromregelkreises

kpx [-] proportionaler Verstarkungsfaktor des
Positionsregelkreises

kpw [-] proportionaler Verstarkungsfaktor des
Geschwindigkeitsregelkreises

k¢ NmA~!  Motorkonstante

kar [-] Anisotropiekoeffizient

kAL min [-] minimaler Anisotropiekoeffizient einer
Rotorumdrehung

konst [-] Rechenkonstante

L H Induktivitat (allgemein)
L H Induktivitdtenmatrix (allgemein)
Ly H absolute Induktivitdt in Langsachse des rotorfesten
2-Phasensystems
H
H

Laga differentielle Selbstinduktivitadt in Langsachse des
rotorfesten 2-Phasensystems
Lgg differentielle Kreuzkopplungs- oder Gegeninduktivitat,

die die Wechselwirkung zwischen einer
Stromédnderung in der Quer- und der Spannung in der
Léangsachse im rotorfesten 2-Phasensystem beschreibt

Iy m Hebelarm des Klappenscharnieres (engl. hinge)

L, H absolute Induktivitit in Querachse des rotorfesten
2-Phasensystems

Lya H differentielle Kreuzkopplungs- oder Gegeninduktivitat,

die die Wechselwirkung zwischen einer

Stromédnderung in der Langs- und der Spannung in der

Querachse im rotorfesten 2-Phasensystem beschreibt
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Ly H differentielle Selbstinduktivitidt in Querachse des
rotorfesten 2-Phasensystems

lo [-] diskretes Schaltsignal (0 VV 1) des unteren (engl. low)
Schalters einer Halbbriicke

m kg Masse

M,M Nm Drehmoment

My Nm Ruderscharniermoment (engl. hinge moment)

mag dB Amplitudenverstarkung (engl. magnitude)

n [-] diskreter Abtastschritt n € IN

n Umin~!  Drehzahl

n,N [-] Gesamtanzahl

p mU™! Gewindesteigung (engl. pitch)

P \ Leistung

PP [-] Polpaarzahl

Q [-] Imagindranteil

R @) ohmscher Standerwiderstand

1,12 [-] Hilfsrechengrofien der Raumzeigermodulation zur
Begrenzung von Spannungsamplituden

scale [-] Skalierungsfaktor

sw [-] Hilfsrechengrofie

t s Zeit

tan s Impulsdauer des Schaltsignals in geschlossener
Schalterstellung

taus s Impulsdauer des Schaltsignals in getffneter
Schalterstellung

T K Temperatur

Tag—uow [- inverse, leistungsinvariante dq-Transformationsmatrix

]
—_—

Tagap inverse Park-Transformationsmatrix
Tkomp s Periodendauer des Komparators fiir die Erzeugung
diskreter Schaltsignale

Tpwm S Dauer einer Schaltperiode der Pulsweitenmodulation

T S Abtastintervall

Tovw—sdg [-] leistungsinvariante dg-Transformationsmatrix

Twowsap [ leistungsinvariante Clarke-Transformationsmatrix

Top—dg [-] Park-Transformationsmatrix

Topsuow [ inverse, leistungsinvariante Clarke-
Transformationsmatrix

u,u, i \Y% elektrische Spannung

i [-] Eingangsvektor eines linearen Zustandsraummodells

Upcy,Upc+ V positives Zwischenkreispotential

X [-] Zustandsvektor (allgemein)

XDreieck [-] Dreiecktragersignal fiir symmetrische Modulation im
Komparator

XEMA m Aktuatorhub

XGeh m Translatorische Verschiebung des Aktuatorgehduses
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7 [-] Ausgangsvektor eines linearen Zustandsraummodells

Y 1/H Admittanz

Y 1/H Admittanzmatrix

20, 21, 22 [-] Hilfsrechengrofien

) rad Steuerflachenausschlag

2 [-] Wirkungsgrad

) rad Rotorlagewinkel

PSektor rad Raumrichtung des Spannungsvektors im PWM-Sektor
des dreiphasigen Motors [0. .. 71/3]

Y,Y Wb magnetische Flussverkettung

You, ¥ rm Wb Permanentmagnetflussverkettung

w rads! Winkelgeschwindigkeit

Indizes

Zeichen Bedeutung

1,2,3,4 konsekutive Berechnungsschritte

a aktiv

ab auf den Abtrieb bezogene Grofe

an auf den Antrieb bezogene Grofie

Anf Anforderung

Beob Schitzwert des Rotorlagebeobachters

d 0°-Langsachse (engl. direct) im rotorfesten
2-Phasensystem

dq Grofle im rotorfesten 2-Phasensystem

dyn dynamisch

el elektrisches Koordinatensystem

G Getriebe

ges gesamt

inb bordseitig (engl. inboard)

inj Injektion

Kin Steuerflachenkinematik

komp Kompensation

L Last

LVDT Messwert des LVDT

me mechanisches Koordinatensystem

min minimal

Mot Motor

n diskreter Berechnungsschritt n € IN

outb aufenseitig (engl. outboard)

p passiv

q 90°-Querachse (engl. quadrature) im rotorfesten
2-Phasensystem

Quer Querrudersteuerfliche

Res Messwert des Resolvers
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rev Reversierbetrieb

Sp Kugelumlaufspindel

stat statisch

Str Anbindung an die Fliigelstruktur

u 0°-Achse im statorfesten 3-Phasensystem
uovw Vektorgrofse im statorfesten 3-Phasensystem
v 120°-Achse im statorfesten 3-Phasensystem

w 240°-Achse im statorfesten 3-Phasensystem

x orthogonale Vektorprojektion auf die x-Achse
y orthogonale Vektorprojektion auf die y-Achse
« 0°-Achse im statorfesten 2-Phasensystem

wp Grofle im statorfesten 2-Phasensystem

B 90°-Achse im statorfesten 2-Phasensystem

A anisotroper Anteil

PN isotroper Anteil




Kapitel 1

Einleitung

Die Luftfahrtindustrie steht in den kommenden Jahrzehnten vor tiberwéltigenden
Herausforderungen, um der gesellschaftlichen Erwartungshaltung eines 6kologi-
schen, sicheren und gleichzeitig bezahlbaren Luftverkehrs in einer global vernetz-
ten Welt gerecht zu werden. Die Europdische Kommission hat sich zusammen mit
der Industrie im Flightpath 2050 zum Ziel gesetzt, Kohlendioxid-Emissionen pro
Passagierkilometer um 75 %, Stickoxid-Emissionen um 90 % und wahrgenomme-
ne Gerduschemissionen um 60 % zu reduzieren [1]. Die strategische Forschungs-
und Innovationsagenda des Advisory Council for Aeronautics Research in Europe
(ACARE) sieht in der Elektrifizierung von Flugzeugsystemen das Potential zur Ziel-
erfiillung des Flightpath 2050 beizutragen. Man erhofft sich von elektrischem Equip-
ment einen leiseren Betrieb und mittelbar einen verringerten Treibstoffverbrauch
durch eine Gewichtsreduktion auf Flugzeugebene. Bordeigene Systeme und Geréte
missten in Zukunft den Anforderungen eines more electric aircraft (MEA) gerecht
werden [2]. Fiir die Betdtigung priméarer und sekundéarer Steuerflichen werden da-
her elektrische Alternativen zu konventionellen Hydraulikaktuatoren gesucht. Elek-
tromechanische Aktuatoren (EMAs) gelten dabei als eine vielversprechende Schliis-
seltechnologie fiir zukiinftige, elektrifizierte Systemarchitekturen in der Flugsteue-
rung grofser Zivilflugzeuge.

1.1 Problemstellung

Der industrielle Einsatz von EMAs in der Flugsteuerung bleibt allerdings trotz inten-
siver Forschungsbemiihungen bisher auf wenige Anwendungen geringerer Kritika-
litat beschrankt. Ein Grund liegt in der hohen Komplexitdt des mechanischen An-
triebsstranges, der Elektronik und Sensorik. Hieraus resultieren ein vergleichsweise
hohes lokales Aktuatorgewicht und ein grofies Volumen, die den erhofften Vorteilen
auf Flugzeugebene zuwiderlaufen. Strenge Sicherheitsanforderungen in der Flug-
steuerung erfordern eine umfangreiche Fehleriiberwachung und eine redundante
Bauweise sicherheitskritischer Komponenten. Eine grofie Anzahl mechanischer und
elektrischer Fehlerfille muss bertiicksichtigt und ihre komplexen Fehlerfolgen miti-
giert werden, um eine hinreichende Zuverlassigkeit sicherzustellen.

Als elektrischer Antrieb von EMAs wird in der Regel ein Permanentmagnet-
Synchronmotor (PMSM) aufgrund seiner hohen Leistungsdichte gewahlt. Die grofs-
te Effizienz ist durch eine feldorientierte Vektorregelung erreichbar. Hierfiir ist eine
genaue Kenntnis des Rotorlagewinkels erforderlich, der durch Drehgeber an der Ro-
torwelle gemessen wird. Dafiir werden klassischerweise Resolver eingesetzt, wie in
Abb. 1.1 dargestellt. Die vom Drehgeber ebenfalls ermittelte Winkelgeschwindigkeit
wird zudem an den Geschwindigkeitsregler des EMAs zuriickgefiihrt.
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ABBILDUNG 1.1: Auf der Rotorwelle applizierter Resolver!

Resolver tragen dadurch zu der hohen Hardwarekomplexitiat von EMAs bei. Ein
Ausfall oder eine Fehlfunktion des sicherheitskritischen Sensors oder der storan-
talligen Zuleitung kann zudem gefahrliche Fehlerfolgen nach sich ziehen. Sowohl
Arriola? [3] als auch Mazzoleni u.a. [4] und di Rito u.a. [5] kommen zu dem Schluss,
dass die hohe Kritikalitat und Ausfallwahrscheinlichkeit eine dedizierte Uberwa-
chung oder zweifach redundante Bauweise erfordern. Ein Ersatz des Sensors durch
ein robustes Schatzverfahren konnte perspektivisch Kosten, Gewicht und Installati-
onsaufwand fiir Drehgeber, Zuleitung und Auswerteelektronik einsparen. Eine kiir-
zere, kompakte Motoreinheit erleichtert zudem die Integration von EMAs in beeng-
ten Einbausituationen und reduziert die Massentrdgheit der Antriebswelle. Alter-
nativ konnte ein Rotorlageschitzer auch als dissimilare, analytische Redundanz der
Uberwachung mechanischer Positionsgeber dienen, falls von einer vollstandigen
Substitution des Resolvers abgesehen wird. Die vorliegende Arbeit verfolgt daher
die folgenden beiden Ziele:

1. Die Anwendbarkeit moderner Verfahren der drehgeberlosen Regelungs-
technik auf elektromechanische Flugsteuerungsaktuatoren soll untersucht
und ihre Performance bewertet werden.

2. Die Erkennung eines Positionssensorfehlers durch eine analytische Rotorla-
geschiatzung und der sichere Weiterbetrieb sollen untersucht und die Perfor-
mance bewertet werden.

1.2 Vorgehen und Struktur der Arbeit

Der Aufbau dieser Arbeit ist in Abb. 1.2 graphisch veranschaulicht. In Kap. 2.1 wird
die Arbeit zundchst in die technologische Entwicklung eingeordnet, indem auf die
Historie der Flugsteuerungsaktuatoren und ihre heutige Verwendung eingegangen

1 Modell Smartsyn TS2620N861E11 von Tamagawa

2David Antonio Arriola Gutierrez entwickelte im Rahmen seiner Dissertation eine fehlertoleran-
te Regelung fiir redundante, elektromechanische Querruderaktuatoren. Methoden der Fehlerdia-
gnose und Rekonfiguration wurden simulativ und experimentell erprobt. Drehgeberlose Verfahren
konnten derartige ganzheitliche Reglerkonzepte komplementar ergénzen.
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wird. Die Einfithrung von power-by-wire Aktuatoren mit elektrischer Leistungsver-
sorgung markiert nach der Etablierung von fly-by-wire einen weiteren wichtigen
Entwicklungsschritt. Der Stand der Forschung und Entwicklung zur elektromecha-
nischen Steuerflichenaktuierung im nationalen und europédischen Kontext wird zu-
sammengefasst. Anschlieffend werden in Kap. 2.2 physikalische Grundgleichungen
fiir PMSM eingefiihrt, die fiir das Verstdndnis der Arbeit elementar sind. Bestehen-
de Verfahren der drehgeberlosen Regelung werden in Kap. 2.3 beschrieben und ka-
tegorisiert. Die etabliertesten Methoden zur Rotorlageschdtzung nutzen entweder
Anisotropieeigenschaften von PMSM oder werten bei hinreichender Drehzahl die
Motorgrundwelle aus.

Als Anwendungsfall wird die elektromechanische Betdtigung des Querruders ei-
nes grofien Passagierflugzeuges ausgewahlt. Hierfiir wird in Kap. 3.1 zunédchst der
Aufbau eines Priifstandes beschrieben, der eine redundante Aktuierung der Steuer-
flache durch zwei aktive Linear-EMAs erlaubt. Ein Testaktuator wird anhand {ibli-
cher Dynamikanforderungen entwickelt und zusammen mit einer Leistungselektro-
nik in den Priifstand integriert. Das gesamte Stellsystem wird in Kap. 3.2 durch li-
neare Differentialgleichungen modelliert. Der Aktuatorhub wird mithilfe einer kon-
ventionellen Kaskadenregelung und anschlieffenden Pulsweitenmodulation einge-
stellt. Die Regler-Basiskonfiguration in Kap. 3.3 entspricht dem heutigen Stand der
Technik und dient neuen Konzepten als Referenz.

Kap. 4.1 stellt sowohl ein test- als auch ein simulationsbasiertes Verfahren fiir die
Identifikation der Motoranisotropie vor. Es wird ein vollstindiges Anisotropiemo-
dell fiir den Antriebsmotor des Testaktuators aufgestellt. Dadurch wird eine grund-
sdtzliche Eignung des PMSM fiir anisotropiebasierte Verfahren der Rotorlageschit-
zung festgestellt. Kap. 4.2 charakterisiert im Versuch das reale Schaltverhalten des
verwendeten Frequenzumrichters. Dies erlaubt die softwareseitige Kompensation
von Fehlspannungen und erhoht dadurch die Giite der Rotorlageschdtzung.

Kap. 5.1 bewertet qualitativ die relevantesten Verfahren aus Kap. 2.3-2.3.6 und
erstellt ein Konzept fiir die drehgeberlose Regelung des Testaktuators. Bei niedriger
Drehzahl bis zum Stillstand findet das anisotropiebasierte alternierende Injektions-
verfahren Anwendung. Bei hoherer Drehgeschwindigkeit wird die Grundwelle
durch Integration der Strangstrome direkt ausgewertet. Kap. 5.2 erldutert die Im-
plementierung und Integration des Rotorlageschitzers in die konventionelle Reg-
lerstruktur des EMAs. Fiir die Untersuchung des zweiten Teilaspektes der Pro-
blemstellung wird dariiber hinaus in Kap. 5.3 eine fehlertolerante Reglerstruktur
entworfen, die bei Versagen eines Positionssensors eine Rekonfiguration einleitet.
Degradierte Reglermodi konnen den Ausfall eines Resolvers oder eines LVDTs (engl.
linear variable differential transformer) kompensieren. Der LVDT misst den Hub am
Aktuatorausgang und fithrt diesen an den Positionsregler zurtick.

Die implementierten Algorithmen werden in Kap. 6 in Priifstandsversuchen ge-
testet und im Hinblick auf die anspruchsvollen Anforderungen in der priméren
Flugsteuerung bewertet. In Kap. 6.1 wird die Performance der drehgeberlosen und
degradierten Reglermodi der Basiskonfiguration aus Kap. 3.3 gegeniibergestellt. Die
Funktionalitdt der Positionssensoriiberwachung und schnellen Rekonfiguration in
der fehlertoleranten Reglerstruktur wird in Kap. 6.2 validiert. Die Testergebnisse
werden in Kap. 6.3 interpretiert und mit Blick auf die Problemstellung diskutiert.
Die Starken und Schwéchen der Konzepte werden erortert und Potentiale der Wei-
terentwicklung aufgezeigt.

Kap. 7 fasst die Arbeit zusammen und gibt einen weiteren Ausblick. Die ver-
wendeten Parameter sind in Anhang A gelistet und sollen die Reproduzierbarkeit
der Ergebnisse gewdhrleisten.
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Kapitel 2

Stand der Technik

2.1 Aktuatoren in der Flugsteuerung

Wenn die Handkréfte des Piloten nicht ausreichen, um Steuerflichen iiber Steuer-
seile oder -stangen mechanisch zu betitigen, miissen zwingend Aktuatoren einge-
setzt werden. Die ersten Flugsteuerungsaktuatoren fanden nach Maré? in den 1930er
Jahren als Gyropiloten, einem Vorldufer heutiger Autopilotsysteme, Einzug in die
Fliegerei. Ein Sekundédraktuator assistierte dabei dem Piloten bei seinen manuellen
Steuereingaben [6]. Heute befinden sich unterschiedliche Aktuatortypen im Einsatz,
die entsprechend Tab. 2.1 in der Art ihrer Signal- und Leistungsiibertragung einge-
teilt werden kénnen [6-9].

TABELLE 2.1: Aktuatortypen in der Flugsteuerung

Leistungs- Signaliibertragung

versorgung mechanisch elektrisch

mechanisch 1 mangell
mechanisch-hydraulischer elektrisch-hydraulischer

hydraulisch Servoaktuator (MHSA), Servoaktuator (EHSA),

mechanischer Spindelantrieb mechanischer Spindelantrieb

elektro-hydrostatischer

elektrisch integrated actuator Aktuator (EHA),
package (IAP) elektromechanischer
,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,, Aktuator (EMA)
electrical back-up
hydraulisch/ hydraulic actuator (EBHA),
elektrisch electrical back-up

mechanical actuator (EBMA)

2.1.1 Hydraulische Aktuatoren

Hydraulische Servoaktuatoren (HSA) sind lineare, hydraulische Kolbenantriebe, be-
stehend aus einem Gleichlauf- oder Differentialzylinder, die iiber Servoventile ange-
steuert werden. Die bendtigte Energie wird von zentralen Hydraulikkreislaufen be-
reitgestellt. Dieser ausgereifte Aktuatortyp dominiert die Flugsteuerungsarchitektur

3 Jean-Charles Mar¢ ist Professor am Institut Clément Ader des Institut National des Sciences App-
liquées (INSA) de Toulouse. In seinem Fachbereich sind vielfaltige, hochwertige Publikationen im
Bereich der Flugsteuerungsaktuatorik entstanden. Sein dreiteiliger Buchband Aerospace Actuators
bietet einen exzellenten Uberblick tiber den derzeitigen Stand der Technik und Forschung. Maré
ist zudem Veranstalter der internationalen Konferenzreihe Recent Advances in Aerospace Actuation
Systems and Components (R3ASC).
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heutiger, konventioneller Passagierflugzeuge [10]. Friihere Flugzeugmuster, wie die
Boeing 737 (Erstflug 1967), iibertragen Steuereingaben mechanisch tiber Steuersei-
le oder -stangen an das Servoventil. Die Positionsvorgaben kénnen dabei sowohl
manuell vom Piloten als auch dem Autopiloten mit Hilfe eines Sekundaraktuators
generiert werden [11]. Man spricht von mechanisch-hydraulischen Servoaktuatoren
(MHSA) oder auch hydromechanischen Aktuatoren (HMA) [6].

Mit der Einfithrung von fly-by-wire (FbW) Flugsteuerungen etablierten sich
elektrisch angesteuerte Servoventile, die fortan eine kabelgebundene Signaliiber-
tragung an den Aktuator ermoglichten. Lokale ACUs (engl. actuator control unit)
dienen als Schnittstelle, die auf der einen Seite digital mit den Flugsteuerungs-
rechnern kommunizieren und auf der anderen Seite die analogen Regelkreise des
Aktuators schlieffen. Diese Weiterentwicklung wird als elektrisch-hydraulischer
Servoaktuator (EHSA) bezeichnet. Wichtige Meilensteine markierten die Concorde
(Erstflug 1969) und der Airbus A320 (Erstflug 1988), die seinerzeit allerdings noch
tiber redundante, mechanische Backup-Systeme verfiigten. Der schrittweise Uber-
gang zu Aktuatoren mit rein elektrischer Signaliibertragung fiihrte zu signifikanten
Gewichtseinsparungen [11].

HSA kommen insbesondere an Quer-, Seiten-, Hohenrudern und Spoilern mit
hohen Dynamikanforderungen zum Einsatz. Einige Anwendungen erfordern aller-
dings nur geringe Verfahrgeschwindigkeiten. Insbesondere als Hohenflossenstell-
system THSA (engl. trimmable horizontal stabilizer actuator) sind deshalb hydrau-
lisch gespeiste, mechanische Spindelantriebe eine zweckmaéfiige Alternative [9].
Elektrisch oder mechanisch angesteuerte Servoventile steuern die Driicke eines Hy-
draulikmotors. Dieser treibt iiber ein Getriebe eine Spindel an. Die Antriebseinheit
mechanischer Spindelantriebe wird in der Regel doppelt redundant ausgefiihrt [12].

2.1.2 Elektrische Aktuatoren

Ein Paradigmenwechsel ist der Ubergang zu power-by-wire (PbW) Aktuatoren, die
stetig an Bedeutung gewinnen. Sie beziehen ihre Energie nicht von einer zentralen
Hydraulik, sondern aus dem elektrischen Bordnetz. Dieser Trend wird durch Flug-
zeuge mit zunehmend elektrifizierten Bordsystemen wie dem Airbus A380 (Erstflug
2005) und A350 (Erstflug 2013) begiinstigt. Die neuen Muster verfiigen {iber je zwei
hydraulische und elektrische Bordnetze (2H2E), anstatt drei Hydraulikkreislaufen
(3H) in klassischer Bauart. Im next single aisle (NSA), dem potentiellen Nachfolger
des Airbus A320, konnte ein weiterer Hydraulikkreislauf entfallen (1H2E) [13].

Der erste relevante Aktuatortyp mit elektrischer Leistungsversorgung war das
integrated actuator package (IAP). Er wird bisweilen auch als variable-displacement
electro-hydrostatic actuator (EHA-VD) bezeichnet [11]. IAPs wurden bereits frith
im militdrischen und spéter auch im zivilen Flugzeugbau eingesetzt. Beispiele sind
die Avro Vulcan B2 mit Erstflug im Jahr 1952 und die Vickers VC10 aus dem Jahr
1962 [9]. Im Aktuator ist eine Axialkolbenpumpe integriert, die von einem Drei-
phasen-Wechselstrommotor angetrieben wird und den Druck eines lokalen Hydrau-
likkreislaufes reguliert. Der Elektromotor dreht mit konstanter Geschwindigkeit,
wihrend der Durchfluss der Pumpe iiber den Verstellwinkel einer Schrégscheibe va-
riabel eingestellt wird. Die Betdtigung der Steuerflache erfolgt wie beim HSA durch
einen konventionellen, hydraulischen Kolbenantrieb. Der Durchfluss der Pumpe
wird mit einem mechanisch angesteuerten Servoventil entsprechend der Steuerein-
gabe des Piloten geregelt [9]. Die konstant hohe Motordrehzahl auch im Haltebetrieb
ist allerdings vergleichsweise ineffizient, sodass sich IAPs nicht nachhaltig durchset-
zen konnten [11].
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Der elektro-hydrostatische Aktuator (EHA) ist eine Weiterentwicklung des IAP,
die durch die Einfithrung von FbW und der Integration moderner Leistungs-
elektronik moglich wurde. Die Steuerfliche wird wie beim IAP durch einen hy-
draulischen Kolbenantrieb betitigt. Der Druck fiir den lokalen Hydraulikkreislauf
wird allerdings beim EHA von einer Konstantpumpe erzeugt. Deshalb sprechen
manche Literaturquellen auch vom fixed-displacement electro-hydrostatic actuator
(EHA-FD) [11]. Der Durchfluss der Pumpe wird anders als beim IAP durch einen
drehzahlvariablen Elektromotor geregelt, wodurch die Effizienz im Haltebetrieb
gesteigert wird. Der Motor und die zugehorige Leistungselektronik wird aus einem
Wechsel- oder Gleichspannungsbordnetz versorgt. Die Aktuatorregelung wird auf
einer ACE ausgefiihrt [9]. Die ACE und Leistungselektronik werden haufig in ei-
ner Einheit zusammengefasst, die als ECU (engl. electronic control unit) oder REU
(engl. remote electronic unit) bezeichnet wird [7, 8]. Diese moderne Aktuatortech-
nologie erlebte mit dem Erstflug der F-35 Lightning II von Lockheed Martin im
Jahr 2006 ihren Durchbruch, die in der Flugsteuerung ausschliefslich EHAs einsetzt
und auf zentrale Hydraulik vollstindig verzichtet. In der zivilen Luftfahrt werden
EHAs ausschliefilich als Backup-Aktuatoren verwendet, z. B. in der priméaren Flug-
steuerung des Airbus A380 und A350 [14]. Die Lebensdauer der dynamisch stark
beanspruchten Pumpen erfiillt derzeit noch nicht die stringenten Anforderungen an
Primédraktuatoren ziviler Passagierflugzeuge.

Neben dem EHA wird derzeitig dem elektromechanischen Aktuator (EMA) das
grofite Entwicklungspotenzial zugeschrieben. Er ist gleichzeitig der einzige Aktua-
tortyp, der vollstindig auf Hydraulikkomponenten verzichtet. Ahnlich dem EHA
betreibt eine ECU einen elektrischen Motor. In aller Regel wird dafiir ein Permanent-
magnet-Synchronmotor oder ein biirstenloser Gleichstrommotor (engl. brushless di-
rect current motor, BLDC) verwendet. Anschlieffend wird die Motorbewegung tiber
einen mechanischen Antriebsstrang auf den Aktuatorausgang tibertragen. Es haben
sich drei verschiedene Bauformen etabliert [8]:

1. Lineare EMAs mit Untersetzungsgetriebe
2. Lineare EMAs mit Direktantrieb
3. Rotatorische EMAs mit Untersetzungsgetriebe

Lineare EMAs wandeln die rotatorische Motorbewegung am Abtrieb in einen Ak-
tuatorhub um, meist durch eine integrierte Kugelumlaufspindel. Diese Linearbewe-
gung wird wie bei konventionellen, hydraulischen Kolbenantrieben mit einer Kine-
matik auf die Steuerfldche tibertragen. Der rotatorische EMA hingegen bietet insbe-
sondere dann Vorteile, wenn die Anwendung eine Integration am Scharnierpunkt
der Steuerfldche erlaubt und dadurch eine Kinematik tiberfliissig wird. Unterset-
zungsgetriebe reduzieren die erforderlichen Antriebsdrehmomente des Motors und
ermoglichen dadurch eine kleinere Dimensionierung. Hierfiir werden je nach Bauart
Stirnrad-, Planeten-, Zykloid- oder Harmonic Drive-Getriebe eingesetzt [15]. Einen
grofsen Schub erhielt die Technologie durch die Boeing 787 (Erstflug 2009), die EMAs
in der Hohenleitwerktrimmung und an vier Spoilerflachen einsetzt (sieche Abb. 2.1a).
Auch im Airbus A350 hielten elektromechanisch betriebene THSAs Einzug, wie in
Abb. 2.1b zu sehen. Aktuelle Bemiihungen, das Einsatzspektrum von EMAs iiber
die sekundédre Flugsteuerung hinaus zu erweitern, werden in Kap. 2.1.5 ndher be-
trachtet.
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(A) Spoiler EMA mit externer ECU einer Boeing 787, (B) Elektromechanischer THSA eines Airbus
Bild von Maré u.a. [7], S. 184 A350, Bild von Safran*

ABBILDUNG 2.1: EMAs fiir die sekundére Flugsteuerung

2.1.3 Hybride Aktuatoren

Der electrical back-up hydraulic actuator (EBHA) und der electrical back-up mecha-
nical actuator (EBMA) sind hybride Aktuatoren. Sie schaffen eine dissimilare Red-
undanz, indem sie zwei Funktionsweisen innerhalb eines Aktuators vereinen. Im
Normalbetrieb wirken sie als EHSA. Nach Ausfall der hydraulischen Energiever-
sorgung wird im EBHA auf einen lokalen Hydraulikkreislauf umgeschaltet, also das
Wirkprinzip eines EHAs tibernommen. EBHAs wurden das erste Mal an den zwei
Seitenruderelementen sowie vier Spoilern des Airbus A380 eingesetzt [14]. EBMAs
werden hingegen im Fehlerfall elektromechanisch weiterbetrieben. Sie vereinigen
also die Wirkprinzipien von EHSAs und EMAs. Die bis dato einzige bekannte Se-
rienanwendung ist das Fahrwerksaktuierungssystem des Airbus A400M (Erstflug
2009) [16].

2.1.4 Moderne Systemarchitekturen

Moderne Passagierflugzeuge setzen normalerweise eine Kombination verschiede-
ner FbW-Aktuatoren ein. Dabei dominiert in aller Regel der konventionelle EHSA.
Allerdings finden zunehmend auch elektrische und hybride Aktuatoren Einzug in
die Systemkonfiguration. Dies wird in Abb. 2.2 exemplarisch fiir den Airbus A350
dargestellt [17]. So sind EHAs als Backup-Aktuatoren an Quer-, Héhen- und Sei-
tenruder vorgesehen. EBHAs werden an zwei Rollspoilern verwendet. Der THSA
beruht auf elektromechanischen Antrieben und ist damit bereits vollstandig elek-
trifiziert. Die gesamte sicherheitskritische Architektur ist von einem hohen Red-
undanzgrad gepragt. So werden Quer- und Hohenruder sowie die Trimmflosse
mit jeweils zwei Aktuatoren in Aktiv-Passiv-Konfiguration betrieben. Der passive
Backup-Aktuator kommt nur im Fehlerfall nach Ausfall des aktiven Primé&raktua-
tors zum Einsatz. Das Seitenruder weist sogar eine dreifache Redundanz auf. Der
gesamte Ausfall einzelner Spoiler, Rollspoiler und Querruder wird tiber Steuerfla-
chenredundanz abgefangen. Die Aktuatoren werden aus verschiedenen Bordnetzen
mit hydraulischer und elektrischer Leistung versorgt, sodass ein Teilausfall der
Energieversorgung kompensiert werden kann. Auch bei doppeltem Triebwerksaus-
fall kann eine Staudruckturbine (engl. ram air turbine, RAT) noch die elektrischen

4 URL: www.safran- group.com/products-services/hsta-horizontal-stabilizer-trim-actuator
(besucht am 11.04.2022)
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Notfallsysteme versorgen und den Piloten ein Mindestmaf an Steuerautoritét erhal-
ten.

Linker Fliigel
Rollspoiler Spoiler
Querruder EHSA EHSA | EHSA
EHSA ||EHSA
Rechter Fliigel
Spoiler Rollspoiler
EHSA |EHSA E EHSA Querruder
EHSA | |EHSA
Energieversorgung 2H2E THSA

Seitenruder

EMA

Hohenruder EHSA
EHSA \l

ABBILDUNG 2.2: Flugsteuerungsaktuatoren im Airbus A350

YELLOW
5000psi
ACIA
230VAC

Hydrauliksystem

Elektrisches System

Elektrisches Notfallsystem

2.1.5 Technologische Entwicklung elektromechanischer Aktuatoren

Die Potentiale von EMAs werden mit ihrer Applikation in der sekunddren Flug-
steuerung noch nicht ausgeschopft. Die Leistungsdichte von EMAs hat sich zwar
durch die Verwendung von Neodym-Magneten, elektronischer Kommutierung, ei-
ner konsequenten Optimierung des elektromagnetischen Motordesigns [18] sowie
einer zunehmenden Integralbauweise enorm verbessert. Dennoch sind ihr Gewicht
und der benétigte Bauraum im Vergleich zu EHSAs gleicher Leistung grofser, was
dem Trend zu diinneren Fliigelprofilen abtrédglich ist und Retrofit-Losungen er-
schwert. Erst der Wegfall ganzer Hydrauliksysteme und ihrer langen Zuleitungen
konnte eine substantielle Gewichtsreduktion auf Flugzeugebene bewirken. Die
aufwindige Wartung entfiele und es konnte auf das umwelt- und gesundheits-
schadliche Hydraulikfluid Skydrol verzichtet werden. EMAs hingegen sind line
replaceable units (LRU), die sich durch eine einfache Integration und Austausch-
barkeit auszeichnen. Aktuelle Forschung und Entwicklung zielt daher darauf ab,
EMAs fiir den Einsatz in der primédren Flugsteuerung weiterzuentwickeln. Ein
wichtiger Zwischenschritt auf dem Weg zum all electric aircraft (AEA) wére die
Elektrifizierung der Tragfliigel, sodass elektromechanische Betdtigungssysteme fiir
das Querruder besonders im Fokus stehen.

Der Einsatz von EMAs an priméren Steuerflachen ist aufgrund hoher Anforde-
rungen an Gewicht, Bauraum, Zuverlédssigkeit und Lebensdauer herausfordernd.
Der aufwéndige Aufbau, bestehend aus Leistungselektronik, Motor, mechanischem
Antriebsstrang und Sensorik, fithrt zu erhohten Anschaffungskosten und komple-
xen Fehlerszenarien. Komponenten wie Getriebe, Walzlager und Kugelumlaufspin-
deln konnen bei Ausfall auch ein Klemmen der Steuerfliche verursachen. Kleine
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Steuerflichenausschldge in der priméren Flugsteuerung begiinstigen zudem Friih-
ausfille durch Schmierstoffverdrangung an metallischen Kontaktflachen. Mechani-
sche Ausfille kiindigen sich in vielen Fillen tiber einen ldngeren Zeitraum an, sodass
schwerwiegende Fehlerfolgen durch eine Uberwachung von Verschleifizustanden
vermieden werden konnen [19-21]. Ein ausreichendes Maf$ an Sicherheit gegen elek-
trische und elektronische Fehlerfille kann aber haufig nur durch zusétzliche Bauteil-
redundanz erreicht werden [4, 5]. Innovative Ansétze fiir die Aktuatoriiberwachung
profitieren von leistungsstarken digitalen Signalprozessoren (DSPs), die eine Inte-
gration intelligenter Algorithmen direkt auf der ECU des Aktuators erlauben. Das
erdffnet neue Moglichkeiten fiir eine schnelle Fehlerdiagnose und Rekonfiguration
auf Aktuatorebene [22-24], die Uberwachung des eigenen Gesundheitszustandes
und die Extrapolation der verbleibenden Restlebensdauer RUL (engl. remaining use-
tul life). Perspektivisch kénnten digitale Geradtezwillinge pradiktiv anlassbezogene
Wartungen initiieren und damit dem immanenten Risiko mechanischer Friithausfélle
vorbeugen. Die Rechenleistung und die kurzen Signallaufzeiten auf der ECU moti-
vieren dariiber hinaus auch zu neuartigen Reglerfunktionen. Denkbar sind zum Bei-
spiel eine aktuatorbasierte Lastabminderung oder eine aktive Flatterunterdriickung
fur diinne, elastische Fliigelprofile. Im Speziellen erdffnen die Rechenkapazitdten
aber drehgeberlosen und fehlertoleranten Reglerkonzepten eine veritable Anwen-
dungsperspektive.

Die Aktivitaten fiir die technologische Weiterentwicklung von EMAs sind in
nationale und europdische Programme eingebettet. Sie wurden bereits im 6. For-
schungsrahmenprogramm (FP6) der Europdischen Union (EU) forciert. Im Projekt
MOET entwickelte Goodrich von 2006 bis 2009 den Prototypen eines modernen,
elektromechanischen Querruderaktuators fiir den Airbus A320 [25]. Im 7. For-
schungsrahmenprogramms (FP7: 2007-2013) und Horizont 2020 (2014-2020) sowie
den assoziierten offentlich-privaten Partnerschaften Clean Sky und Clean Sky 2
wurden die Mittel nochmals betrdchtlich erhoht [4]. Herauszustellen ist das Projekt
ACTUATION2015-FP7 (2011-2016), das unter Beteiligung 54 europdischer Partner
durch die Entwicklung zahlreicher Prototypen und Methoden zu einer Steigerung
der Technologiereife und Standardisierung beitrug [26]. Horizont Europe (2021-
2027) und Clean Aviation ziehen elektrische Aktuatoren besonders fiir hybrid-
elektrische Regionalflugzeuge in Betracht. In Deutschland werden Bemiihungen
zur Integration von EMAs in die Flugsteuerung bereits seit vielen Jahren durch
das Luftfahrtforschungsprogramm (LuFo) des Bundesministeriums fiir Wirtschaft
und Klimaschutz (BMWK) kontinuierlich gefordert. Die Erstellung dieser Arbeit
wurde mafigeblich durch die Projekte LuFo V-1 EMA (2014-2017) [27] und LuFo V-3
LLARA (2018-2022) ermoglicht.

Im Zuge dieser intensiven Forschung sind mehrere lineare EMAs fiir das Quer-
ruder des Airbus A320 bzw. dessen potentiellen Nachfolger entstanden. Abb. 2.3
zeigt ausgewidhlte Demonstratoren wichtiger Systemlieferanten. Sagem konnte sei-
nen Prototypen bereits 2011 in Flugversuchen testen [30] und damit eine Technolo-
giereife von TRL (engl. technology readiness level) 6 demonstrieren. Die Hersteller
sehen stets eine parallel-redundante Betdtigung des Querruders durch zwei Aktua-
toren vor. Dies kann einerseits durch zwei EMAs an einer Steuerfldche erfolgen. Da
EMAs fiir den Einsatz als passive Backup-Aktuatoren schlecht geeignet sind, ist da-
mit gleichzeitig der Ubergang zu einem Aktiv-Aktiv-Betrieb verbunden [3, 31]. An-
dererseits werden aber auch hybride Konfigurationen in der Kombination mit einem
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EHSA oder EHA in Erwdgung gezogen [32, 33]°[34]°.

(A) Sagem (Safran Group), Bild  (B) UTC Aerospace, Bild von (c) Liebherr Aerospace, Bild
von Maré u.a. [7], S. 183 Grand u.a. [28], S. 62 von Rottach u.a. [29], S. 2

ABBILDUNG 2.3: EMA-Demonstratoren verschiedener Hersteller fiir das Querruder des
Airbus A320

Mogliche Anwendungen fiir EMAs finden sich dariiber hinaus auch aufserhalb
der Flugsteuerung, sodass sich die Ergebnisse dieser Arbeit ebenfalls auf andere
Bereiche {ibertragen lassen. Aktuierungssysteme werden ebenso im Fahrwerk (Ein-,
Ausfahrmechanismus, Bremsen und Bugradlenkung) [4], im Triebwerk (Schubum-
kehr, Eintrittsleitrad und Wartungsoffnungen) sowie verschiedenen Hilfsanwen-
dungen (z. B. Frachttiiren) eingesetzt [11]. EMAs erdffnen auch Gestaltungsmog-
lichkeiten fiir neuartige Konzepte wie aktive Winglet- [4] oder Flap-Tabs, Einzel-
klappenansteuerungen von Flaps und Slats, Green Taxiing [35] oder elektrome-
chanischen Eisschutzsysteme (engl. electro-mechanical expulsion deicing system,
EMEDS) [36]. Hubschrauber, UAVs (engl. unmanned aerial vehicle), Kampfflug-
zeuge und Raketen bringen zusitzliche, eigene Anwendungsfille hervor. Diese
betreffen beispielsweise die Schubvektorsteuerung oder die individuelle Rotorblatt-
verstellung. Insbesondere im unbemannten Bereich mit geringeren Sicherheitsan-
forderungen werden EMAs aufgrund ihrer einfachen Integration oft schon heute
préferiert.

5 Olaf Cochoy erarbeitete im Rahmen seiner Dissertation ein Regelungskonzept fiir die redundan-
te Aktuierung des Querruders mit einem EMA und einem parallel angeordneten EHSA. Er un-
tersuchte in seiner richtungsweisenden Arbeit die drei Betriebsmodi active/passive, active/active
und active/no-load.

6 Tobias Roében untersuchte in seiner Dissertation die aktive dreifach-redundante Aktuierung eines
Seitenruders mit einem EMA, einem EHA sowie einem konventionellen EHSA. Eine Modellfolge-
regelung glich dabei das technologiespezifische Antwortverhalten der Aktuatoren einander an.
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2.2 Grundlagen des Permanentmagnet-Synchronmotors

Der PMSM ist anderen Elektromotoren wie dem BLDC in Effizienz und Leistungs-
dichte tiberlegen und hat sich dadurch als Antrieb fiir elektromechanische Flug-
steuerungsaktuatoren weithin etabliert. Im Folgenden werden grundlegende Mo-
torgleichungen des PMSM eingefiihrt.

2.2.1 Koordinatensysteme elektrischer Maschinen

Vektorielle ZustandsgroBen wie Stréme i und Spannungen i elektrischer Maschi-
nen lassen sich entsprechend Abb. 2.4 in drei Koordinatensystemen darstellen. Sie
konnen durch die Multiplikation mit der entsprechenden Transformationsmatrix be-
liebig in ein anderes Koordinatensystem tiberfiihrt werden. Die folgenden Transfor-
mationsvorschriften sind den Ausfiihrungen von Schroder u.a.” entnommen [37].

% q
d rotorfestes
2-Phasensystem

Iocﬁ»dq qu»uvw
qu»aﬁ Iuvw»dq
AB
| Y%
o u
statorfestes > Tx B~uvw p statorfestes
2-Phasensystem ~_ Y 3-Phasensystem
V\_/ w
Iuvw» ap >

ABBILDUNG 2.4: Koordinatensysteme und -transformationen

Das statorfeste, symmetrische 3-Phasensystem bildet die physikalischen Strang-
groflen der um 120° versetzten Motorspulen ab. Diese Modelldarstellung ldsst sich
vereinfachen, wenn man es gedanklich in ein statorfestes 2-Phasensystem tiberfiihrt.
Eine Transformation von Zustandsgrofien zwischen diesen Koordinatensystemen
ermoglichen die leistungsinvariante Clarke-Transformation

TS
IMUIU*)IX’B: g 0 @ _§ (2.1)

7 Prof. i.R. Dierk Schroder ist ein fiihrender Experte auf dem Feld der elektrischen Antriebstech-
nik. Seine vierbandige Buchreihe Elektrische Antriebe gehort heute zu den Standardwerken auf die-
sem Gebiet. Im zweiten Buchband Regelung von Antriebssystemen werden Regelungsvarianten von
Gleichstrom- und Drehstrommaschinen umfassend erldutert. Kap. 15 widmet sich den geldufigs-
ten Verfahren zur Regelung von Drehfeldmaschinen ohne Drehzahlsensor. Im Speziellen erldutert
Dr. Peter Landsmann in Kap. 15.10 anisotropiebasierte Methoden zur Schétzung der Rotorlage.
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und ihre Inverse

1 0
2
Itxﬁ—mvw = \/; _% \éjg (2.2)
1
2 T

In vielen Fillen ist es allerdings zielfiihrender, einen Motor im rotorfesten 2-Phasen-
system zu beschreiben. Die d-Achse (Ladngsachse, engl. direct) zeigt dann in die
Langsrichtung des Rotormagnetfeldes und ist um den Rotorlagewinkel ¢ gegen-
iiber der statorfesten a-Achse verdreht. Die q-Achse (Querachse, engl. quadrature)
ist in elektrischen Koordinaten orthogonal zur d-Achse ausgerichtet. Transformatio-
nen zwischen stator- und rotorfestem 2-Phasensystem sind durch die Parktransfor-
mation

| cos(g) sin(e)
L= [ Gty st .

und ihrer Inversen '

cos() —sin() o
sin(¢) cos(¢)
moglich. Eine direkte Umwandlung von Zustandsgrofien vom statorfesten 3-Pha-
sensystem in das rotorfeste 2-Phasensystem und umgekehrt ermoglicht die leis-
tungsinvariante dq-Transformation, dem Produkt der Clarke- und Park-Transfor-
mationsmatrizen

quﬁocﬁ = {

. 2 [cog(qo) cos(¢ — %) CO?((P_))] (2.5)

Luvw—dq — 3’

und ihre Inverse

> cos(¢) —sin(e)
qu—mvw = \/; ) COS( - 277-[) —sin(q) - 277-[) . (2.6)
cos(q)—%") —sin(q)—%”)

2.2.2 Modellierung im rotorfesten 2-Phasensystem

Die Gleichungen dieses Abschnittes beruhen auf Herleitungen von Kellner® [38] und
Isermann’ [39]. Die Winkelgeschwindigkeit des magnetischen Feldes w,; ist bei Syn-
chronmotoren durch ihre Schlupffreiheit genau um das Vielfache seiner Polpaare PP
grofer als die mechanische Rotorgeschwindigkeit wy,.. Es besteht also ein fester Zu-
sammenhang zwischen dem elektrischen und mechanischen Rotorlagewinkel:

@Pe1 = PP - ¢ye. (2.7)

8Sven Ludwig Kellner stellt in seiner Dissertation Methoden zur Parameteridentifikation von
Permanentmagnet-Synchronmotoren vor. Die genaue Kenntnis elektrischer Maschinenparameter
ist laut Kellner von grofler Bedeutung fiir drehgeberlose Reglerverfahren. Die vorliegende Ar-
beit macht von den Motorgleichungen in Kap. 2.2 Gebrauch. Dariiber hinaus werden Identifika-
tionsverfahren fiir den Pulsumrichter nach Kap. 2.3 und differentielle Motorinduktivitdten nach
Kap. 4.3 im Verlaufe dieser Arbeit angewendet. Die hier verwendete Nomenklatur orientiert sich
an Kellners Ausfithrungen.

9 Prof. Rolf Isermann ist ein renommierter Wissenschaftler und Fachbuchautor auf dem Feld der
theoretischen und praktischen Regelungstechnik. Im Fachbuch Mechatronische Systeme werden un-
ter anderem physikalisch-mathematische Modelle gangiger Maschinenelemente aufgestellt. Diese
Arbeit baut insbesondere auf Modellen mechanischer Komponenten nach Kap. 4 und elektrischer
Antriebe nach Kap. 5 auf sowie deren Kopplung zu Maschinen nach Kap. 6.
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Die Physik des PMSM lédsst sich mit den allgemeinen Spannungsgleichungen im
rotorfesten 2-Phasensystem beschreiben:

Ug R — W] Lq:| (Zd> |:de qu:| <1d> < 0 )
= S+ )+ . 2.8
(”q> L‘Jel L, R Iy Lya Lgq| \iq we¥Ypm 28

Dabei sind R der ohmsche Standerwiderstand und L, bzw. L, die absoluten Induk-
tivitdten in d- und g-Richtung. Die differentielle Induktivititenmatrix charakterisiert
das Motorverhalten bei dynamischen Stroménderungen. Aquivalent zu den absolu-
ten Induktivitdten driicken die differentiellen Selbstinduktivitdten Lsg bzw. Ly, das
Verhalten in d- und g-Richtung aus. Die Kreuzkopplungsinduktivitdt Ly, = Lgqg
zeigt die Wechselwirkung beider Achsen an und ist in der Regel gering. Der letzte
Term der Gl. 2.8 beschreibt die Spannung, die ein drehender Rotor in die g-Achse in-
duziert und ist abhédngig von der Starke der Permanentmagnetflussverkettung ¥pas.
Das erzeugte Antriebsdrehmoment Myt 4 des PMSM ist durch

3 . .
Mpmiotan = 5 PP (¥pm -ig+ (Lg— Ly) -ig - ia) (2.9)

gegeben. Der zweite Term von Gl. 2.9 wird als Reluktanzmoment bezeichnet. Da
die verlustbehaftete Langsstromkomponente i; in einer feldorientierten Regelung
typischerweise zu Null geregelt wird, ergibt sich in erster Ndherung eine lineare
Korrelation mit der Querstromkomponente i,;. Der proportionale Zusammenhang
wird durch die produktspezifische Motorkonstante k; beschrieben, die sich wieder-
um aus der Polpaarzahl des PMSM und der Permanentmagnetflussverkettung er-
gibt:

. 3 .
MMot,an =k¢- lg = i - PP -¥pum - Ig. (2.10)

Mit den vereinfachenden Annahmen i; = 0 und L = L, ldsst sich aus GI. 2.7, Gl. 2.8
und GL. 2.10 eine zweidimensionale, lineare Motordifferentialgleichung herleiten:

: R 2 kt . 1

o\ _ |1 51| ( i r 0 ( U )

.. = ) + . 2.11
<(Pme> [Iﬁzt 0 ] <§0me> 0 ! ] Mpytot,L ( )

o IMot
Dabei bezeichnet Jaro: die Massentragheit der Rotorwelle und My, 1, das anliegen-
de Lastmoment.
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2.3 Verfahren der drehgeberlosen Regelung

Auf dem Gebiet der drehgeberlosen Regelung wird seit Jahrzehnten und bis heu-
te aktiv geforscht, sodass inzwischen eine grofse Anzahl an Veroffentlichungen und
Verfahren existieren. Einen guten Uberblick iiber den Stand der Technik vermitteln
spezialisierte Fachbiicher [40]'°[41][42]'!, Ubersichtsartikel [43-45] und ausgewhl-
te Dissertationen [46]'2. Abb. 2.5 kategorisiert die wichtigsten Hauptstrange drehge-
berloser Regelungsverfahren.

anisotropiebasiert Puls-Injektion INFORM
Sinus-Injektion rotierende Injektion
Rechteck-Injektion alternierende Injektion
beliebige Injektion
direkte Lo d i
grundwellenbasiert irekte Losung der Integratlorj der
Spannungsgleichung Strangstrome
Auswertung von Differenzierung der
Harmonischen Strangstrome
Modifikation von . Luenberger
Motoreigenschaften beobachterbasiert Beobachter
MRAS Kalman-Filter
vorgestelltes L kiinstliche lid;
Verfahren Intelligenz Sliding Mode

ABBILDUNG 2.5: Kategorisierung wichtiger Verfahren der drehgeberlosen Regelung

Die wichtigsten Hauptkategorien bilden die anisotropie- und grundwellenba-
sierten Verfahren, die in Kap. 2.3.1-2.3.5 und Kap. 2.3.6-2.3.8 betrachtet werden. Die
Auswertung der Grundwelle erfordert prinzipbedingt eine Mindestdrehzahl des
Motors. Daher kommen oft hybride Rotorlageschétzer zum Einsatz, die im Stillstand

10 Prof. Alain Glumineau und Prof. Jests de Le6n Morales stellen in ihrem Fachbuch Sensorless AC
electric motor control ausgewdhlte Verfahren zur Beobachtung und Regelung von PMSM und In-
duktionsmotoren ohne mechanischen Drehgeber vor.

1 Prof. Gaolin Wang, Prof. Guogiang Zhang und Prof. Dianguo Xu geben in ihrem Fachbuch Position
Sensorless Control Techniques for Permanent Magnet Synchronous Machine Drives einen ausfiihrlichen
Uberblick {iber moderne Techniken der drehgeberlosen Regelung fiir PMSM. Das im Jahr 2020
herausgegebene Werk zeichnet sich durch seine Aktualitdt aus und greift dementsprechend auch
jingere Entwicklungen auf dem Gebiet auf.

12 Rolf Kunzler entwickelte in seiner Dissertation eine drehgeberlose Regelung fiir den elektrischen
Antriebsstrang hybrider Kraftfahrzeuge. In Kap. 1.2 seiner Arbeit werden ausgewahlte Verfahren
der drehgeberlosen Rotorlageschitzung kategorisiert und erlautert.
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ein anisotropiebasiertes Verfahren nutzen und bei Erreichen einer hinreichenden Ge-
schwindigkeit in ein grundwellenbasiertes Verfahren umschalten. Die grau hinter-
legten Methoden haben in Wissenschaft und Praxis einen herausragenden Stellen-
wert erlangt und werden deshalb in grofierer Tiefe vorgestellt. Alle weiteren Ansét-
ze werden lediglich kurz erldutert und dariiber hinaus auf weiterfithrende Literatur
verwiesen.

Bei elektrischen Maschinen ohne signifikante Anisotropie kénnen alternativ
auch sekundire Motoreigenschaften ausgenutzt werden. Konstruktionsbedingte
magnetische Asymmetrien der Stator-Rotor-Kombination fithren zu charakteris-
tischen Oberschwingungen in Strom- und Spannungssignalen. Insbesondere die
Ausrichtung der Permanentmagnete zur Statornutung dndert die magnetische Per-
meabilitit und beeinflusst dadurch Signalamplituden und -frequenzen. Es kénnen
aber auch Rotorexzentrititen, Sattigungseffekte und Defekte ausgenutzt werden.
Die sogenannten Harmonischen werden durch eine fast Fourier Transformation
(FFT) oder phase-locked-loop-Systeme (PLL) ausgewertet [41][47]"3.

Die magnetischen Motoreigenschaften konnen auch gezielt modifiziert wer-
den, um eine Anwendbarkeit zuvor genannter Verfahren zu ermoglichen. So rufen
auch vorsétzlich eingebrachte Defekte wie gedffnete Rotornuten harmonische Ober-
schwingungen hervor [41]. Ebenso kann eine Anisotropie kiinstlich erzeugt werden.
Faggion, Quattrone, Ponick u.a. applizieren dafiir ring- oder mdanderfoérmige Kup-
ferleiter am Rotor [48-50].

2.3.1 Anisotropiebasierte Verfahren

Anisotropiebasierte Verfahren ermoglichen eine Rotorlageschédtzung bei niedrigen
Geschwindigkeiten bis zum Stillstand, wenn grundwellenbasierte Verfahren ver-
sagen. Im Stillstand vereinfacht sich die Spannungsgleichung 2.8 im statorfesten
2-Phasensystem durch Nullsetzen der Geschwindigkeitsterme zu

<ZZ> N [Ig g] (i;) +Lup <Z;> 2.12)

Die Induktivitdtenmatrix Ly, wird zu diesem Zweck mithilfe der inversen Park-
Transformation T44-ap aus Gl. 2.4 vom rotor- ins statorfeste Koordinatensystem
tiberfiihrt:

L(xﬁ = qu—)aﬁ ' Qiq : Iaﬁ—niq
_ [cos(@e) —sin(q)el)] [de qu} [ cos(@e)  sin(ger)
[sin(@er)  cos(er) | [Lga Lgq] [—sin(@a) cos(¢er)

I deCOSZ((pel) + quSinz((Pel) (de - qu)Sin(q)el)Cos((Pel) (2.13)
—(Lag + Lga)sin(@e)cos(9e)  +Lagcos®(@e) — Lyasin®(¢er)

(Lag — Lgq)sin(@e)cos(@er)  Lggcos®(@er) + Lagsin®(@er)
_+qucosz(¢el) — qusinz((pel) —i—(qu + qu)sin(goel)cos((pel)

13 Jiirgen Kiel entwickelte in seiner Dissertation eine drehgeberlose Regelung fiir Industrieanwen-
dungen. In Kap. 2.5 seiner Arbeit fasst er den Stand der Technik zusammen und geht in Kap. 3 auf
die von ihm gewahlte Umsetzung ein.
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Durch Ausnutzung der trigonometrischen Umformungen

A+B A-B
A - cos?(x) + B - sin®(x) = —2|— +— - cos(2x), (2.14)

sin(x) - cos(x) = %sin(Zx) (2.15)

lasst sich die Induktivitdtenmatrix Lug nach Landsmann [41] in eine isotrope Kom-
ponente Ly und eine anisotrope Komponente L, zerlegen:

de+qu 0
LD&/S = (2) Lga+ qu
2

Ly

—c0s(2¢e1)  —sin(2¢,) . (2.16)

+ .
_Sm(zq’el) COS<2§0eZ)

Lgg—Laa quJqud] |:

2
_ LggtLgy  Lgg—Lag
2 2

LA (qoel)

Motoren mit einem signifikanten Anteil L, an der Gesamtinduktivitdt werden als
anisotrop, schenkelpolig oder salient bezeichnet. Charakteristisch fiir den anisotro-
pen Anteil ist seine Abhédngigkeit vom elektrischen Rotorwinkel. Die Klasse der ani-
sotropiebasierten Verfahren zur Rotorlageschiatzung nutzt diese Eigenschaft gezielt
aus. In der Regel wird ein spezifisches Spannungsmuster injiziert und die dadurch
hervorgerufene Stromantwort demoduliert. Man spricht daher auch von injektions-
basierten Verfahren. Im letzten Term von Gl. 2.16 ist zudem eine zweifache Peri-
odizitdt des anisotropen Anteils erkennbar. Die Abhédngigkeit vom doppelten Ro-
torwinkel hat zur Folge, dass alle anisotropiebasierten Verfahren zwar die Lage der
Rotorachse, aber nicht deren Koordinatenrichtung bestimmen konnen. Die Polaritat
muss deshalb in einem Startverfahren einmalig bestimmt werden.

Die relevantesten anisotropiebasierten Verfahren werden im Folgenden chrono-
logisch nach dem Zeitpunkt ihrer Erstveroffentlichung vorgestellt. Dies ist aufgrund
ihres grofien Bekanntheitsgrades zundchst die INFORM-Methode aus der Klasse
der Puls-Injektionsverfahren in Kap. 2.3.2. Fiir weitere pulsbasierte Ansdtze aus der
jingeren Vergangenheit wird auf Literatur verwiesen [42, 51]. In Kap. 2.3.3 und
Kap. 2.3.4 werden die rotierenden und alternierenden Injektionsverfahren erldutert.
Sie beruhen auf der Einprdagung sinusformiger Spannungssignale. Das relativ neue
Verfahren der beliebigen Injektion wird in Kap. 2.3.5 detailliert erklart.

In 2011 schlugen Yoon u.a. zudem eine Methode vor, bei der eine Rechteckspan-
nung in die umlaufende d-Achse injiziert wird [52]. Das erkldrte Ziel ist es dabei,
Einschrankungen des Stromregelkreises durch eine sehr hohe Injektionsfrequenz
weitgehend zu vermeiden. Eine Unterkategorie der Rechteck-Injektion bilden Ver-
fahren mit Pseudo-Zufallsfrequenz-Signalinjektion (engl. pseudo-random-frequency
signal injection) [42]. Hier werden Amplitude, Frequenz und/oder Phase der Recht-
ecke gezielt modifiziert, um Gerduschemissionen zu minimieren.

2.3.2 INFORM

Das erste anisotropiebasierte Schatzverfahren INFORM (engl. indirect flux detection
by online reactance measurement) wurde 1988 von Schrodl u.a. entwickelt und pa-
tentiert [53]. Es ermoglichte als erstes Verfahren eine Lageschédtzung bis zum Still-
stand. Dabei wird die Stromregelung fiir ein kurzes Zeitintervall unterbrochen, um
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sequentiell Spannungspulse in die drei Statorspulen einzuprégen. Dafiir werden am
Wechselrichter nacheinander die Schaltzustiande (100), (010) und (001) eingestellt.
Es werden die resultierenden Stromantworten auf der jeweils angesprochenen Pha-
se ?1,x 72,x und |?3x| vermessen. Bei anisotropen Motoren werden unterschiedlich
starke Phasenstrome angeregt, aus denen die Rotorlage mittels der Gleichung

4

o Z < ind g
G = = (”"‘erlz"‘“:""‘) 2.17)

direkt berechnet werden kann. Die hierbei verwendete Vektoraddition ist in Abb. 2.6
graphisch veranschaulicht. Der Vorteil des Verfahrens ist seine einfache und robus-
te Umsetzung. Allerdings wirkt sich die diskontinuierliche Injektion der Testpulse
negativ auf die Performance des Stromreglers aus. Unerwiinschte Drehmomentspit-
zen, eine daraus resultierende Gerduschentwicklung, hohe Injektionsverluste und
eine geringe Update-Rate des (noch ungefilterten) Winkels in der Grofienordnung
von 500 Hz sind die Folge, sodass das Verfahren auf Low-Cost-Anwendungen be-
schréankt blieb [41].

ABBILDUNG 2.6: Exemplarische Stromantwort nach Spannungspulsen in die drei
Statorphasen

2.3.3 Rotierende Injektion

Den Nachteilen des diskontinuierlichen INFORM-Verfahrens begegneten Jansen u.a.
1994 mit dem rotierenden Injektionsverfahren [54]. Ein kontinuierlich in Statorkoor-
dinaten rotierender Spannungsvektor mit einer festen Tragerfrequenz w;,; =27t - fis;
tiberlagert dabei die Stromregelung:

Upjinj \ _ . Cos(winj ’ t)

<M,3,inj> — Winj (_Sin(winj 1)) (218)
Die Injektionsfrequenz liegt tiblicherweise zwischen 500 Hz und 4kHz [41]. An-
schlieflend wird die hochfrequente Stromantwort von den niederfrequenten Signa-

len des Stromreglers durch ein Bandpassfilter mit der Durchgangsfrequenz f;,; se-
pariert. Ein anisotroper Motor erzeugt dabei eine elliptische Stromantwort, deren
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Hauptachse in Richtung des elektrischen Rotorwinkels geneigt ist. Die Rotorlage
wird kontinuierlich aus der elliptischen Stromtrajektorie demoduliert [45, 54]. In
Abb. 2.7 sind solche charakteristische Stromantworten exemplarisch dargestellt, auf-
genommen am stillstehenden PMSM mit arretierter Motorwelle.

Stromellipse
-------- Rotorachse

Stromellipse
-------- Rotorachse [

K

in [A]
ABBILDUNG 2.7: Exemplarische elliptische Stromantworten in zwei Rotorpositionen bei
rotierender Injektion!*

Das rotierende Injektionsverfahren stellt zwar im Vergleich zur INFORM-Metho-
de eine Weiterentwicklung dar. Dennoch wird die Regelgiite durch das Verfahren
eingeschrénkt. Die Bandbreite des Stromreglers ist limitiert, da die hoheren Fre-
quenzbereiche fiir das Identifikationsverfahren allokiert werden miissen [41]. Zu-
dem bewirkt die Methode Injektionsverluste und eine Drehmomentwelligkeit durch
den umlaufenden Spannungszeiger. Eine asynchrone Erfassung von Injektionssi-
gnal und Stromantwort erhoht zudem den Schétzfehler, weshalb insbesondere Tot-
zeiten des Wechselrichters kompensiert werden sollten [46].

2.3.4 Alternierende Injektion

In 1998 wurde von Corley u.a. das alternierende Injektionsverfahren vorgeschla-
gen [55]. Im Gegensatz zur rotierenden Injektion wird eine oszillierende Spannung
nicht in das stator-, sondern in das geschitzte rotorfeste Koordinatensystem injiziert.
In der Weiterentwicklung des Verfahrens durch Linke u.a. [56] im Jahr 2002 wird das
alternierende Signal in die d-Achse eingepragt:

(”J,inj) S (Sm(winj : t)) _ (2.19)
Mq,inj 0

14 Testmotor: Parker NX420EAPR7101, Injektionsspannung: u;,;j=15V, Tragerfrequenz: f;,;=100 Hz,
Abtastrate der Messdatenerfassung: 2 kHz
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Das hat den Vorteil, dass die injizierte Spannung kein signifikantes Drehmoment
erzeugt. Auch bei diesem Verfahren wird die Stromantwort durch ein Bandpassfil-
ter vom restlichen Frequenzspektrum separiert. Bei anisotropen Maschinen ist der
resultierende, alternierende Stromvektor von der geschitzten d- in Richtung realer
d-Achse verdreht. Dies ist in Abb. 2.8 dargestellt. Alternierende Spannungen wur-
den dafiir in den bei ¢, =45° arretierten Testmotor in verschiedene Achsen injiziert.

Rotorachse ¢, = 45°

15 .
iging [,
ig,inj
1t
i,inj
@
057 . %
" g ing
< ¢
— 0 L
< ® — S
e Injektionsachse 9
| ® ® Stromachse
-0.5 ® Injektionsachse 27°
‘ ® Stromachse
Injektionsachse 45°
-1 ® Stromachse
’ Injektionsachse 63°
15 | | | ® Stromachse
o Injektionsachse 81°
15 1 05 0 !
Stromachse

lo [A]

ABBILDUNG 2.8: Exemplarische Stromantworten bei alternierender Injektion!

Bei kleinen Winkelfehlern ergibt sich ein linearer Zusammenhang zwischen dem
Schitzfehler (¢, — @) und dem §-Anteil der Stromamplitude [41]:

; Lq - Ld Uinj
ginj — 7 1
T gLy Wing

(@et = Per)- (2.20)

Dieser verbleibende Schitzfehler kann in einer Regelschleife zu Null reduziert wer-
den, sodass sich das geschitzte Achsensystem dem realen anndhert. Oft wird dafiir
die Struktur eines phase locked loops gewdihlt. Als Vorteil der alternierenden In-
jektion gilt ihre geringe Gerduschentwicklung wegen der Signaleinspeisung in die
d-Achse. Der Aufwand zur Demodulation der Stromantwort und des Parameter-
Tunings ist gegeniiber dem rotierenden Injektionsverfahren reduziert worden.

2.3.5 Beliebige Injektion

In 2010 wurde von Landsmann u.a. ein neuartiger Ansatz zur anisotropiebasier-
ten Rotorlageschidtzung vorgestellt [57] und in den Folgejahren weiterentwickelt. Er
wird als beliebiges Injektionsverfahren bezeichnet, da die Rotorlageschatzung unab-
hingig vom gewihlten Injektionsmuster funktioniert. Notwendig sind lediglich hin-
reichend grofie Stromédnderungen zwischen mehreren Abtastzeitpunkten, die mit-
tels einer diskretisierten Form der Motorspannungsgleichung ausgewertet werden.

15 Testmotor: Parker NX420EAPR7101, Injektionsspannung: u;,j=15V, Tragerfrequenz: f;,;=100 Hz,
Abtastrate der Messdatenerfassung: 2 kHz
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Zu diesem Zweck wird zundchst die Notation in Tabelle 2.2 eingefiihrt, die eine
Differenzenberechnung eines diskreten Signales x zwischen mehreren, vergangenen
Abtastschritten n ermoglicht.

TABELLE 2.2: Differenzennotation

Einstufige Differenz Ax[n] x[n] — x[n +1]

Zweistufige Differenz ~ A%x[n] x[n] —2x[n + 1] + x[n + 2]

Dreistufige Differenz ~ A3x[n] x[n] — 3x[n + 1] + 3x[n + 2] — x[n + 3]

Die GL. 2.12 des stillstehenden Motors wird umgestellt, um den Einfluss eines Span-
nungsvektors i,4 auf die Stroménderung di, p/dt zu verdeutlichen:

(i,;) = <<Zﬁ> - [IS 12} (;)) (Ys + Yalga)) . 2.21)

Hierfiir wird die Admittanzmatrix Y,z eingefiihrt: die Inverse der Induktivitdten-
matrix L,g. Diese ldsst sich ebenso in eine isotrope und eine anisotrope Komponente
zerlegen:

Yop =Y+ Yp(9a) = L,Zﬁl- (2.22)

Eine Diskretisierung des isotropen Anteils von Gl. 2.21 ergibt folgenden Zusammen-

hang: | |
() e () - [ R ) e

Das Abtastintervall zwischen zwei Messpunkten ist T; und die mittlere, isotrope
Admittanz ergibt sich unter Vernachldssigung der Kreuzkopplungsinduktivitit zu:

1 1
LI,

Yr=

(2.24)
Im zweistufigen Verfahren, veroffentlicht von Paulus u.a. [58], wird durch eine wei-
tere Differenzenbildung auf beiden Seiten der Gl. 2.23 der Unterschied zwischen
zwei konsekutiven, vorhergesagten Stromdnderungen berechnet [59]:

(), - () [ v e

Dies hat eine Parameterreduktion zur Folge, da der Strangwiderstand R {tiblicher-

weise gering ist, weshalb die Anderung der Strangspannung R - Zx[; innerhalb eines
kurzen Abtastintervalls vernachldssigbar wird. Bewegungsterme verfalschen aller-
dings die Schidtzung, sodass das zweistufige Verfahren nur fiir niedrige Geschwin-
digkeiten nahe dem Stillstand geeignet ist. Diese Abhdngigkeit wird durch das drei-
stufige Verfahren [60] eliminiert, welches im gesamten Geschwindigkeitsbereich an-

wendbar ist: A3 ] 2 ]
iy|n B Ug|n
(a0 M)Z = Q) (220)

Die zwei- und dreistufigen Verfahren beruhen auf einem Vergleich der vorherge-
sagten Stroménderung eines ideal isotropen Motors A%i,g s bzw. A%iyg s zur gemes-
senen Stromdnderung AZZX;; bzw. A37aﬁ des realen anisotropen Motors. Es wird der
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anisotrope Fehlervektor fiir das zweistufige Verfahren

N2eper 4[] _ (Ni[n]\ _ (Dig[n+1] (2.27)

Azebel,ﬁ [Tl] AZZB [1’1] A2lﬁ [Tl + 1] 5 '
bzw. fiir das dreistufige Verfahren

Aepe) 4[] _ Nig[n]\ [ Nig[n+1] (2.28)

A3ebel,ﬁ [7’1] A3iﬁ [1’1] A3Z"3 [Vl + 1] 5 )

gebildet. Der Vektor des anisotropen Vorhersagefehlers A%, , g bzw. N3y 4 p spannt

einen Kreis um den Vektor der isotropen Maschine Azfaﬂlz bzw. A3fmz auf. Dies ist
in Abb. 2.9 fiir das zweistufige Verfahren veranschaulicht.

. A‘;/I'(xﬁ'YZ

A% aﬁ,XzT s N s

ABBILDUNG 2.9: Stromantwort beim zweistufigen beliebigen Injektionsverfahren

Aus dem Fehler- und dem Spannungsvektor ldsst sich direkt auf den Rotorwin-
kel rtickschliefsen. Dies ist fiir das zweistufige Verfahren mit der trigonometrischen
Funktion

N 1
Pel[n] = 5 atan2(Auy[n + 1) Aeper g[n] + Aug[n + 1] Aeper o [11],

Aty [n + 1] Aeper o [1] — Aug[n +1]Aeper g[n])  (2.29)

und dquivalent fiir das dreistufige Verfahren mit

. 1
QPel [”] = E ’ atunZ(Azua [Tl + 1]A2€bel,f3 [1’1] + Azuﬁ[n + 1]Azebel,uc [n]/
Azua [Tl + 1]Azebel,lx [l’l] - Azuﬂ [1’1 + 1]A26bel,ﬁ [Tl]) (230)

moglich [41]. Es wird die atan2-Funktion verwendet, die anders als der arctan in al-
len vier Quadranten definiert ist. Ein Vorteil des Verfahrens ist die beliebige Form
der Anregung einer Stromadnderung Azz_';ﬁ. Diese ist bei hoheren Geschwindigkei-
ten und Lastschwankungen nattirlicherweise gegeben. Der Stromregler wirkt dabei
nicht mehr als Storgrofie, sondern unterstiitzend. Nur bei geringer Anregung nahe
dem Stillstand miissen zusédtzliche Testsignale injiziert werden. Durch eine Bertick-
sichtigung von Stromédnderungen innerhalb einer Schaltperiode des Wechselrichters
mittels Uberabtastung der Stromsensoren konnen die Injektionsamplituden aber si-
gnifikant reduziert werden [61, 62]. Durch die Berticksichtigung des hochfrequenten
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Rippelstromes kann beim Differenzenverfahren fiir flexible Intervalle sogar vollstan-
dig auf eine zusétzliche Injektion verzichtet werden [63]. In der Praxis ist die Belie-
bigkeit der Injektion allerdings durch die Notwendigkeit einer Online-Identifikation
der mittleren Admittanz Yy eingeschrankt. Das ist zwar prinzipiell bei jeder Anre-
gung moglich. Symmetrische Pulsinjektionsmuster wie die Dreieck-, Viereck- oder
Sechseckinjektion erlauben aber eine vereinfachte Berechnung [58, 60, 63] und wer-
den daher favorisiert. Als numerisch vorteilhaft wird das beliebige Injektionsver-
fahren in Kombination mit einer Viereckinjektion gesehen [64], dessen Implementie-
rung durch ein Patent geschiitzt ist [65].

2.3.6 Grundwellenbasierte Verfahren

Die Spannungsgleichung eines PMSM im rotorfesten 2-Phasensystem weist einen
Bewegungsterm auf, der als Gegen elektromotorische Kraft (Gegen-EMK) bezeich-
net wird:

Uy R —wequ] <Zd> |:de qu:| <Zd> < 0 )
= S+ )+ . 2.31
<Mq> |:(,U61Ld R Ig qu qu Iq W] ‘I’pM ( )
—_———
Gegen—EMK &y,

Bei Drehung des Rotors wird eine gerichtete Spannung in die g-Achse induziert,
was sich die Klasse der grundwellenbasierten Verfahren zunutze macht. Aus Gl. 2.31
wird bereits ersichtlich, dass die Gegen-EMK ¢;, von der Winkelgeschwindigkeit ab-
hiangt, was eine wesentliche Limitierung darstellt. In der Praxis verschlechtert sich
deshalb mit abnehmender Drehzahl das Signal-Rausch-Verhiltnis grundwellenba-
sierter Verfahren. Die Rotorlageschdtzung wird zunehmend ungenau und versagt
nahe dem Stillstand.

In Kap. 2.3.7 und 2.3.8 wird im Detail erldutert, wie die Spannungsgleichung 2.31
direkt nach dem Rotorwinkel aufgelost werden kann. Dies schliefit entweder eine
Differenzierung oder eine Integration der Strangstrome ein.

Beobachterbasierte Verfahren hingegen bilden das reale Systemverhalten des
PMSM mit einem Streckenmodell nach. Das Streckenmodell wird dabei mit den
gleichen Spannungssignalen gespeist wie der reale Motor. Durch eine Riickfiihrung
der Stromdifferenz zwischen Modell und Messung werden die Zustandsgrofien
des Modells dem realen System nachgefiihrt. Implizit wird dabei die Gegen-EMK
identifiziert, aus der sich die Rotorlage bestimmen lasst [46]. Oft wird dafiir die
Struktur eines Luenberger-Beobachters gewdhlt [66, 67]. Die Verstarkungsfaktoren
der Riickfiihrmatrix werden dabei durch Polvorgabe so bestimmt, dass sich das Sys-
tem moglichst schnell einschwingt. Gleichzeitig ist die erreichbare Dynamik aber
durch Sensor- und Systemrauschen begrenzt. Kalman-Filter unterscheiden sich von
Luenberger-Beobachtern darin, dass die Pole nicht frei wahlbar sind. Die Verstar-
kungsfaktoren werden stattdessen durch Losung der Matrix-Riccati-Differentialglei-
chung derart bestimmt, sodass sich ein optimaler Kompromiss zwischen Beobach-
terdynamik und Rauschunterdriickung einstellt [41, 68]. Sliding-Mode-Beobachter
zeichnen sich durch eine unstetige Riickfithrung aus, die bei Vorzeichenwechsel
der Stromdifferenz zwischen Modell und Messung sprunghaft ihre Richtung wech-
selt [42, 45]. Als Vorteil wird neben einer einfachen Implementierung unter anderem
eine hohere Robustheit gegen Parameterunsicherheiten angefiihrt [69].
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Ein Schwachpunkt vorheriger Methoden ist ihre Abhdngigkeit von Motorpara-
metern wie der Induktivitdt, des Wicklungswiderstandes und der Permanentma-
gnetflussverkettung. Diese konnen im Vorfeld vermessen und duflere Einflussgro-
3en wie die Temperatur gegebenenfalls durch Kennfelder kompensiert werden [46].
Eine weitere Moglichkeit stellt die Online-Identifikation [70] und die Nutzung ad-
aptiver Modelle dar. Insbesondere model reference adaptive systems (MRAS) haben
fur diesen Zweck Aufmerksamkeit erregt. Bei dieser Verfahrensklasse werden die
Motorparameter eines adaptiven Schiatzmodelles auf eine Weise nachgefiihrt, sodass
sich seine Ausgangsgrofien den Ausgangsgrofien eines nicht-adaptiven Vergleichs-
modells des PMSM angleichen. Die Stabilitdat und die Konvergenz dieser Nachfiih-
rung werden durch ein geeignetes Adaptionsgesetz, z. B. dem Gradientenabstiegs-
verfahren [46], sichergestellt. MRAS-Verfahren dienen also nicht nur der Identifi-
kation des Rotorlagewinkels, sondern gleichzeitig der Motorparameterschitzung.
Die Modellgleichungen konnen dabei auf einer Gegen-EMK-, Fluss- oder Blindleis-
tungsberechnung beruhen [41]. Konkrete Umsetzungen dieser Methode finden sich
unter anderem in Veroffentlichungen von Kim u.a. [71] und Kivanc u.a. [72].

Methoden kiinstlicher Intelligenz stellen einen relativ modernen Ansatz dreh-
geberloser Regelungen dar [73, 74]. Das Systemverhalten wird dabei mit lernfahi-
gen neuronalen Netzen und Fuzzy-Logiken approximiert. Aufgrund der hoher Re-
chenintensitét, einem inhdrenten Nichtdeterminisums und der allgemeinen Schwie-
rigkeit eines Stabilitdtsnachweises fiir den Lernvorgang mehrschichtiger neuronaler
Netzwerke [41] spielen diese Verfahren allerdings eine untergeordnete Rolle.

2.3.7 Differenzierung der Strangstrome

Die erste Moglichkeit fiir das direkte Auflosen der Spannungsgleichung nach der
Rotorlage besteht in der Differenzierung gemessener Strangstrome. Hierzu wird
Gl. 2.31 zunédchst in das rotorfeste 2-Phasensystem tiberfiihrt:

(%) N [1(? Ig} <§;> N {I(; ﬂ (;Z) + we ¥pm - CZZE;Z;;)) (2.32)

Gegen—EMK éyp

Die differentiellen Induktivitdten in d- und g-Achse werden hier zunéchst vereinfa-
chend gleichgesetzt (L=L43=L4,) und die Kreuzkopplungsinduktivitdten vernach-
lassigt (Lgy=Lgq=0). Stellt man Gl. 2.32 zur Gegen-EMK um, so erhélt man den
folgenden Zusammenhang:

ea) _ (u«\ |R O] (ix |L O i.a
(%) B <“ﬁ> [0 R} <iﬁ> [0 L} <iﬁ>' 233)
Ublicherweise werden fiir die Berechnung die Sollspannungen der Stromregler ge-

nutzt, da die Phasenspannungen im Betrieb nicht gemessen werden. Aus der Gegen-
EMK kann durch die atan2-Funktion direkt der Rotorwinkel berechnet werden:

P = atan2 (—ey, ep) . (2.34)

Ein Verfahren, welches eine direkte Differenzierung der Statorstrome nutzt, wird
unter anderem von Paulus u.a. beschrieben [75]. In der Praxis spielt diese Methode
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jedoch eine geringe Rolle, da die Ermittlung der Gegen-EMK durch die Differenzie-
rung rauschbehafteter Stromsignale im letzten Term der Gl. 2.33 relativ ungenau ist
und eine aufwiandige Tiefpassfilterung nach sich zieht [46].

2.3.8 Integration der Strangstrome

Die zweite Moglichkeit zur Losung der Spannungsgleichung besteht in einer Inte-
gration der Strangstrome. Hierzu werden beide Seiten von Gl. 2.33 integriert:

(i) 6Tt ) ) 96

Flussverkettung ‘T’,X/j (235)

cos(¢er)
Si”(%l)) .

= wua¥pm - <

Dabei wird letztlich die Rotorflussverkettung ‘?’aﬁ ermittelt, weshalb in der Literatur
auch von flussschdtzenden Verfahren die Rede ist [76]. Der Rotorlagewinkel ldsst
sich anschliefSsend direkt mit dem atan2 aus GI. 2.35 berechnen:

P = atan2 </ ep dt,/e,x dt> . (2.36)

Eine praktische Schwierigkeit ergibt sich durch die unbekannte Integrationskon-
stante ‘T’aﬂ(t:O) in Gl. 2.35, die das Ergebnis der Flussschitzung leicht verfdlscht.
Bereits kleine Sensor-Offsets bewirken zudem einen stetigen Integrator-Drift und
fiihren nach einiger Zeit zwangslaufig zu einer Ubersattigung. Dem kann mit einer
stabilisierenden Riickfiihrungsschleife begegnet werden, die auf den Integrator eine
entladende Wirkung austibt [46].

Fiir Motoren mit einer stark ausgeprdgten Anisotropie ist die Annahme einer
identischen Induktivitét in d- und g-Achse L=L44=L,, grob vereinfachend. In die-
sem Fall wird die Spannungsgleichung 2.32 erweitert und in folgender Form ver-
wendet [42, 77, 78]:

() = [0 & )+ Lot 0] ()

+ (Lg — Ly) (weriq — ig) + we¥pm) - <_CZZ(‘EP§§;)’)> . (237)

erweiterte Gegen—EMK eeyp

Der letzte Term von Gl. 2.37 wird folgerichtig als erweiterte Gegen-EMK ez, be-
zeichnet und ist wie die urspriingliche Gegen-EMK ¢, in Richtung der g-Achse
ausgerichtet. Aquivalent zu Gl. 2.35 findet eine Integration statt:

(eevie) =/ () =[5 &) () o+ (50)
_ {—wez( LLdZd— L wel(LTd; qu)} <;ﬁ> (2.38)
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Die Integration unterstellt vereinfachend eine konstante Winkelgeschwindigkeit, so-
dass rapide Drehzahldnderungen die Genauigkeit des Verfahrens leicht beeinflussen
konnen. Aus Gl. 2.38 geht zudem hervor, dass fiir die Berechnung der erweiterten
Gegen-EMK die differentiellen Induktivititen Lgg und Lg; bekannt sein miissen.
Auflerdem muss eine Riickfithrung der geschitzten Winkelgeschwindigkeit @,; im-
plementiert werden. Die Rotorlage ldsst sich dann dquivalent zu Gl. 2.36 bestimmen:

Poy = atan2 (/ eeg dt,/ee,x dt) ) (2.39)
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Kapitel 3

Anwendungsfall

Verfahren der drehgeberlosen Regelung werden am Anwendungsfall des Querru-
ders eines grofien Passagierflugzeuges untersucht. Es wird damit an aktuelle For-
schung auf dem Gebiet elektromechanischer Flugsteuerungsaktuatoren angekntipft.
Fiir diesen Zweck wird ein mafistabsgetreues, reprasentatives Betdtigungssystem
im Labor errichtet. Dieses Kapitel erldutert die technische Umsetzung des Priifstan-
des, des Testaktuators und der Leistungselektronik. Das Gesamtsystem wird durch
ein lineares Zustandsraummodell beschrieben und darauf aufbauend eine zunachst
drehgeberbasierte, konventionelle Aktuatorregelung entworfen und ausgelegt.

3.1 Technische Umsetzung der Versuchseinrichtung

Wesentliche Aspekte dieses Abschnittes wurden bereits vorab publiziert [79].

3.1.1 Systembeschreibung des Aktuatorpriifstandes

Der errichtete Versuchsstand ist in Abb. 3.1 abgebildet. Zum besseren Systemver-
standnis werden seine funktionalen Baugruppen in Abb. 3.2 in einem dreidimensio-
nalen Konstruktionsmodell farblich herausgestellt.

ABBILDUNG 3.1: Querruderpriifstand im Einzelaktuatorbetrieb

L
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Kraftmessdosen:
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ABBILDUNG 3.2: Digitales Konstruktionsmodell des Querruderpriifstandes mit
herausgestellten Baugruppen

Der Priifstand erlaubt die elektromechanische Aktuierung eines Querruders,
welches durch eine drehbar gelagerte, steife Welle abstrahiert nachgebildet wird.
Der Versuchsstand erlaubt zwei Betriebsmodi:

1. den Einzelaktuatorbetrieb,
2. den redundanten Betrieb mit zwei Aktuatoren.

Der zur Verfiigung stehende Bauraum fiir zwei parallele Linear-EMAs ist in Abb. 3.2
gekennzeichnet. Der redundante Betrieb entspricht der realen Applikation im Flug-
zeug. EMAs werden dann im Aktiv-Aktiv-Modus betrieben, bei der jeder Aktuator
die halbe Kraft aufbringt. Erst im Fehlerfall wird ein Aktuator passiviert. Drehge-
berlose Regelungskonzepte konnen aber auch im Einzelaktuatorbetrieb untersucht
werden, da keine wesentliche Interaktion der Lastpfade besteht. Deshalb wird der
Priifstand in dieser Arbeit mit lediglich einem EMA und entsprechend halbierter
Last betrieben.

Scharniermomente fiir das Querruder werden durch hydraulische Lastzylin-
der'® appliziert. Thre Bandbreite iibersteigt dabei deutlich die dynamische Per-
formance typischer Flugsteuerungsaktuatoren. Die Zylinder werden von einem

16 Hydraulik-Gleichlauf-Zylinder 10081 von Hénchen
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zentralen Hydraulikaggregat mit Energie versorgt, das bis zu 60 L/min bei 350 bar
bereitstellen kann. Die Last wird {iber eine Ansteuerung elektronischer Servoventi-
le!” reguliert. Es sind zwei Reglermodi implementiert, die entweder

1. die Vorgabe des Ruderscharniermomentes M}, oder
2. die Vorgabe der Aktuatorlast F/

erlauben. Bei Vorgabe des Ruderscharniermomentes dienen Kraftsensoren in den
Lastpfaden der Hydraulikzylinder als Eingangsgrofsen der Kraftregler. Die Krifte
werden unter Kenntnis der Hebelkinematik in ein Ruderscharniermoment umge-
rechnet. Kraftsensoren in den Lastpfaden der Testaktuatoren ermoglichen die Vor-
gabe einer Aktuatorlast. Externe Positionssensoren messen dariiber hinaus den Hub
der Lastzylinder und stellen die Einhaltung maximaler Stellamplituden sicher.

Der mechanische Antriebsstrang wurde realitdtsgetreu nachgebildet. Ein wich-
tiger Einflussfaktor ist die Anschlusssteifigkeit kg.s der Aktuatoren. Diese wird
durch Federelemente mit elastischen Biegebalken eingebracht. Des Weiteren ist
an der Querruderwelle eine Massescheibe montiert, die das Tragheitsmoment Jqy.,
nachbildet. Die Umwandlung des linearen Aktuatorhubs in eine rotatorische Steuer-
flachenbewegung erfolgt mit einem einfachen Klappenscharniermechanismus. Der
Ausschlag § wird mit einem Inkremental-Encoder an der Querruderwelle gemessen.

Fiir die Energieversorgung elektromechanischer Testaktuatoren stehen die zwei
in Abb. 3.3 dargestellten 4kW-Netzteile'® zur Verfiigung. Die Netzteile erzeugen

ABBILDUNG 3.3: Elektronikrack und Netzteile

Spannungen bis zu 400 VAC oder 565 VDC und erfiillen damit heutige und zukiinf-
tige Luftfahrtstandards. Fiir diese Arbeit wird ein festes positives Zwischenkreispo-
tential von u},, =540 VDC eingestellt. Eine integrierte elektronische Last!? schiitzt
die Hardware vor der Riickeinspeisung elektrischer Energie, wenn sich ein EMA im
Generatormodus befindet. Der Testaktuator verfiigt tiber einen Positionsregler, der
in der Ansteuerung zwei alternative Moglichkeiten vorsieht:

1. die Vorgabe des Steuerflachenausschlags 6*, oder

2. die Vorgabe des Aktuatorhubs x7,,,.

17 Baureihe D765 von Moog
18 Modell SE-AS-1-4000-V500-RS232-SYNC E-S355-14 von Schulz Electronic
19 Modell PLI 1480 von Hocherl & Hackl
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Die Steuer- und Uberwachungsalgorithmen des Versuchsstandes und Testaktua-
tors sind auf einem Echtzeitrechnersystem von dSPACE in einem Elektronikrack
(siehe Abb. 3.3) implementiert. Ein Trajektoriengenerator ermoglicht dem Benutzer
die Vorgabe einer Vielzahl von Bewegungs- und Lastprofilen. Wahrend des Testbe-
triebes tiberwachen Fehlermonitore die Einhaltung von Fehlergrenzen und leiten ge-
gebenenfalls eine automatisierte Abschaltung des Priifstandes und seiner Peripherie
ein. Im Elektronikrack sind ebenfalls die Leistungselektronik sowie Messverstarker
tiir Positions- und Kraftsensoren integriert.

Die Algorithmen konnen direkt aus einer MATLAB/Simulink-Umgebung [80]
von einem Host-PC auf das dSPACE-System kompiliert werden. Der PC stellt eine
graphische Benutzeroberflache und Funktionen zur Messdatenerfassung bereit.

Die Interaktion der Einzelkomponenten der Versuchsreinrichtung wird schema-
tisch im Signal- und Energieflussplan in Abb. 3.4 veranschaulicht.
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ABBILDUNG 3.4: Vereinfachter Signal- und Energieflussplan der Versuchseinrichtung

Alle Sensordaten des Priifstandes sowie des Testaktuators werden auf dem Echt-
zeitrechnersystem von dSPACE zusammengefiihrt. Die maximale Ausgangsspan-
nung analoger Sensoren wird daftir auf 10V verstarkt. Die Signale werden mit ei-
ner Auflésung von 64 bit digitalisiert, sodass nur geringfiigige Quantisierungsfehler
auftreten. Die Abtastrate ist mit 20 kHz hinreichend grofs gewahlt, sodass Aliasing
auch ohne analoge Tiefpassfilterung der Messsignale effektiv unterbunden wird.
Bei Ubertragung der Testdaten an den Host-PC findet allerdings ein Heruntertak-
ten (engl. Downsampling) auf Abtastraten zwischen 5Hz und 1kHz statt, um die
erzeugten Datenmengen sinnvoll zu begrenzen. Alle Messungen unterliegen sys-
tematischen und stochastischen Messfehlern. Systematische Fehler werden durch
Kalibriermessungen gegen eine Bezugsnormale eliminiert. Nullpunkt- und Lineari-
tatsabweichungen werden dabei durch eine lineare Regression der Kalibrierkurven
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identifiziert und kompensiert. Stochastische Messfehler bewirken hingegen eine zu-
fallige Streuung von Messwerten um einen Mittelwert. Diese in vielen Féllen nor-
malverteilte Messunsicherheit ist nicht korrigierbar, ldsst sich aber durch statistische
Kenngrofsen quantifizieren. Daneben weisen reale Messgerdte dynamische Fehler
auf, wenn das Messergebnis der Eingangsgrofie nur zeitverzogert folgt. Im gegebe-
nen Aufbau wurde die gesamte Messkette vom Sensor bis zum Echtzeitrechnersys-
tem zusammen charakterisiert. Alternativ wéare auch eine Vermessung der Einzel-
komponenten der Messkette moglich. Unter Befolgung von Fehlerfortpflanzungs-
gesetzen kann hierdurch gleichermafien auf den gesamten Messfehler geschlossen
werden.

3.1.2 Vorauslegung und Design des Testaktuators

Es wurde ein linearer, elektromechanischer Aktuator auf Basis seriengefertiger Stan-
dardkomponenten entwickelt. Der Vorentwurf hat die Minimierung des Aktuator-
gewichtes bei gleichzeitiger Einhaltung dynamischer Anforderungen zum Ziel. Da-
bei ist die Kompatibilitdt mit dem Aktuatorpriifstand sicherzustellen. Alle in diesem
Abschnitt verwendeten Parameter sind zusammenfassend in Tab. A.1 des Anhang A
gelistet. Fiir die Auslegung des Antriebsstranges wird zunéchst ein realitdtsnaher,
dimensionierender Betriebspunkt gewahlt:

* Die Positionsregelung des Aktuators soll bei einer Last von Fp 4,r=26,7kN
und der Stellamplitude £ppr4,44 =4 mm eine Bandbreite von fa,r>2Hz auf-
weisen.

Die Bandbreite wird dabei als jene Frequenz definiert, bei der die Amplitudenver-
stirkung maga,s=—3dB unterschreitet. Die Anforderung lésst sich unter Kennt-
nis der Querruderkinematik mit einer Hebelldnge des Scharniers von I;,=50 mm
ebenso auf die Steuerfldche transformieren. Der Auslegungspunkt entspricht gemafs
Abb. 3.5 einem Querruderausschlag im Bereich von 0=[—5,2°...5,0°] und einem
Ruderscharniermoment im Bereich von M;,=[1148 Nm...1245Nm].

(A) Ruderausschlag in Abhéangigkeit des (B) Ruderscharniermoment bei statischer
Aktuatorhubs Aktuatorlast Fy 4,,=26,7 kN im
Aktiv-Passiv-Betrieb
20 1 T 1300 1
10 1 T 1200 1
. g
ot | & 1100 }
o <=
=
-10 1 1 1000 1
-20 1 ] 900 1
-20 -10 0 10 -20 -10 0 10
TEMA [mm} TEMA [mm}

ABBILDUNG 3.5: Nichtlineare Kennlinien der Steuerflichenkinematik
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Der kritische Auslegungspunkt ldsst sich auch mit der kontinuierlichen Bewegungs-
gleichung fiir den Aktuatorhub

Xema (t[s]) = 10"98ans[dBI/20  gp 0 aup[m] - sin (27 - fanp[Hz] - t[s]) (3.1)

formalisieren. Durch zweifache Ableitung ldsst sich die Anforderung direkt in eine
erforderliche Linearbeschleunigung {ibersetzen:

3/20

Xemaang = 107320 Rpara ang - (270 fang)? 3.2)

Aufgrund des beschriankten Bauraumes im Fliigelabschnitt des Querruders wird
ein kompakter Antriebsstrang bestehend aus einem PMSM, einem zweistufigen
Stirnradgetriebe und einer anschlielenden Kugelumlaufspindel mit angetriebener
Mutter ausgewdhlt. Die geforderte Beschleunigung muss nicht nur im redundanten
Aktiv-Aktiv-Betrieb erreicht werden, sondern auch nach Passivierung eines EMAs
im Fehlerfall. Im dimensionierenden Aktiv-Passiv-Modus betétigt der verbleibende
Motor nicht nur das Querruder alleine, sondern erzeugt auch zusitzlich Schleppmo-
mente zur Bewegung des deaktivierten Aktuators. Der gesamte dimensionierende
Lastpfad ist in Abb. 3.6 dargestellt.

Mot M,
4 L EMA D,
M@ P Quernuder

ABBILDUNG 3.6: Lastpfad im dimensionierenden Aktiv-Passiv-Betrieb

Die Vorauslegung der Einzelkomponenten wurde durch die Diplomarbeit von
Dimroth [81] unterstiitzt. Die Ubersetzungsverhiltnisse des zweistufigen Stirn-
radgetriebes i und der Kugelumlaufspindel p sind dabei wesentliche Optimie-
rungsparameter mit grofSlem Einfluss auf das resultierende Aktuatorgewicht. Da
Elektromotoren mit dem Antriebsdrehmoment skalieren, scheint eine hohe Ge-
triebetibersetzung und ein schnell laufender Motor vorteilhaft. Allerdings ist dies
nachteilig fiir den dimensionierenden Aktiv-Passiv-Modus, da die Schleppmomente
fur den inaktiven Aktuator stark erhoht werden. Kugelumlaufspindeln mit geringer
Steigung sind sogar selbsthemmend. In einem iterativen Auswahlprozess werden
die Getriebetibersetzungen zu ig=7,65 und p=5mm U~ ! bestimmt.

Das erforderliche Antriebsdrehmoment des Motors setzt sich aus einem stati-
schen und einem dynamischen Anteil zusammen:

MMUt,Anf = Mstat,Anf + Mdyn,Anf- (3.3)

Das statische Antriebsdrehmoment erzeugt die Haltelast fiir die an der Steuerfla-
che anliegende Luftlast. Es berticksichtigt die Ubersetzungsverhiltnisse von Getrie-
be und Spindel und deren Wirkungsgrade p:

P
Mstat,Anf = FL,Anf : <iG 0T psy - ,uG> . (3.4)

Um die dynamische Anforderung einzuhalten, muss die Massentragheit des gesam-
ten Lastpfades beriicksichtigt und auf den antreibenden Motor transformiert wer-
den. Es setzt sich aus der Summe der Massen der Einzelkomponenten J und m sowie
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den zugehorigen Getriebeiibersetzungen zusammen:

1 2 2
]Mot,ges - IMot,u + <1G> ]G,a + (iG p27'[) mSp,a

2
P ? P - iiin
+ | - ]Quer + | - mspy,p
1G 27T - lh,min 1G 27 W
2
P b2\ P Lymin27T G
+ <iG 'W ]G,p + .G i p ]Mﬂt,p' (3'5)

1 T min *

Aufgrund der variablen Ubersetzung der Steuerflichenkinematik wird dabei kon-
servativ der minimale, effektive Hebelarm [}, ,,,;;, = 45 mm verwendet. Da Kompo-
nentenmassen bei ihrer Transformation auf den Antriebsmotor um das Quadrat der
Getriebetibersetzung reduziert werden, hat insbesondere die Tragheit der Motor-
wellen Jpot,q und Jpotp €inen dominierenden Einfluss. Aufgrund identischer Bau-
art von aktivem und passivem Aktuator heben sich die Getriebeiibersetzungen auf,
sodass beide EMAs in gleichem Mafle zur kumulierten Massentragheit beitragen.
Die Tragheit des schweren Querruders Jqy,, ist fiir die dynamischen Eigenschaften
des Stellsystems hingegen vernachldssigbar, wie in Abb. 3.7a dargestellt.

(A) Beitrage der Einzelkomponenten zur (B) Beitrédge statischer Luftlast sowie
kumulierten, antriebsseitigen Massentragheit dynamischer Beschleunigungsmomente der
JMot,ges=8,9 - 10~4 kg m2 20 Einzelkomponenten zum erforderlichen

Antriebsdrehmoment Mot 4, =8,35 Nm 21

Motor
passiv

Motor aktiv
32.5%

Motor passiv
32.5%

etriebe
passiv
0%

Getriebe
passiv
17%

Getriebe
aktiv
17%

ABBILDUNG 3.7: Antriebsseitige Massentrdgheit und erforderliche Drehmomente im
Aktiv-Passiv-Betrieb

Im idealen, verlustfreien Fall lasst sich das erforderliche Antriebsdrehmoment
als Produkt der geforderten Motorbeschleunigung und der kumulierten, antriebs-
seitigen Massentrdgheit berechnen:

iG'27T
p

20 Kugelgewindetriebe und Querruderfliche zusammengefasst und in Orange dargestellt
21 Beschleunigungsmomente von Kugelgewindetriebe und Querruderfliche vernachléssigbar

Mdyn,Anf = (?’Mot,Anf : ]Mot,ges = :’?EMA,Anf : : ]Mot,ges- (36)
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Wenn man dariiber hinaus Reibungsverluste in Form von Wirkungsgraden bertick-
sichtigt, ergibt sich folgender Zusammenhang;

ic 27T 271
¢ ]Mot,u + m

14 14
. m +
27T‘1G‘FG',MSp Sp.a Zﬂ'iG‘lhz'}lG'llSp
p 27
S mSp,p—'l_ .
27 -iG - PG - Psp P 1G H1G  Hsp HsSprev
T
i iG 7T
P UG HSp HSprev " BG

Mgy anf = XEMA,An JG,a
y

I Quer

]G,p

IMot,p) . (3-7)

Da der Spindeltriebwirkungsgrad im Reversierbetrieb psy e deutlich reduziert ist,
muss nochmals mehr Drehmoment fiir den passiven Aktuator allokiert werden, wie
in Abb. 3.7b dargestellt. Im gewdhlten Auslegungspunkt muss auch mehr Drehmo-
ment fiir die dynamische Performance (54 %) als fiir das Halten der anliegenden
Luftlast (46 %) vorgehalten werden. Der reine Aktiv-Aktiv-Modus erfordert weni-
ger als die Halfte des Antriebsdrehmomentes des Aktiv-Passiv-Modus, in diesem
Fall 44 %. Eine ausschliefiliche Auslegung fiir den fehlerfreien Normalbetrieb wi-
re also grob falsch. Aus Abb. 3.8 wird ersichtlich, dass das erforderliche dynami-
sche Antriebsmoment exponentiell mit der geforderten Bandbreite ansteigt. Eine
Verschéarfung der Dynamikanforderung hétte also eine deutlich grofiere Dimensio-
nierung des Aktuators zur Folge.

35 T T T T T T T T
|| = Masot Ang N
30 = mm o= WVistat,Anf
Mdyn,Anf
25 -
2 20t .
2
< 15 -
=
10 [ 1
e e
0 =— I I I I I I I I
0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4 4.5 5

fany [Hz]
ABBILDUNG 3.8: Einfluss der gewtinschten Bandbreite der Positionsregelung auf
erforderliche Antriebsdrehmomente

Als Antriebsmotor des Testaktuators wird das Modell NX420EAPR7101 von
Parker ausgewihlt, welches das geforderte Drehmoment Myjot,4, 5 bei hinreichend
grofier Drehzahl bereitstellt. Es wird darauf hingewiesen, dass die so berechneten
Antriebsdrehmomente Maximalwerte darstellen, die nicht dauerhaft bereitgestellt
werden konnen und miissen. Die thermische Beanspruchung des Motors muss unter
Berticksichtigung realitdtsnaher Nutzungsprofile genauer gepriift werden [82].
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Der in Abb. 3.9 gezeigte Aktuator wurde nach den Spezifikationen des Vorent-
wurfs entwickelt und aufgebaut. Die Komponenten des Antriebsstranges werden in
der Explosionszeichnung herausgestellt. Sie werden durch ein mehrteiliges, gefras-
tes Aluminiumgehduse eingefasst. Die mechanischen Komponenten sind mit Fett
geschmiert und durch Kugellager sowie einer Linearfithrung im Gehduse fixiert.
Robuste Endanschlége verhindern ein deutliches Uberschreiten maximaler Stellam-
plituden. Zudem sind Sensoren fiir die Positionsregelung des EMAs integriert. So ist
der Motor mit einem Resolver fiir die Messung der Rotorlage ¢,,. ausgeriistet. In der
als Hohlwelle ausgefiihrten Spindel wird zudem mit einem LVDT der Aktuatorhub
xgma gemessen. Ferner wird die Temperatur der Motorwicklungen tiberwacht.

Gelenkkopf

Linearfithrung
Spindelmutter
Spindel

2. Getriebestufe

LVDT

1. Getriebestufe —/ /
Strukturanbindung

ABBILDUNG 3.9: Foto und Explosionszeichnung des Testaktuators

Die resultierende Gewichts- und Kostenstruktur des Testaktuators ist in Abb.
3.10 dargestellt. Die Gewichtsverteilung ist das Ergebnis einer Abwéagung im Vorent-
wurf, die ein schwereres Getriebe und Getriebegehduse zugunsten eines kompak-
teren, leichteren Antriebsmotors akzeptiert. Sie zeigt eine gute Ubereinstimmung
mit einem vergleichbaren Aktuatorentwurf von Budinger u.a. [15]. Die Kosten fiir
die Einzelanfertigung des Gehéduses sowie fiir Sensoren und Elektronik fallen be-
sonders ins Auge. In Serienprodukten konnten diese allerdings stark skalieren und
haben daher nur eine eingeschrinkte Aussagekraft.

3.1.3 Aufbau der Leistungselektronik

Der PMSM des Testaktuators wird durch eine Leistungselektronikeinheit betrieben.
Sie schliefst ein Treiber- und Leistungsmodul ein, das aus dem Zwischenkreispo-
tential upc; pulsweitengesteuert die Motorspannungen u,,,, erzeugt. Es wird die
Microchip MIC4609 Evaluierungsplatine mit integriertem 6-Kanal-Wechselrichter
fiir Spannungen bis zu 600 V eingesetzt. Als Leistungshalbleiter dienen IGBTs (engl.
insulated-gate bipolar transistor).

Die Leiter werden tiiber ein Messboard fiir Strome und Spannungen gefiihrt. Es
werden die Zwischenkreisspannung upc und die Phasenspannungen u,,, gegen
das Erdpotential gemessen. Analoge Tiefpdsse mitteln die Signale dabei tiber meh-
rere Pulszyklen. Ebenso werden die Phasenstrome i,,, gemessen, die als Eingangs-
grofien der Stromregler dienen. Das Messboard ist eine Eigenentwicklung des DLR.
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(A) Beitrage zum Aktuatorgewicht von (B) Kostenstruktur?
mEMA:12,5 kg 2

Elektronik
und Sensoren
35%

Getriebe
11%

ABBILDUNG 3.10: Gewichts- und Kostenstruktur des Testaktuators

In Abb. 3.11 ist die gesamte Leistungselektronikeinheit gezeigt. Sie beinhaltet dar-
tiber hinaus den Zwischenkreiskondensator und ein Niederspannungsnetzteil fiir
die Versorgung der Elektroniken und Liifter.

ABBILDUNG 3.11: Foto der Leistungselektronikeinheit

Die Leistungselektronik interagiert eng mit dem Echtzeitrechnersystem von
dSPACE. Thr Zusammenwirken ist in Abb. 3.12 schematisch veranschaulicht. Der
Signalfluss des Versuchsstandes und seiner Peripherie wird tiber diverse analoge
und digitale Schnittstellen auf dem Prozessorboard ds1005 zusammengefiihrt. Der
Prozessor fiihrt unter anderem die Aktuatorregelung aus und generiert daraus die

22 Motor inklusive Motorgehiuse und Resolver; Getriebe und Gewindetrieb inklusive assoziierter
Wellen und Wailzlager; exklusive Leistungselektronik; Sonstige Bauteile in Orange umfassen Ge-
lenkkopf, Schmier- und Dichtmasse sowie Kleinteile

23 Getriebe und Gewindetrieb inklusive assoziierter Wellen und Waélzlager; Elektronik exklusive
dSPACE-System; Sonstige Bauteile in Orange umfassen Gelenkkopf, Schmier- und Dichtmasse so-
wie Kleinteile
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Tastgrade DC (engl. duty cycle) fiir die Halbbriicken A, B und C des Wechselrichters.
Ein FPGA (engl. field programmable gate array) errechnet hieraus hochfrequente
Schaltpulse fiir die sechs IGBTs. Messeingdnge fiir Strome und Spannungen sowie
die Auswerteelektronik des Motorresolvers sind ebenfalls auf dem ds5202 FPGA
board integriert.

Schnittstellen
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A A A A
Upc+ | |
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ABBILDUNG 3.12: Interaktion der Leistungselektronik mit ihrer Umgebung

3.2 Lineares Systemmodell

Die Dynamik des Betitigungssystems wird durch das Ubertragungsverhalten und
Zusammenwirken seiner Einzelkomponenten bestimmt. Die Grundgleichungen des
PMSM im rotorfesten 2-Phasensystem wurden bereits in Kap. 2.2.2 eingefiihrt. In
den folgenden Abschnitten werden lineare Modelle fiir die Reduziergetriebe und
den Regler erstellt und daraus ein dynamisches Modell fiir den Gesamtaktuator ab-
geleitet. Anschliefend wird die mechanische Ubertragung der Aktuatorbewegung
auf das Querruder charakterisiert und die Interaktion von zwei redundanten EMAs
im Aktiv-Aktiv-Betrieb beschrieben. Die physikalischen Parameter des Streckenmo-
dells sind im Anhang A in Tab. A.2 gelistet. Das lineare Zustandsraummodell wurde
bereits vorab veroffentlicht [31].
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3.2.1 Stirnradgetriebe und Kugelgewindetrieb

Ein Getriebe kann entsprechend Abb. 3.13 als schwingfihiges, massebehaftetes
Feder-Dampfer-System aufgefasst werden, welches die Antriebsgeschwindigkeit
wgn um den Faktor seiner Getriebeiibersetzung i reduziert. Die Modellierung ist
den Ausfithrungen von Isermann entnommen [39].

(p”” Man kG (P“b ML

AW
v oJ

]Ml l dG Iub
ABBILDUNG 3.13: Rotatorisches Getriebemodell

Hierbei werden die kumulierte Getriebesteifigkeit k¢ und -dampfung dg vollstan-
dig auf die Abtriebsseite transformiert. J,,, und J,;, sind die an- und abtriebsseitigen
Massentragheitsmomente. Das Modell wird in folgendem Differentialgleichungs-
system mathematisch beschrieben:

. 0 1 0 0 0 0
Pan ke do ko e Pan 1 0
Qoan f— - Ian'iz - Ian'iz ]un'i ]ﬂn'i (Pan _|_ LZT Man (3 8)
Pab 0 0 0 1 || ¢u 0 o |\m/) ©

’ k d k d - 1
Pab Twi  Twi T Twd \Peb 0 =7

Natiirlich lassen sich nicht nur die Stirnradgetriebestufen, sondern auch der Kugel-
gewindetrieb des Aktuators als verallgemeinertes Getriebe auffassen. In diesem Fall
entsprache die Getriebetibersetzung dem Kehrwert der Gewindesteigung der Spin-
del is, = 27t/ p:

. 0 1 0 0
q.o.ﬁfl ksp,pz dsp,pz kSp'p dSp'p Q.Oan
@Pan _ T T @02 Jan-@r)2 Jan2m Jan2m Pan
xab 0 0 0 1 Xab
Xap ksp'p dsp-p _ksy  _dsp Xab
Mgp-27T Mgp-27T msy msy
0 0
1
Jan an
E 0] (). s
1
O _misp

Auf eine weitergehende Beschreibung nichtlinearer Effekte wie Reibung oder me-
chanischer Lose wird in dieser Arbeit verzichtet und stattdessen auf einschldgige
Literatur verwiesen [39]. Wenn die Getriebe als ideal steif angenommen und die
Dampfung vernachldssigt wird, reduzieren sich Gl. 3.8 und Gl. 3.9 zu den trivialen
Zusammenhdngen
Pan = i Pab (3.10)
und
Qan =27/ p - Xgp. (3.11)
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3.2.2 Reglerarchitektur

Im Bestreben, einen moglichst reprasentativen Anwendungsfall zu schaffen, wird
die etablierte Struktur einer Kaskadenregelung [83]** ausgewihlt. Sie stellt fiir elek-
tromechanische Aktuatoren die am haufigsten verwendete Reglerarchitektur dar.
Alternative Konzepte wurden im Rahmen studentischer Arbeiten weitergehend un-
tersucht. So verfolgte Joswig [84] das Ziel einer optimalen Zustandsregelung. Rabeh
stellte dieser zudem einen passivitdtsbasierten Ansatz gegeniiber [85].

Der Kaskadenregler generiert aus einem vorgegebenen Aktuatorhub x7,,, Soll-
spannungen im rotorfesten 2-Phasensystem i, sodass die Aktuatorposition x4
ihrem Stellkommando folgt. Die vermaschte Reglerstruktur ist in Abb. 3.14 verein-
facht fiir die drehmomenterzeugende q-Achse dargestellt. Der innere und zugleich
schnellste Regelkreis ist der PI-Stromregler mit der Proportionalverstarkung k,; und
der Integralverstarkung k;;. Dessen Sollwertvorgabe wird durch den Geschwindig-
keitsregler mit den Verstarkungsfaktoren k,, und k;, generiert, der wiederum
durch den dufleren Positionsregelkreis gespeist wird. Der Positionsregler ist als Pro-
portionalregler mit der Verstirkung k,, ausgefiihrt. Die Regelabweichungen von
Strom, Winkelgeschwindigkeit und Position werden als ¢;, e,, und e, bezeichnet.

x *EMA_! €x

kpm/kiw - 9 k,,i,kii o /Jl\q
: Iy €i Ug @ Mot XEma
;—L 1 (Mot) P51 Y HS

g-Stromregler N—
Positionsregler Geschwindigkeitsregler

ABBILDUNG 3.14: Struktur der Kaskadenregelung

Diese Reglerstruktur lasst sich auch in Matrixschreibweise formulieren, wenn die
integrierten Regelabweichungen [ e, und [ ¢; als eigene ZustandsgroSen aufgefasst
werden:

XEMA
<ew> _ [ 0 0] (few) i [ k px 0 -1 —kpx } i
€ ki, 0 fei kpw‘kpx -1 _kpw _kpw'kpx Pel
XEMA
€w
Ug = [kuu kp1 kii] (ff ez>
XEMA
t [pr Ky kpi —kpi —Kpwo - Kpi —Kp - Kpo - pi] (;jl . (312
XEMA

In erster Naherung kann von einer idealen Spannungsmodulation ausgegangen
werden, sodass dem linearen Modell die Vereinfachung u; =1, zugrunde liegt.

24 Prof. Jan Lunze ist ein renommierter Experte auf dem Feld der technischen Kybernetik. Sein Lehr-
buch Regelungstechnik 1 ist im deutschsprachigen Raum ein Standardwerk der linearen Regelungs-
technik. Es erldutert systemtheoretische Grundlagen und Standardentwurfsverfahren. In Kap. 13.1
beschreibt Lunze Entwurfsmethoden fiir vermaschte Reglerstrukturen wie der Kaskadenregelung.
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3.2.3 Zustandsraummodell des Testaktuators

Aus den Teilmodellen der Einzelkomponenten ldsst sich ein Gleichungssystem
fur den gesamten Aktuator herleiten. Die Interaktion zwischen dem PMSM nach
Gl. 2.11, den Stirnradgetrieben nach Gl. 3.10, der Kugelumlaufspindel nach Gl. 3.11
und dem Kaskadenregler nach Gl. 3.12 wird in einem linearen Zustandsraummodell
fiinfter Dimension wiedergegeben:

e 0 0 0 —Kpx —iges ]
e kiv O -1 —Kpo - K —Kpeo - iges
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g | = | 7L L L L L
XEMA 0 0 ’9 0 1
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[ ew kpx 0
e | lisats .
iq + |2 {x pt 0 EMA
0 0 fr
XEMA .
X 0 -
EMA mG,ges+]Mot'1ges2 .
————
Zustands- Eingangsmatrix B Eingangs-
vektor ¥ vektor if
Jew
f € x*
xeva =000 10| i |+ [0 0] ( EFALAA> ERE)
XEMA
XEMA
—— —— ——
Ausgangs- Ausgangsmatrix C ~ Zustands- Durchgangs- Eingangs-
signal i vektor X matrix D vektor i

Dabei werden die Massentrégheiten der beiden Stirnradgetriebestufen sowie des
Kugelgewindetriebes auf den Abtrieb projiziert und zusammengefasst:

27\ 2 ) 27\ 2
MG,ges = Msp + JG 2 - <p> +Jg1 g’ <p) : (3.14)

Die Gesamtiibersetzung des Antriebsstranges ergibt sich durch

. . . 271
lges = 1G1°1G2" <> . (3.15)
p

Das Modell bildet zum einen das Fithrungsiibertragungsverhalten des Aktuators bei
Vorgabe eines Stellkommandos x},,, ab. Zum anderen wird der Storeinfluss einer
externen Last F;, auf die Aktuatorposition xgp;4 modelliert.

3.24 Steuerflichenanbindung

Die Eigenschaften der mechanischen Steuerflichenanbindung werden mit dem
Feder-Masse-Modell in Abb. 3.15 angendhert. Die Steuerflichenkinematik und die
elastischen Anbindungen der Aktuatoren an die hintere Holmstruktur weisen die
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Federsteifigkeiten kgi, und kg auf. Die Aktuatoren mit ihrem Gewicht mgpa so-
wie das Querruder mit dem Tragheitsmoment Jq,,., bilden schwingfahige Massen.
Die Aktuatorhiibe des bordseitigen (engl. inboard) und des aufienseitigen (engl. out-
board) EMAs werden mit xpp4 inp und Xppaoury angegeben. Die translatorische
Verschiebung des Aktuatorgehduses im Raum wird mit x¢,, bezeichnet. Ein steifes
System erlaubt im Allgemeinen eine bessere Positioniergenauigkeit, wiahrend ein
elastischeres System die Nachgiebigkeit der Steuerflache unter Luftlast erhoht.

XGehoutb XEMA, outb
— —

T>—NVW MEMA

T MEMA )
ks tr kKin

——
XGehsinb XEMAinb
ABBILDUNG 3.15: Mechanische Steuerflichenanbindung

Die Systemdynamik nach Anregung durch ein Ruderscharniermoment oder dem
synchronen Verfahren der Aktuatoren wird mit folgender Gleichung beschrieben:

. 0 1 0 0 0 0
Q.C.Geh _ kkintkstr 0 - kxinIn 0 J.CGEh kkin 0
XGeh | _ MmEMA MEMA XGeh [ 4 |~ mema XEMA
0 o 0 1 ) 0 0 My,
N kxin'l 2-kpin-In* : _ kkinly 1
(S - fQuerh 0 o Iguerh O 5 ;(Querh ]Quer
XGeh
1) 0 0 1 0 X Geh [ 0 0:| <X EM A>
= + . 3.16
<FL> [kKin 0 kkin - In 0] 0 kkin 0] \ My (3.16)
0

Dabei werden beide Aktuatoren als identisch angenommen, sodass zundchst kei-
nerlei Interaktion der zwei Lastpfade besteht. Die Luftkridfte werden im idealtypi-
schen Aktiv-Aktiv-Betrieb gleichméfig auf beide EMAs verteilt. Am Priifstand (sie-
he Kap. 3.1.1) sind die Steifigkeiten ks und kg;, aus konstruktiven Griinden zu
einer Gesamtsteifigkeit zusammengefasst:

kxin - Kstr

koos = ————— . 3.17
8 kiin + kstr (3:17)

3.2.5 Kraftkonflikt im Aktiv-Aktiv-Betrieb

Im realen Betrieb verstdrkt eine steife Steuerflichenanbindung Kraftkonflikte zwi-
schen beiden EMAs, da bereits kleine Positionsfehler hohe parasitire Zwangskrifte
tiber die Steuerfliche und eine ungleichméfiige Verteilung von Luftkriften bewir-
ken. Der Effekt ldsst sich modellieren, wenn man den Zustandsvektor als Differenz
zwischen dem bordseitigen und aufienseitigen EMA auffasst:

AX = XEMAinb — XEMA,outb- (3.18)
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Dann ergibt sich aus Gl. 3.16 der folgende dynamische Zusammenhang zwischen
einer Fehlstellung der Aktuatoren Axgp 4 und dem resultierenden Kraftkonflikt AFy :

Affceh> 0 1 <AxGeh> 0
¢ - ' - + |- Ax
<AxGeh —% 0| \Axcen _% EMA
Ax
AFL = [kiin 0] (V") + kiin - DXEMA. (3.19)
AxGeh
Im statischen Fall vereinfacht sich Gl. 3.19 zu dem Verhiltnis
kxin - kstr
AFL = 7= Axema = Kges - AxEmA- 3.20
L Kiin + Kstr EMA ges EMA ( )

Dieser Kraftkonflikt tritt natiirlicherweise auch am Querruderpriifstand in Kap. 3.1.1
auf. Er kann zu Testzwecken aber auch kiinstlich eingepragt werden, indem zwei
aktiven EMAs ein um die Grofse Axy,,, abweichendes Stellkommando vorgegeben
wird. In Abb. 3.16 ist der daraus resultierende statische Kraftkonflikt AF; veran-
schaulicht. Nach GLI. 3.20 lasst sich aus dem Steigungskoeffizienten der Ausgleichs-
geraden auch die Anschlusssteifigkeit k¢.s des Priifstandes verifizieren.

3

Messung
Ausgleichsgerade

AF;, [kN]
o

Kges = 1,37 -10'Nm ™

-0.3 -0.2 -0.1 0 0.1
Azpya [mm]

ABBILDUNG 3.16: Statischer Kraftkonflikt aufgrund kleiner Positionsabweichungen

In der Praxis konnen kleine Positionsunterschiede Axgp4 zwischen zwei nominal
identischen Aktuatoren durch Fertigungs- und Montagetoleranzen, Verschleif, Po-
sitionssensorfehler sowie asynchrone Signallaufzeiten entstehen. Hierfiir relevante
Verschleiflerscheinungen sind insbesondere eine erhohte Reibung und mechanische
Lose. Eine Synchronisierung der Aktuatorbewegungen durch regelungstechnische
Mafinahmen ist daher erforderlich. Dies ist durch eine dynamische Korrektur der
Aktuator-Stellkommandos x%,,, geméfs Abb. 3.17 umgesetzt. Dafiir wird die an den
Aktuatorausgdngen gemessene Kraftdifferenz AF; in eine PI-Reglerstruktur zurtick-
gefiihrt. Das Konzept wurde bereits publiziert [31] und sieht dariiber hinaus auch
eine Vorsteuerung des statischen Positionierungsfehlers vor. Da die Validierungs-
versuche in dieser Arbeit aber im Finzelaktuatorbetrieb durchgefiihrt werden, wird
auf eine detaillierte Beschreibung verzichtet.
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ABBILDUNG 3.17: Struktur der Kraftkonfliktkompensation

3.3 Entwurf der Regler-Basiskonfiguration

In diesem Abschnitt werden der Entwurf und die gewé&hlte Implementierung der
Kaskadenregelung und der Pulsweitenmodulation erldutert. Alle verwendeten Pa-
rameter der Regler-Basiskonfiguration sind in Tab. A.3 im Anhang A gelistet.

3.3.1 Kaskadierte Positionsregelung

Die Verstarkungsfaktoren des Kaskadenreglers gemaf Abb. 3.14 konnen mithilfe
klassischer Auslegungsverfahren der linearen Regelungstechnik festgelegt werden.
Hierfiir bieten sich der Reglerentwurf anhand des Pol-Nullstellenbildes der Wur-
zelortskurve oder der Frequenzkennlinie der offenen Kette an [83]. In dieser Arbeit
wird von der Softwareanwendung PID-Tuner von MATLAB [86] Gebrauch gemacht.
Nacheinander wird der Strom-, Geschwindigkeits- und Positionsregler auf Grund-
lage des linearen Aktuatormodells in Gl. 3.13 ausgelegt. Phasen- und Amplituden-
reserven von mindestens >60° und >10dB fiir jeden Regelkreis stellen eine robuste
Stabilitdt sicher. Gleichzeitig wird die in Kap. 3.1.2 geforderte Bandbreite der Posi-
tionsregelung fa,r>2Hz eingehalten. Ein kurzzeitiges Uberschwingen ist nur fiir
den Stromregler vorgesehen. Das resultierende, lineare Fithrungsiibertragungsver-
halten der drei vermaschten Regelschleifen ist im Bode-Diagramm in Abb. 3.18 dar-
gestellt. Dartiiber hinaus sind die Abtastraten der Regler sowie die Taktrate des Stell-
kommandos vermerkt. Die Abtastraten sind in Relation zur jeweiligen Reglerdy-
namik hinreichend hoch gewéhlt, sodass ein quasikontinuierliches Verhalten unter-
stellt werden kann. Das Abtastintervall des Stromreglers entspricht dabei zugleich
der Periodendauer der sich anschliefSenden Pulsweitenmodulation (PWM).

Der Kaskadenregler ist geméafs der Detaildarstellung in Abb. 3.19 auf dem Echt-
zeitrechnersystem von dSPACE implementiert. In einer realen Anwendung gébe ein
Flugsteuerungsrechner den Sollwert x},,, vor. Alternativ kann aber auch ein Ru-
derausschlag * kommandiert werden, welcher unter Kenntnis des Klappenschar-
niermechanismus in einen Aktuatorhub umgerechnet wird. Fiir diesen Zweck ist ei-
ne Umsetzungstabelle mit der Kennlinie der Steuerflichenkinematik aus Abb. 3.5a
hinterlegt. Die Zustandsgrofien Position, Geschwindigkeit, Strom und Spannung
werden durch Sattigungsblocke in ihren Amplituden begrenzt. Dadurch wird die
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ABBILDUNG 3.18: Bode-Diagramm der vermaschten Regelstrecken mit den zugehorigen
Taktfrequenzen

-90 1

Phase [°]

Entnahme elektrischer Leistung eingeschriankt und mechanische Betriebsgrenzen
des Testaktuators eingehalten. Im Sattigungszustand wird einer Aufladung der In-
tegratoren der PI-Regler durch die Back-Calculation-Methode entgegengewirkt [87].
Dabei verhindert eine negative Proportionalriickfithrung der Differenz aus gesattig-
ter und ungesittigter Stellgrofie das sogenannte Windup. Es sind zudem Totzonen
fiir die Regelabweichungen vorgesehen, um Grenzzyklen wie dem Haftgleiteffekt
(engl. stick-slip) vorzubeugen. Der Strom in der d-Achse, der nicht zur Drehmomen-
tenbildung beitrdagt, wird dauerhaft zu Null geregelt. Transformationen zwischen
dem rotor- und statorfesten Koordinatensystem sind geméfs Gl. 2.4 und GL. 2.5 im-
plementiert und erfordern den elektrischen Rotorwinkel als Eingangsgrofie. Als Re-
ferenzsensoren dienen der LVDT am Aktuatorabtrieb, der Resolver an der Motor-
welle sowie die Stromsensoren der Motorphasen in der Leistungselektronikeinheit.
Die Motorgeschwindigkeit wird durch Differenzierung der Rotorlage gebildet. Da-
fiir wird das auf eine mechanische Rotorumdrehung begrenzte Resolversignal durch
eine Detektion abrupter Signalspriinge verstetigt. Der Kaskadenregler tibergibt Soll-
spannungen, die pulsweitengesteuert auf die Motorphasen appliziert werden.
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ABBILDUNG 3.19: Detaillierte Darstellung der Kaskadenregelung
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3.3.2 Pulsweitenmodulation

Die Pulsweitenmodulation iibersetzt Spannungsvorgaben, wie in Abb. 3.20 veran-
schaulicht, in diskrete Schaltsignale des Wechselrichters. Es wird das Verfahren der
Raumzeigermodulation SVPWM (engl. space vector pulse width modulation) an-
gewendet. Die Implementierung orientiert sich an Application Reports von Texas
Instruments [88, 89]%.

R . Ahi Bhi Chi

aumzeiger- Puls- UDCiy { : i L

u,* modulation erzeugung : <} g—l g—l
Alo ) " "

ML k)
Blo | T
o | F o ]
Clo i
Pulsweitenmodulation A!lo B !lo C !lo PMSM

Wechselrichter
ABBILDUNG 3.20: Ansteuerung des Wechselrichters

Durch die Verschaltung der Halbbriicken des Wechselrichters kann jede Motorpha-
se auf das positive Zwischenkreispotential upc oder auf Masse gelegt werden. Zur
Vermeidung von Kurzschliissen diirfen dabei die Schalter der oberen und unteren
Halbbriickenelemente niemals gleichzeitig geschlossen sein. Durch die Kombinati-
on der Schaltsignale (A hi|B hi|C hi) lassen sich fiir einen dreiphasigen Motor sechs
diskrete Spannungsraumzeiger und die zwei Nullzeiger (000) und (111) erzeugen.
Diese spannen ein Hexagon mit dem Umkreisradius der Zwischenkreisspannung
auf. Um Spannungen einer beliebigen Amplitude und Raumrichtung zu erzeugen,
werden Nullzeiger und die zwei benachbarten Spannungsraumzeiger des Sektors
hochfrequent in zeitlicher Gewichtung appliziert. Dies ist in Abb. 3.21 fiir einen Bei-

1(120° 1(60°
?0(10) ) 2 ?1(10>)

ii(180°) ,

(011) s

(100)

10(240°) 5 1(300°)
(001) (101)

ABBILDUNG 3.21: Einteilung der Spannungsebene in sechs Sektoren

%5 Die Application Reports SPRA588 von Erwan Simon und SPRA524 von Zhenyu Yu erlautern
praxisnah die Umsetzung des Raumzeigermodulationsverfahrens. Die Berichte enthalten unter an-
derem Beispielcode, der eine Implementierung des Verfahrens in Software vereinfacht.
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spielvektor i/* veranschaulicht. Im zeitlichen Mittel einer Schaltperiode Tpwas stellt
sich der gewiinschte Spannungszeiger ein. Die Phasenstréme behalten aufgrund der
Tiefpasswirkung des Motors einen kontinuierlichen Verlauf.

Der Tastgrad DC (engl. duty cycle) gibt das zeitliche Verhiltnis von Impulsdau-
er t;;, zur Periodendauer einer Motorphase an:

tun tan
DC = = =t - . 3.21
tan + tuus TPWM o fPWM ( )

Die Tastgrade der drei Phasen werden entsprechend dem folgenden Pseudocode
generiert [88, 89]. Eingangsgrofien sind neben dem gewtiinschten Spannungszeiger
auch die gemessene Zwischenkreisspannung und der aus dem Resolversignal ge-
maf3 Abb. 3.21 bestimmte Sektorwinkel:

function VEKTORPROJEKTION(Upc+, Uy, ujg, PSektor)

lu*| = \Ju? + u/’gz > Amplitude Referenzspannung
2 g
rn=7- u|;lc|+ -sin (§ — @sektor) > @sektor Nach Abb. 3.21
2 g
ry = % : u|;lc|+ - sin (¢Sekt0r)
if 1 +7r2 > 1 then > Begrenze Spannungsvektor in Hexagon
_ r
7"] - 7’14}1’2
— _n
r2 = r+r2

DC1 = Mo
DC2=DC1—n
DC3=DC2—rnr

Tabelle 3.1

return DC A, DC B, DC C.

TABELLE 3.1: Zuordnung von Tastgrad zu Motorphase geméfS Spannungssektor

Sektor 1 2 3 4 5 6

DCA DC1 DC2 DC3 DC3 DC2 DC1
DCB DC2 DC1 DC1 DC2 DC3 DC3
DCC DC3 DC3 DC2 DC1 DC1 DC2

In Abb. 3.22 werden die dadurch erzeugten Tastgrade fiir vier exemplarische Span-

nungsvorgaben veranschaulicht. Aus Abb. 3.22c wird dabei deutlich, dass die He-

xagonform limitierend wirkt auf die maximal erreichbare Spannungsamplitude.
Aus den Tastgraden werden die Vergleichswerte (engl. compare values)

T,
CMP = (1—DC)- # (3.22)
omp

berechnet und in einem hochfrequenten Komparator mit einem Trigersignal ver-
glichen. Das Tragersignal ist als Dreieckprofil xpeieck mit der Amplitude ;ﬁ‘(‘(’)""/l’p

implementiert. Im Komparator werden zunéchst die Schaltsignale fiir die Leistungs-
halbleiter der oberen Halbbriickenelemente generiert. Ist das Tragersignal kleiner als
der Vergleichswert CMP der entsprechenden Phase, so bleibt der Schalter geoffnet.
Ansonsten wird er geschlossen. Die Schaltlogik der unteren Halbbriickenelemente
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(A) ug=540V, u3=0V, g =0° (8) u=0V, u;=0V
3 — Einheitskreis
v .
A R = Limitierung
A ® DC
—DC A
& 05l |—=DCB
U
U

ABBILDUNG 3.22: Tastgrade bei Vorgabe ausgewahlter Spannungsraumzeiger

ist genau invertiert [88, 89]:

function KOMPARATOR(CMP, Xpyeieck)
if CMP < Xpreieck then

hi=1
else

hi=20
lo = —(hi)

return hi, lo.

In der Praxis wird das Schlieffen der Schaltelemente durch Verriegelungszei-
ten geringfligig verzogert, um dem realen Schaltverhalten von Leistungshalbleitern
zu entsprechen und kurzzeitige Kurzschliisse zu verhindern. Ebenfalls werden
die Tastgrade DC=0 und DC=1 unterbunden, da die hierfiir notwendige Gate-
Spannung des IGBTs durch die Ladungspumpe des Treibermoduls nicht dauer-
haft aufrechterhalten werden kann. Die vollstandige Pulsweitenmodulation wird in
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Abb. 3.23 exemplarisch fiir die Halbbriicke A veranschaulicht. Es ist der dynamische
Ubergang vom Betriebszustand in Abb. 3.22b in den Betriebszustand in Abb. 3.22a
gezeigt.
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ABBILDUNG 3.23: Beispielhafte Pulserzeugung aus einer Spannungsvorgabe
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Kapitel 4

Systemidentifikation

4.1 Identifikation der Motoranisotropie

Anisotropiebasierte Verfahren der drehgeberlosen Regelung nach Kap. 2.3.1 nutzen
eine magnetische Asymmetrie des Motors aus. Die Anisotropieeigenschaften eines
PMSM werden dabei vor allem durch die gewéhlte Magnettopologie bestimmt. Sie
ist besonders ausgeprégt bei Rotoren mit vergrabenen Magneten (engl. interior per-
manent magnet synchronous motor, IPMSM) [40]. Rotoren mit Oberfldchenmagne-
ten (engl. surface-mounted permanent magnet synchronous motor, SPMSM) hinge-
gen weisen aufgrund ihres symmetrischen Eisenkerns eine geringe Anisotropie auf.
In dieser Arbeit wird der in Abb. 4.1 gezeigte IPMSM mit in Flusskonzentrations-
bauart radial ausgerichteten Magneten und konzentrierter Wicklung verwendet. Die
wesentlichen Daten des Motors sind in Tab. 4.1 aufgefiihrt.

ABBILDUNG 4.1: Schnittbild des Motors

TABELLE 4.1: Kennwerte des Motormodells Parker NX420EAPR7101 [90]

Beschreibung Wert Beschreibung Wert
Nennleistung 1,5kW max. Drehmoment 13,4Nm
Nenngeschwindigkeit 4000 Umin~! max. Strom (Effektivwert) 10,9 A
Polpaarzahl 5 Nuten 12

Phasen 3 Windungszahl 113
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Anisotropie ist nach Gl. 2.16 durch eine ungleiche differentielle Induktivitit in q-
und d-Richtung L;; und L,y gekennzeichnet. An dieser Stelle wird unter Vernach-
lassigung der geringen Kreuzkopplungsinduktivitat Lg;=L,4 der Anisotropiekoef-
fizient
qu(id/iq/¢el) _ de(id/iqrq’el)

kAL(id,iq,%r) — (4.1)

qu(idriqr‘Pel) + Lyl tae)
eingefiihrt. Er gibt das relative Verhiltnis des anisotropen zum isotropen Anteils der
Induktivitdt an und stellt dadurch auch eine Vergleichbarkeit zwischen verschiede-
nen Motormodellen her. Ein Wert zwischen -1 und 0 kennzeichnet eine Untauglich-
keit und ein theoretischer Wert von +1 eine ideale Eignung eines Motors fiir aniso-
tropiebasierte Verfahren zur Rotorlageschdtzung. Ein positives kar. stellt also eine
Grundvoraussetzung fiir die drehgeberlose Regelung bis zum Stillstand dar. Eine
erste Abschidtzung des Anisotropiekoeffizienten ldsst sich mit einer Parameteriden-
tifikation nach dem Least-square-Verfahren vornehmen, welches im Praktikum von
Dunkelberg [91] angewendet wurde. In der Literatur ist allerdings hinldnglich doku-
mentiert, dass die Induktivitdt und damit auch der Anisotropiekoeffizient nicht als
konstant im gesamten Betriebsbereich angesehen werden kann. Mehrere Publikatio-
nen [49, 92-94] konstatieren eine starke Abhédngigkeit von der Stromstarke aufgrund
magnetischer Eisensattigung. Fiir Statoren mit konzentrierten Wicklungen wird zu-
dem eine Abhéngigkeit zum Rotorwinkel postuliert [49, 95, 96]. Diese Abhangigkei-
ten sind in Gl. 4.1 durch hochgestellte Indizes gekennzeichnet. Im Folgenden wird
ein Anisotropiemodell fiir den gesamten Betriebsbereich des Motors aufgestellt. Das
Vorgehen und die Ergebnisse des Abschnitts wurden bereits vorab publiziert [97].

411 Messung differentieller Induktivititen

Differentielle Induktivitdten werden vorzugsweise im Stillstand identifiziert, da alle
Geschwindigkeitsterme der Motorspannungsgleichung 2.8 entfallen:

ud B R(T) 0 id de(idfiw(/)el) qu(idrilirqoel) Zd
(u,) - [ 0 RMD]| \i + ' (42)

L, d(id/iqr(l’el) qu(id/iq,%z) iy
Daher wird der Rotor im Testaufbau in Abb. 4.2 mit einer Wellenkupplung in defi-
nierter Winkelstellung ¢,; arretiert.

o~

ABBILDUNG 4.2: Testaufbau fiir die Identifikation differentieller Induktivitidten
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Das Identifikationsverfahren beruht auf der Einpragung eines sinusformigen
Stromes der Frequenz f mit der Amplitude i bzw. i7”*. Die differentiellen Indukti-
vitdten Lgg und L, bzw. Ly, und Ly, werden anschlieffend durch die Auswertung
gemessener Spannungs- und Stromgrofien bestimmt. Die Kreuzkopplungsindukti-
vitat wird zur Berechnung des Anisotropiekoeffizienten nicht benotigt, aber ergan-
zend ebenfalls aufgefiihrt. Der Wechselstrom wird zur Einstellung eines definierten
Betriebspunktes mit einer Gleichstromkomponente [ig4,i,] tiberlagert, sodass sich
bei Einpragung des Wechselstromanteils in die d-Achse die Trajektorien

iy(t) =iy +i]" -sin(2mw- f-t)

MO

(4.3)

ergeben. Die Einpragung des Wechselstromanteils in die q-Achse fiihrt zu folgenden
Trajektorien:

iq(t) =g

() =i+ i3 - sin(2m- f - ).

(4.4)

Es ist hervorzuheben, dass sich GI. 4.3 und Gl. 4.4 auf Sollstrome beziehen. Reale
Amplituden kénnen durch das Ubertragungsverhalten des Stromreglers leicht ab-
weichen. Zudem wird der Strangwiderstand zur Beriicksichtigung temperaturbe-
dingter Schwankungen vor jedem kurzen Testdurchlauf neu identifiziert:

RD) = |Au|/|Ail. (4.5)

Abb. 4.3 zeigt eine solche beispielhafte Testsequenz.
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ABBILDUNG 4.3: Testtrajektorie fiir einen exemplarischen Arbeitspunkt

Zur Auswertung einer Testsequenz ist eine Demodulation der Gleich- und
Wechselanteile von Stromen und Spannungen erforderlich. Die Amplituden der si-
nusformigen Wechselanteile werden mit Hilfe des Standard-Goertzel-Algorithmus
[98] aus den Sensordaten extrahiert:
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> data: Rohdatenvektor ig, i, ?d oder Zi
> f: Filterfrequenz [Hz] > fs: Abtastfrequenz [Hz] > N: Anzahl an Abtastpunkten

function GOERTZEL(dL?ta, f,fs,N)

konst = f/fs-N > konst € N
scale =N/2

cw = cos(2- - konst/N)

c=2-cw

sw = sin(2- - konst/N)

z1=0

z2=20

forn=1:Ndo
z0 = data(n) + ¢ - z1 — z2

z2 =z1

z1 =20
I = (cw-zl—22)/scale > Realanteil
Q = (sw-z1)/scale > Imagindranteil
Amp = /I?> + Q? > Wechselamplitude
return Amp >uy, u,?, iy oder i;;

Die differentiellen Induktivitdten konnen dann nach Einpragung eines Wechselstro-
mes in die d-Achse durch die Gleichungen

—R2 (4.6)

4 (4.7)

(4.8)

Ly “d (4.9)

17 2n - f
bestimmt werden [38]. Die differentiellen Induktivititen werden sukzessive bei va-
riierten Stromstarken und Rotorwinkeln identifiziert.

4.1.2 Simulative Bestimmung differentieller Induktivititen

Alternativ zur Testmethode kann die Induktivitat auch simulativ bestimmt werden.
Hierzu werden Simulationen mittels zweidimensionaler Finite-Elemente-Methode
(FEM) mit dem frei nutzbaren Programm FEMM 4.2 [99] durchgefiihrt. Es wird zu-
néchst die Geometrie vermessen und ein Netz aus finiten Elementen erzeugt (siehe
Abb. 4.4). AnschlieSfend werden den Stator- und Rotorblechen, der Rotorwelle, dem
Luftspalt sowie den Wicklungen Materialeigenschaften zugewiesen. Bei liickenhaf-
ten Materialinformationen werden sinnvolle Annahmen getroffen. Der Berechnung
wird ein Neodym-Eisen-Bor-Magnet (NdFeB 32 MGOe) und die nichtlineare B-H-
Kurve in Abb. 4.5 fiir Rotor- und Statorbleche zugrunde gelegt. Bei grofser Feld-
stirke H wird eine magnetische Séttigung erreicht, bei der die Flussdichte B nur
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(A) Geometrie der Rotor- und Statorbleche (B) Netzstruktur aus finiten Elementen

ABBILDUNG 4.4: Erstellung des Simulationsmodells

noch unwesentlich ansteigt. Hystereseeffekte werden in der Simulation hingegen
vernachldssigt. Ferner verhindert eine Dirichlet-Randbedingung in der Simulation
einen magnetischen Fluss jenseits des dufleren Statorradius.

2 T T T T T
1.5 i
B Ll |
Q
0.5 i
| Carpenter Silicon Core Iron
O 1 1 1 1 1
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000

HI[Am ]
ABBILDUNG 4.5: Flussdichte-Magnetfeldkurve der Rotor- und Statorbleche

Fiir jeden Betriebspunkt [ig4,1,] werden sukzessive vier diskrete Simulationen
durchgefiihrt, wobei dem Sollstrom jeweils eine geringe Abweichung entsprechend
Tabelle 4.2 iiberlagert wird. Diese Strome werden fiir die Simulationen mittels der in-
versen dq-Transformation T, _,,.,, nach Gl. 2.6 ins statorfeste 3-Phasensystem tiber-
setzt. Durch die FEM-Simulationen lassen sich die Flussverkettungen der Stator-
wicklungen im statorfesten Koordinatensystem bestimmen. Diese lassen sich fiir die
vier Simulationsschritte mittels der dq-Transformation in Gl. 2.5 zurtick in das rotor-
feste 2-Phasensystem tiibertragen:

Y1 Ya2 Yasz Yaa VY1 Yu2 Yusz Yus
b 4 ’1 b 4 /2 V4 ,3 L4 '4 = _uvw—>dq . Tv,l T‘(J,Z T-‘,,3 T‘UA . (410)
q, q, q, q, Yw,l Tw,z Yw,S le,4
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TABELLE 4.2: Diskrete Simulationsschritte fiir Betriebspunkt [i4, i,] mit kleinem Ai=0,2 A

Simulationsschritt n ign ign
1 ig— 1A i
2 ig+ 5Ai i
3 i ig— 1A
4 ig ig+ 5Ai

Die allgemeine Flussgleichung eines PMSM ist durch

d g d- -

%‘P = L%l + we¥Ypm (4.11)
gegeben [38]. Im Stillstand kann diese durch Diskretisierung in folgende Gleichung
tiberfiithrt werden:

¥[2) - ¥[1] = L- (i[2] - {[1)). (4.12)

Durch diesen Zusammenhang ldsst sich von den simulierten Flussverkettungen der
vier diskreten Simulationsschritte auf die differentielle Induktivitdtenmatrix schlie-

Ben:
{de qu] _ 1 [‘f'd,z — Y1 Yia— Va3

— 4.13
qu Ly, Y2 =¥ Yga—¥s3 ( )

A
Aquivalent zur Testmethode wird die simulative Induktivititenbestimmung fiir den
gesamten Betriebsbereich des Motors durchgefiihrt.

4.1.3 Modellierung der Anisotropie

Zur Erstellung eines vollstandigen Anisotropiemodells werden die differentielle In-
duktivititen Lyy und Ly, an einer Vielzahl von Stiitzstellen identifiziert. Die syste-
matisch tiber den Betriebsbereich verteilten Testpunkte [ig, 15, @] sind in Tabelle 4.3
vermerkt.

TABELLE 4.3: Testmatrix

ig iy Pel gesamt
Bereich [-8A...+8A]* [-8A...8A]" [0°...345°]
Schrittweite 2A 2A 15°
Betriebspunkte 9* 9* 25 1925

*|ia|=|is|=8 A ausgeschlossen wegen Uberschreitung des max. Motorstromes

Die Winkelabhdngigkeit der Induktivitdten wird durch eine Fourierreihenent-
wicklung F(ay, b, ¢.;) angendhert:

[id/i] L. o
agp 1 —|— Z (ak[ld,lq]cos(k . (Pel) _|_ bk[1d,1q]sin(k . gogl)) A (414)
2 kel1,2,3,6

ng}lg;(%l) =

Die Fourierkoeffizienten a; und by werden durch die Methode der kleinsten Feh-
lerquadrate aus den iiber einer Umdrehung verteilten N=25 Testpunkten fiir jede
Stiitzstelle [i4, i,] bestimmt. Die Funktion Isqcurvefit von MATLAB findet zu diesem
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Zweck in einem iterativen Verfahren optimale Koeffizienten, welche die Giitefunk-
tion

min Y (F(ax, by, n) — La)? (4.15)

minimieren. Eine gute Ndherung konnte bereits mit der ersten, zweiten, dritten und
sechsten Harmonischen erzielt werden. Dies ist in Abb. 4.6 fiir L, bei drei exempla-
rischen Stromstarken [i;=0 A, i,] dargestellt. Die Induktivitat wurde hierbei mit der
Testmethode aus Kap. 4.1.1 bestimmt.

16
o 14
El
~ 2
10
0° 90° 180° 270° 360°
8061[0]

ABBILDUNG 4.6: Rotorlageabhingigkeit der differentiellen Induktivitat Lz,

Fiir jede Stiitzstelle [ig4, i,] kann aus den Fourierreihenentwicklungen der Induk-
tivitdten ebenfalls eine harmonische, winkelabhédngige Funktion des Anisotropieko-
effizienten abgeleitet werden:

Lys™ () = Lyt ™" (9a)
Lit™ (@) + L™ (gur)

Diese Naherungsfunktion ist fiir die gleichen drei exemplarischen Stromstarken in
Abb. 4.7 dargestellt.

Kivinl (p,) = (4.16)

ig=0A —_—,=—0 A

T T T _Zq — 0 A

———i,= 6A

> © _ — ) v & 'k[OA,OA]
' : AL,min

' . 04,64

_k[AL,milL
_— e em mm mm mm mm = - - ) == |7 [04,—6A
1 1 | k[AL,min]

90° 180° 270° 360°
P[]

ABBILDUNG 4.7: Rotorlageabhingigkeit des Anisotropiekoeffizienten kar (@)
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Eine robuste anisotropiebasierte Rotorlageschdatzung erfordert in der Praxis einen
positiven Koeffizienten ka; bei allen Rotorlagen. Zur konservativen Bestimmung
des geeigneten Betriebsbereiches wird deshalb zusatzlich der tiber einer Motorum-
drehung minimale Anisotropiekoeffizient definiert:

k[idriq} [idriq]

ALmin = DKL (@er)- (4.17)

Zwischen den an diskreten Stiitzstellen definierten Anisotropiekoeffizienten fin-
det eine Interpolation statt. Eine Flache zwischen vier im Quadratgitter angeord-
neten Werten kann allerdings nur linear interpoliert werden, wenn diese wie in
Abb. 4.8 in zwei Dreiecke unterteilt wird. Die unteren und oberen Bereichsgrenzen
eines viereckigen Flachenelementes werden hier mit i, i,; und i;{, i,;“ bezeichnet.

k,(iai*)
AkAL AL q

k,(idig) kAL(id/iq) .
AL 7tq ° kAL(1d+/1q+)
i
q . .
P
» i,

ABBILDUNG 4.8: Lineare Interpolation eines viereckigen Flachenelementes

Der Anisotropiekoeffizient wird fiir ein Wertepaar (i4, i;) innerhalb des blau darge-
stellten Dreieckelementes mit

. —i+

1
ko i) = kaa (87 + g - (o i) —Ran i, i7)
q q
ld _i; — ot PR
. (kar(ig,if) —kar(iy,is)) (4.18)
d d

und fiir ein Wertepaar (ig, i;) innerhalb des grau dargestellten Dreieckelementes mit

ip— i
kar(ia ig) = kar (i iy ) + l_i — lf’_ (kar(iy, i) — kac(iz,ig))
q q
i —i7
’ L (kau(if i) — kot lig ig)) (419)
d

i
interpoliert [38]. Im folgenden Abschnitt findet eine Auswertung der durch Tests
und Simulationen bestimmten Induktivitdten statt. Die hieraus abgeleiteten Aniso-
tropiemodelle und der fiir eine drehgeberlose Regelung bis zum Stillstand geeignete
Betriebsbereich werden vorgestellt.
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4.1.4 Ergebnisse

Die Untersuchung des Motors in Abb. 4.9a bestatigt zundchst, dass die differentielle
Induktivitatin Querrichtung L,, im stromlosen Betrieb signifikant grofser ist als L.
Zudem stimmt L, sehr gut mit Herstellerangaben iiberein. Hieraus ergibt sich die
in Abb. 4.9b dargestellte relative Anisotropie zwischen 6,5 % und 12,0 % in Abhan-
gigkeit des Rotorwinkels. Dabei ist eine Periodizitdt von einer elektrischen Umdre-
hung erkennbar, weshalb alle folgenden Untersuchungen auf diese beschrankt wer-
den. Eine elektrische Umdrehung entspricht aufgrund der Polpaarzahl PP=5 einer
mechanischen Rotordrehung von ¢;,,=72°.

(A) Differentielle Induktivitdten, aufgetragen tiber (B) Anisotropiekoeffizient, aufgetragen tiber dem
dem mechanischen Rotorwinkel @, elektrischen Rotorwinkel ¢,;

id:iqZOA kAL[—]beiid:iq:()A
90 0.15

18

—— Ve =0°...72°
240 —0— Ve = 72°...144°
Pme = 144°...216°
—— Ve = 216°...288°
L nach Datenblatt [mH] Ome = 288° . .. 360°

ABBILDUNG 4.9: Einfluss des Rotorlagewinkels im stromlosen Betrieb

Die Applikation eines Motorstromes hat einen grofien Einfluss auf die differen-
tielle Induktivitat. Dies konnte in guter Ubereinstimmung sowohl durch Tests als
auch durch FEM-Simulationen bestétigt werden. In Abb. 4.10 werden die Ergebnis-
se der Parameteridentifikation fiir den Motor in seiner Ausgangsposition ¢,;=0° ge-
zeigt. Der physikalische Hintergrund wird im zugehorigen Flussdichtediagrammen
in Abb. 4.11 deutlich. Es ist erkennbar, dass es lokal zur magnetischen Sittigung der
Rotor- und Statoreisen kommt. Ein positiver Strom in Langsachse i, verstarkt das
magnetische Feld der Permanentmagneten und bewirkt dadurch eine Reduktion
von L;,. Ein negativer Strom i; hat die gegenteilige Wirkung und unterbindet eine
magnetische Sattigung. Ein starker Stromfluss in Querrichtung |i,| fiihrt den Motor
ebenfalls in einen Sattigungszustand und lasst die Querinduktivitiat L,,; unter den
Wert von L;,4 absinken. In der Konsequenz ergeben sich fiir ¢=0° die Anisotropie-
kennfelder in Abb. 4.12. Der durch die Testmethode identifizierte Anisotropiekoeffi-
zient ist dabei gegentiber der Simulationsmethode leicht erhoht.
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(A) Messung (B) Simulation

Pel =0°

Pel = 0°

10

-5

0
. 5 5 .

io [A] ia [A]
ABBILDUNG 4.10: Einfluss des Stromes auf die Induktivitit

>19T
1.8-1.9T
1.7-1.8T
1.6-1.7T
1.5-1.6T
1.4-15T
1.3-14T
| 1.2-1.3T
| |1.1-12T
' |1.0-1.1T
09101
- |o.8-09T
" |0.7-0.8T
" |o6-0.7T
" |05-06T
" |0.4-05T
10.3-04T
0.2-0.3T
0.1-0.2T
0.0-0.1T

ABBILDUNG 4.11: Einfluss des Stromes auf die magnetische Flussverteilung
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(A) Messung (B) Simulation

0.4
0.3
2202
e A
.él 0.1 EE
o X0
| 7

\)

\

ig [A] iq [A]

ABBILDUNG 4.12: Einfluss des Stromes auf den Anisotropiekoeffizienten

Wie in den Flussdichtediagrammen in Abb. 4.13 deutlich wird, bestromt der
feldorientierte Regler wéahrend einer Rotordrehung unterschiedliche Motorphasen.
Hierdurch ergibt sich insbesondere bei konzentrierter Wicklung ein starker Zusam-
menhang zwischen Induktivitdit und Rotorwinkel ¢,;. Zur Bestimmung der Eig-

Pme [°]
ABBILDUNG 4.13: Einfluss des Rotorlagewinkels auf die magnetische Flussverteilung

nung des Motors fiir anisotropiebasierte Rotorlageschédtzer wird der minimale Ani-
sotropiekoeffizient einer vollstindigen Umdrehung kar min ausgewertet. Dieser ist
in Abb. 4.14 fiir die Test- und Simulationsmethode dargestellt und attestiert eine
nur eingeschrinkte Eignung. Die roten Bereiche weisen negative Anisotropiekoeffi-
zenten aus, sind also fiir die Methode untauglich. Aus Kap. 3.1.2 ging hervor, dass
der PMSM fiir den Aktiv-Passiv-Betrieb dimensioniert ist, bei dem der redundante
Aktuator bereits fehlerhaft ausgefallen ist. Eine weitere Uberdimensionierung fand
aus thermischen Griinden statt. Dies fithrt dazu, dass der Maximalstrom des Motors
im Normalbetrieb nicht vollstindig ausgeschopft wird. Aus Kap. 3.3.1 ging zudem
hervor, dass i; in der Basiskonfiguration stets zu Null geregelt wird. In Abb. 4.14
sind diese Nutzungsbereiche des Vorentwurfs als griine und blaue Linien fiir den
Aktiv-Passiv- und den Aktiv-Aktiv-Betrieb eingezeichnet. Auch innerhalb dieses be-
schrankten Nutzungsbereiches stellt sich allerdings unter sehr hoher Last ein nega-
tiver Anisotropiekoeffizient ein. Deshalb soll bei hohen Strémen [i;| eine positive
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Langsstromkomponente i; iiberlagert werden, wenn eine anisotropiebasierte Rotor-
lageschatzung aktiv ist. Dieser angepasste Nutzungsbereich ist als rote Linie darge-
stellt.

(A) Messung (B) Simulation

: : aktiv-passiv
5 . N\ aktiv-aktiv
: : drehgeberlos

8 6 4 2 0 2 4 6 8 8 6 4 2 0 2 4 6 8
iq [A] iq [A]
ABBILDUNG 4.14: Minimaler Anisotropiekoeffizient ka1 i, und Nutzungsbereiche des
Testaktuators in verschiedenen Betriebsmodi

4.2 Schaltverhalten des Wechselrichters

Eine wichtige Eingangsgrofle des zu entwerfenden Rotorlageschitzers sind die
Phasenspannungen des PMSM. Diese werden aber tiblicherweise im Betrieb nicht
gemessen, sodass ersatzweise Sollspannungen genutzt werden. Fehlspannungen
der Leistungselektronik vermindern daher die Genauigkeit des Rotorlageschédtzers
und sollten identifiziert und kompensiert werden. Sie verhindern ebenso die prazi-
se Injektion von Spannungsmustern anisotropiebasierter Verfahren. Eine wichtige
Ursache der Fehlspannungen sind Totzeiten und Verriegelungszeiten des Wechsel-
richters [38]. Die Sollspannungen werden pulsweitengesteuert in diskrete Schalt-
zustdnde der sechs Halbleiterelemente iibersetzt. Durch Ein- und Ausschaltzei-
ten der IGBTs entstehen allerdings Abweichungen vom idealen Schaltverhalten.
Zudem sind zur Vermeidung von Kurzschliissen zusétzliche Verriegelungszeiten
vorgesehen. Dariiber hinaus féllt tiber jeder realen Diode und jedem IGBT eine

: (Moti |_<(Pme E
i —

U |
YV YVY

Au,Au,Auy, i, 1,10
ABBILDUNG 4.15: Verfahren zur Identifikation von Fehlspannungen
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Durchlassspannung ab, die je nach Schaltzustand zu einer positiven oder negati-
ven Fehlspannung fiihrt. Neben dem realen Bauteilverhalten von Dioden und IGBT
konnen Verluste in der Peripherie des Wechselrichters die ausgegebene Spannung
weiter verfilschen.

Nach Kellner lassen sich die Fehlspannungen als Funktion der Phasenstro-
me modellieren [38]. Sie werden in dem Blackbox-Ansatz nach Abb. 4.15 identifi-
ziert. Hierzu wird der PMSM sukzessive in den Positionen ¢,;=0°, ¢,;=120° und
@e1=240° arretiert. Diese Positionen ermdglichen die Applikation eines maximalen
Stromes in die drei in Sternschaltung verbundenen Motorphasen. Es wird jeweils ein
Dreieckprofil fiir die Dauer von 1s mit einer Amplitude von 75=8 A vorgegeben und
die resultierenden Fehlspannungen A, aufgezeichnet. Die Messergebnisse sind
in Abb. 4.16 fiir jede Motorphase und jede der drei Rotorpositionen wiedergegeben.
Unterhalb des zuldssigen Dauerstromes des PMSM konnen die Aufzeichnungen zu-
dem punktuell durch Oszilloskopmessungen verifiziert werden. Lediglich ein Off-
set im einstelligen Spannungsbereich ist erkennbar, der durch die Genauigkeit der
Spannungssensoren und Kalibrierungsfehler zu erkldren ist. Die Fehlspannungen
der drei Motorphasen werden durch kubische Naherungsfunktionen approximiert
und in diskrete Umsetzungstabellen {iberfiihrt. Diese Kompensationskurven sollen

(A) Motorphase u (B) Motorphase v
15 ¢ @ =[-8 .8A o, =0
® ii=[-8...8]A, oy =120°

| ih = [—8...8]A, pau = 240°
5 4  Oszilloskop

m— [{ompensationskurve

4 0 E 5 -
3 10
1-5 <4 o0f
1-5
1-10 -5
1-10
-10 : : : -15 -10
-5 0 5 5 0 5
iu [A] iv [A]
(C) Motorphase w
157
10 | 5
>
. . 10
I A
3
3
< 07 1
Detailanalyse |
5 in Abb. 417 | 10
-10 : : : 1-15
-5 0 5
i [A]

ABBILDUNG 4.16: Gemessene Fehlspannungen und abgeleitete Kompensationskurven
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in die Motorregelung integriert werden und die Fehlspannungen des Wechselrich-
ters ausgleichen.

Die Oszilloskopmessungen ermoglichen dariiber hinaus Detailanalysen von
dem Schaltverhalten des Wechselrichters. Ein vollstandiger Schaltzyklus mit der
Zeitspanne Tpw =50 ps ist fiir die Motorphase w in Abb. 4.17a bei drei ausgewihl-
ten Stromstdarken aufgetragen. Nahere Schliisse lassen sich bei einer Vergroflerung
auf den kurzen Zeitraum der realen Schaltvorgiange 1., im Vergleich zum idea-
len Schaltverhalten u;,,, in Abb. 4.17b ziehen. Dominierend fiir Fehlspannungen
im konkreten Aufbau sind Tot- und Verriegelungszeiten. Bei positivem Phasen-
strom kommt es zu einer verzogerten Spannungsiibertragung an die entsprechende
Motorphase und damit zu einer positiven Fehlspannung. Bei negativem Strom
stellt sich der gegenteilige Effekt ein. Durchlassspannungen und Spannungsverlus-
te der Peripherie spielen eine untergeordnete Rolle. Die Zwischenkreisspannung
upc,. =540V wird ohne messbare Verluste an die Motorphase iibertragen, obgleich
Einschwingvorgange erkennbar sind.

(A) Gesamter Schaltzyklus (B) VergroBerter Ausschnitt der Schaltvorginge
540 s 540 |

— 400 ¢ - 400 | :
= > E
S -uwvlw:1764A 3 .
= 200 t m—— Gy = 1,64 A S 200 | E
I ., i = 0,01 A :

-yl dy, =0,01 A E

0 s i = 1,61 A 0 b—
. --------u;}, iw = —1761 A

0 10 20 30 40 50 24 25 26 27
t [ps] t [ps]
ABBILDUNG 4.17: Detailanalyse des Schaltverhaltens im Stillstand bei drei ausgewédhlten
Stromstédrken
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Kapitel 5

Konzept und Umsetzung

Im folgenden Kap. 5.1 werden die relevantesten Verfahren der drehgeberlosen Re-
gelung evaluiert und zwei komplementdre Methoden ausgewaihlt. Diese drehgeber-
losen Reglerverfahren werden in Kap. 5.2 in die konventionelle Basiskonfiguration
aus Kap. 3.3 integriert. Dabei finden die Erkenntnisse aus der Systemidentifikati-
on in Kap. 4 Beriicksichtigung. Kap. 5.3 beschreibt einen dariiber hinausgehenden
fehlertoleranten Reglermodus, der die Rotorlageschdtzung zur Erkennung eines Po-
sitionssensorfehlers nutzt und entsprechend rekonfiguriert. Eine vollstandige Uber-
sicht tiber die verwendeten Reglerparameter ist im Anhang A in Tab. A.4-A.5 gege-
ben.

5.1 Auswahl drehgeberloser Reglerverfahren

Die drehgeberlose Regelung ersetzt die Messung der Rotorlage mittels eines Resol-
vers durch einen Rotorlageschétzer entsprechend Abb. 5.1. Der Schitzer kann dafiir
zusatzliche Spannungen auf die Motorphasen injizieren und erhdlt als Eingangsin-
formation die kommandierten Spannungsgrofien sowie die gemessenen Phasenstro-
me. Als Ausgangsgrofse werden die absolute Rotorlage sowie die Rotorgeschwin-
digkeit generiert. Methodisch bedingt ist die Rotorlageschdatzung anders als bei ei-
ner Messung in der Regel nicht auf eine Rotorumdrehung begrenzt.

. Tu
i [77 /1<
21dg P 1y \
1y ~ :
Vil b
A
- Pe Rotorlage- |31 5
WMot schitzer |4 S 4)6
ia" Ug* = l T“u * u ) X EMAl g
v-| a‘ M; me A
R Rl Sy fenm ] i @]:K 18 |om
x*EMA Cl)>(-Mot iq* - uqi u/f*PWM " MMot FL
Positions- Geschwindig- Stromregler
regler keitsregler \

ABBILDUNG 5.1: Integration des Rotorlageschitzers in die Reglerstruktur des Aktuators

Die in Kap. 2.3 vorgestellten Verfahren zur Rotorlageschédtzung sind zwar grund-
sdtzlich erprobt, weisen aber spezifische Eigenheiten auf, die ihr Betriebsverhalten
pragen. Zur Erstellung eines Reglerkonzeptes werden die Eigenschaften der wich-
tigsten anisotropie- und grundwellenbasierten Verfahren in Tab. 5.1 gegeniiberge-
stellt und qualitativ bewertet.
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TABELLE 5.1: Qualitative Bewertung drehgeberloser Reglerverfahren

Q
2
u%o o9 B
: S E B
£ & 5 2 & N
§ % £ &£ & 3 L B
T2 £ £ 2 » & =
£ e 3 38 5 & £
c ?) —g E )ET S .§ % T)
o S
: 5T 8 » v o2 23
G S g2 €8 5 5 § £ & %
3 T 2 8 2 2 8 & 3 &
> Z 2 % & & =5 8 & Z
Wirkprinzip Anisotropie | Grundwelle
Anwendbarkeit
Stillstand o v v v/ X
Hohe Drehzahl v v v o x v v v vV /
Bewertungskriterien
Induzierte I NN 2 = = 71T 1 1t 7
Drehmomentenwelligkeit
Reglerdynamik NS T
Injektionsverluste NN = = 7T 1T 1T 7
Gerdauschentwicklung NN A= =71 1T 1T 7
Softwarekomplexitat R T VA S
Parameterabhdngigkeit und AV Y A T T e S
Rauschunterdriickung
Einschrankungen im - = = = =1 1T 7 0
Motordesign
Gltiger Patentschutz X X X (V) V) X X (V) V)

v zutreffend (V) teilweise zutreffend X nicht zutreffend
1 schlechteste Bewertung 1 beste Bewertung

Bei niedriger Geschwindigkeit bis zum Stillstand bietet sich die Klasse der aniso-
tropiebasierten Verfahren an. Das diskontinuierliche INFORM-Verfahren ist neueren
kontinuierlichen Injektionsverfahren in seiner Reglerperformance in fast allen Be-
wertungskriterien unterlegen und besticht ausschliefSlich durch seine einfache Im-
plementierung.

Das alternierende Injektionsverfahren kann als Weiterentwicklung der rotieren-
den Injektion verstanden werden. Die Injektion in die geschatzte Langsachse des Ro-
tors wirkt sich besonders positiv auf die induzierte Drehmomentenwelligkeit und
die resultierende Gerduschentwicklung aus. Die Notwendigkeit der Synchronisie-
rung von Spannungsinjektion und ihrer Stromantwort und die damit verbundene
Storanfélligkeit gegeniiber Signallaufzeiten entfallen. Zudem fillt ein im Vergleich
zur rotierenden Injektion verringerter Demodulationsaufwand ins Gewicht.

Das zwei- und dreistufige beliebige Injektionsverfahren begreift die Aktivitat des
Stromreglers nicht als Storeinfluss, sondern als zusatzliche Informationsquelle. Eine
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Verringerung der Reglerbandbreiten ist daher nicht notwendig. Der beliebigen In-
jektion werden deshalb eine hohe Reglerdynamik und geringere Injektionsverlus-
te zugesprochen. Es ist allerdings zusitzlich eine kontinuierliche Identifikation der
Admittanz im Arbeitspunkt erforderlich, sodass im Vergleich zur alternierenden In-
jektion eine hohere Parameterabhidngigkeit und Softwarekomplexitit attestiert wird.
In der Abwagung wird dem weniger komplexen alternierenden Injektionsverfahren
aus Kap. 2.3.4 in dieser Arbeit der Vorrang gegeben.

Die passive Auswertung der Grundwelle erfordert keine oder lediglich minimale
Eingriffe in die Kaskadenregelung des PMSM. Daher bleibt die Reglerperformance
unbeeintriachtigt. Es ergeben sich zudem keine Einschrankungen im Motordesign.
Um diese Vorteile bestmoglich auszunutzen, wird ein hybrider Rotorlageschatzer
préferiert, der bei hinreichend grofser Drehzahl in ein grundwellenbasiertes Verfah-
ren umschaltet.

Eine direkte Auswertung der Spannungsgleichung stellt die einfachste Moglich-
keit zur Bestimmung der Rotorlage dar. Dies ist sowohl durch Integration als auch
durch Differenzierung der Strangstrome moglich. Die diskrete Differenzierung ei-
nes abgetasteten Signals erfordert in der Regel zusatzlichen Aufwand zur Signalfil-
terung, sodass die Integratormethode vorgezogen wird. Als nachteilig ist die Ab-
hangigkeit der Methode von Motorkennwerten zu nennen.

Beobachterbasierte Methoden schitzen die Rotorlage mithilfe eines Streckenmo-
dells und minimieren dabei Mess- und Prozessrauschen. MRAS-Beobachter verrin-
gern zudem gezielt die Parameterabhédngigkeit, indem die Kennwerte des Strecken-
modells adaptiv nachgefiihrt werden. Methoden auf Basis kiinstlicher Intelligenz
werden aufgrund ihres inhdrenten Nichtdeterminismus kategorisch ausgeschlossen.
In der Abwédgung wird auch hier das weniger komplexe, aber dennoch hinreichend
genaue Verfahren der direkten Integration der Strangstrome bevorzugt. Aufgrund
bekannter Anisotropieigenschaften des Motors soll die in Kap. 2.3.8 hergeleitete, er-
weiterte Gegen-EMK ausgewertet werden, die ungleiche Induktivitdten in d- und
g-Richtung mitberticksichtigt.

Es sind keine Schutzrechte bekannt, die einer industriellen Verwertung der aus-
gewdhlten Verfahren entgegenstiinden.

5.2 Entwurf der drehgeberlosen Regelung

Der Rotorlageschétzer beinhaltet ein Startverfahren, die ausgewdihlte alternieren-
de Injektion und das komplementére, erweiterte Gegen-EMK-Verfahren sowie ein
Zustandsautomat, der Umschaltvorginge zwischen diesen Methoden einleitet. Die
nachfolgenden Abschnitte gehen jeweils gesondert auf die Module des Rotorlage-
schétzers ein. Dadurch erforderliche Eingriffe in die Regler-Basiskonfiguration wer-
den in einem eigenen Abschnitt erldutert. Das Konzept wurde bereits vorab verof-
fentlicht [100].

5.2.1 Startverfahren

Anisotropiebasierte, drehgeberlose Reglerverfahren kénnen die Lage der elektri-
schen Rotorachse, aber nicht deren Ausrichtung bestimmen. Aus diesem Grund
wird im Stillstand ein Startverfahren durchgefiihrt, welches die anfangs unterstell-
te Polaritdt gegebenenfalls umkehrt. Hierfiir konnen magnetische Sattigungseffek-
te von Rotor- und Statorblechen ausgenutzt werden. In Kap. 4.1.4 konnte durch
FEMM-Simulationen bereits gezeigt werden, dass Eisensittigung insbesondere in
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Folge eines starken Stromes in positiver d-Richtung eintritt, wie in Abb. 4.11 ver-
anschaulicht. Dadurch reduzieren sich differentielle Induktivitdten, sodass spezifi-
sche Spannungsanregungen erhohte Stromamplituden hervorrufen. Diese Aussage
konnte durch die in Abb. 5.2 dargestellten Versuche verifiziert werden. Hierzu wur-
den starke Spannungspulse mit einer Sollspannung von 400 V und einer Dauer von
At=400ps in variierten Raumrichtungen appliziert. Die Pulse fiihren in positiver
d-Achse zu den hochsten gemessenen Stromspitzen. Dies ist auch unabhdngig von
der mechanischen Ausrichtung der arretierten Rotorwelle.

Injektionsrichtung ¢, 90° |7| [A]
(rotorfest)

Rotorlage ..
(statorfest)

—()° 180°

63°

270°
ABBILDUNG 5.2: Durch Spannungspulse hervorgerufene Stromamplituden, aufgetragen

nach Injektionsrichtung in rotorfesten Koordinaten

Das hierauf beruhende kurze Startverfahren ist in Abb. 5.3 dargestellt. Bei
t=20ms und t=40ms werden starke Spannungspulse in die anfangs angenom-
mene positive und negative Achsenrichtung injiziert. Bei abfallender Flanke der
Spannungspulse wird jeweils die Stromamplitude gemessen. Falls die zum zweiten
Messzeitpunkt erfasste Stromamplitude grofler ist als die des ersten Messzeitpunk-
tes, so wird der initial geschitzte elektrische Rotorwinkel um 180° korrigiert.

400 . . T
200 | 2. Messung von [i| [A]
>
* 3 O
3
200 - 1. Messung von [i| [A] i
-400 ' ' '
0 10 20 30 40 50
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ABBILDUNG 5.3: Testtrajektorie des Startverfahrens
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5.2.2 Alternierendes Injektionsverfahren

Die Demodulation der Stromsignale bei alternierender Injektion wird nach Abb. 5.4
entsprechend dem Ansatz von Holtz u.a. [45] umgesetzt. Der vom Stromregler vor-
gegebenen Spannung wird in der geschitzten d-Achse eine sinusformige Spannung
mit der Amplitude von u;,;=100V und der Frequenz von f;,;=2,5kHz tiberlagert.
Die hervorgerufene Stromantwort gleicher Frequenz wird in d- und §-Richtung
durch einen Bandpassfilter (BPF) vom allgemeinen Stromsignalgehalt separiert.
Dafiir wird die Struktur eines diskreten Filters mit endlicher Impulsantwort (engl.
finite impulse response, FIR) gewdhlt. Ein Schatzfehler des elektrischen Rotorwin-
kels fiihrt nach Gl. 2.20 zu einem sinusférmigen, alternierenden Stromsignal iz ;,;
in geschitzter Rotorquerrichtung. Eine Multiplikation mit dem Vorzeichen der d-
Komponente des gefilterten Stromes setzt die erfassten Sinushalbwellen vorzeichen-
richtig ins Verhdltnis zum injizierten Signal. Hierdurch wird dem Schétzfehler die
richtige Koordinatenrichtung zugeordnet. In einer geschlossenen PI-Regelschleife
konvergiert die geschétzte gegen die wahre Rotorlage. Dabei gleicht sich implizit
auch die Injektionsachse der wahren Langsachse an, da die Koordinatentransforma-
tionen durch die konvergierende Rotorlageschitzung zunehmend an Genauigkeit
gewinnen. Die gewdhlte Implementierung erlaubt ebenfalls eine Schitzung der
Motorgeschwindigkeit @yyot, die dem Geschwindigkeitsregler riickgefiihrt wird.
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ABBILDUNG 5.4: Implementierung des alternierenden Injektionsverfahrens

5.2.3 Auswertung der erweiterten Gegen-EMK

Komplementér zur alternierenden Injektion wird ein grundwellenbasiertes Verfah-
ren umgesetzt. Es basiert auf einer Auswertung der erweiterten Gegen elektromoto-
rischen Kraft entsprechend Kap. 2.3.8. In Abgrenzung zum einfachen Gegen-EMK-
Verfahren liegt der Methode eine erweiterte Modellreprasentation zu Grunde, die
eine Anisotropie des Motors miteinbezieht. Die gewéhlte Umsetzung in Abb. 5.5
entspricht einer direkten Implementierung von Gl. 2.38. Unter Kenntnis der Motor-
kennwerte wird der Motorfluss im statorfesten 2-Phasensystem durch Integration
bestimmt und daraus die erweiterte Gegen-EMK ¢é¢,p errechnet. Zur Vermeidung
einer stetigen Integratoraufladung ist eine stabilisierende Proportionalriickfiihrung
vorgesehen. Nach Gl. 2.39 erlaubt bereits eine einfache atan2-Operation eine erste



70 Kapitel 5. Konzept und Umsetzung

ki @ Mot
—a‘|atan2(,) Tmod(n,n) -
D +y C

luvw

\

L a3

Y

ABBILDUNG 5.5: Implementierung des erweiterten Gegen-EMK-Verfahrens

Schitzung des Rotorwinkels. Diese ist allerdings rauschbehaftet und zudem auf ein
2mt-Intervall beschrankt. Daher ist ein anschliefiender PLL vorgesehen, der einerseits
das Signal filtert und andererseits die absolute Motorposition sowie die Winkelge-
schwindigkeit ermittelt. Ein Modulo-Operator im Vorwartsstrang des PLLs lasst die
Schdtzung der absoluten Motorposition zum nédchstgelegenen 27t-Vielfachen des Ro-
torwinkels konvergieren und schafft dadurch einen stetigen Signalverlauf.

5.2.4 Steuerung der drehgeberlosen Betriebsmodi

Ein ereignisgesteuerter Zustandsautomat leitet Umschaltvorgénge zwischen den zu-
vor erlduterten Verfahren ein. Er ist in Abb. 5.6 veranschaulicht. Bei Systemstart

(Startverfahren  _ _ _ _ _
\ Eingangsaktion
setze @.; (50 ms)
\ Aktion
identifiziere @.; (100 ms)
\ Ausgangsaktion
sende ¢, (100 ms),
Mot (100 ms)=0
| Freigabe Positionsregelung |

\ Ereignis
deaktiviere Regelung

\ Ereignis T Ereignis
\Ereignis =100ms | t=50 ms

passiv ] aktiviere Regelung _ (alternierende Injektion
\Eingangsaktion [\Eingangsaktion™

stoppe Positionsregelung setze Po, WMot
\ Aktion \ Aktion
\ Ausgangsaktion \ Ereignis schétze @e, WMot

setze =0 ’ deaktiviere Regelung |\ Ausgangsaktion

sende @, (0)=0, @mo (0)=0 |~ | sende P, DOmor

\ Ereignis “\ Ereignis
WMot >200 U min™Y, | @arr <150 U min-?
(erweiterte Gegen-EMK

\ Ereignis \ Eingangsaktion
deaktiviere Regelung \SAelt(Zt?O(flEl, W Mot

SChé_tZe (Pel/ (T)Mot

\ Ausgangsaktion

_sende §o, Dot

ABBILDUNG 5.6: Steuerungslogik der drehgeberlosen Regelung
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wird die Rotorachse zunidchst im Stillstand mit dem alternierenden Injektionsver-
fahren identifiziert. Nach 50 ms wird durch Ausfiihrung des Startverfahrens die Po-
laritdt der Rotorachse bestimmt und der anfdangliche Winkel gegebenenfalls korri-
giert. Mit Beendigung des Startverfahrens wird die Positionsregelung freigegeben.
Im aktiven Betrieb schaltet der Zustandsautomat fortlaufend zwischen der alternie-
renden Injektion und der Auswertung der erweiterten Gegen-EMK um, sobald die
geschitzte Rotordrehzahl vorgegebene Grenzwerte tiber- bzw. unterschreitet. Eine
Hysterese verhindert dabei eine Selbstblockade durch anhaltende Transitionen im
Ubergangsbereich. Startwerte fiir Winkel und Drehgeschwindigkeit werden zwi-
schen den Betriebsmodi tibergeben, um sprunghafte Zustandsdnderungen zu ver-
meiden. Mit ihnen werden entsprechende Integratoren initialisiert. Die Umschal-
tung zwischen dem Niedrig- und Hochgeschwindigkeitsbereich ist beispielhaft in
Abb. 5.7 gezeigt. In diesem Bewegungsprofil beruht die hybride Rotorlageschitzung
phasenweise auf dem alternierenden Injektions- oder dem erweiterten Gegen-EMK-
Verfahren.
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ABBILDUNG 5.7: Umschaltung zwischen drehgeberlosen Reglermodi im Versuch

5.2.5 Modifikation der Regler-Basiskonfiguration

Die Integration des Rotorlageschitzers macht begrenzte Eingriffe in die Regler-
Basiskonfiguration aus Kap. 3.3 erforderlich. Die angepasste Struktur des Stromreg-
lers ist in Abb. 5.8 dargestellt. Sie beruht erstens auf dem Resiimee von Kap. 4.1.4,
wonach der PMSM bei hohem Strom in g-Richtung seine Anisotropieeigenschaft
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ABBILDUNG 5.8: Struktur des Stromreglers im drehgeberlosen Betrieb
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verliert. Das alternierende Injektionsverfahren wiirde dadurch unter hoher Last in-
stabil werden. Dies wird unterbunden, indem bei niedriger Drehzahl und hohem
Strombedarf ij eine zusitzliche Stromkomponente in positiver Langsrichtung i}
tiberlagert wird. Die Funktionsfdhigkeit der gewahlten Implementierung konnte
im Versuch verifiziert werden. Abb. 5.9 zeigt die Uberlagerung einer zusitzlichen
Langsstromkomponente im Stillstand bei einer applizierten Aktuatorlast von bis

zu 10 kN.
=10 -
o - -

_05 1 1 1 1 1 1 1 1
-2 -1.5 -1 -0.5 0 0.5 1 1.5 2

ABBILDUNG 5.9: Uberlagerung eines zusitzlichen i;-Stromes unter hoher Last

Zweitens werden die in Kap. 4.2 identifizierten Fehlspannungen Au,,, des Wech-
selrichters kompensiert. Hierdurch konnen Injektionsmuster préaziser appliziert
werden. Zudem stimmt die im erweiterten Gegen-EMK-Verfahren ausgewertete
Sollspannung i, p besser mit dem realen Spannungsniveau tiberein. Die eingestell-
ten Phasenspannungen werden durch drei diskrete Umsetzungstabellen in Relation
zum gemessenen Phasenstrom angepasst. Dies ist in Abb. 5.10 beispielhaft fiir die
Injektion eines dreieckigen Spannungsmusters veranschaulicht. Ohne eine Fehl-
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ABBILDUNG 5.10: Kompensation von Fehlspannungen
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spannungskompensation weichen die gemessenen Spannungsvektoren deutlich
von ihrem Sollwert ab. Mit der Kompensation wird die Sollspannung so modifiziert,
dass die realen Spannungsvektoren sehr genau die gewiinschten Werte einnehmen,
also auf den Eckpunkten des schwarzen Dreiecks liegen.

Die robuste Rotorlageschédtzung bis zum Stillstand erfordert dartiber hinaus ei-
ne eindeutige Separierung der Injektionsfrequenz f;,; von dem Frequenzband des
Stromreglers. Um eine Uberschneidung zu vermeiden, wird daher die Bandbrei-
te der Stromregelung reduziert. In der Folge miissen ebenfalls die Reglerverstar-
kungen der dartiberliegenden Kaskaden angepasst werden. Dies fiihrt zu der in
Abb. 5.11 gezeigten Herabsetzung der Reglerdynamik. Daneben ist das Ubertra-
gungsverhalten des Bandpassfilters des alternierenden Injektionsverfahrens dar-
gestellt. Der Durchlassbereich ist nach der Anpassung einerseits klar vom Strom-
regler getrennt. Andererseits ist ein hinreichender Abstand zur PWM-Frequenz
gegeben, sodass Quantisierungsfehler im Zeitbereich vermieden werden. Die ge-
wiinschte Bandbreite des Positionsreglers von f4,r>2Hz wird dadurch im dreh-
geberlosen Betrieb leicht unterschritten. Der Bandpassfilter weist bei der Durch-
lassfrequenz von f;,; = 2500 Hz eine Phasenverschiebung von —1665° auf. Diese
verzogert die Konvergenz des Rotorlageschédtzers und muss bei der Auswahl der
PI-Verstarkungsfaktoren des Beobachters Berticksichtigung finden.
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ABBILDUNG 5.11: Bode-Diagramm der drehgeberlosen Regelung im Vergleich zur
Basiskonfiguration
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5.3 Entwurf der fehlertoleranten Regelung

Der drehgeberlose Rotorlageschitzer kann als virtueller Sensor ergdnzend zu
Kap. 5.2 auch in eine fehlertolerante Regelung eingebunden werden. Hierdurch
kann ein fehlerhaftes, aber giiltiges Signal des LVDTs oder des Resolvers erkannt
und eine entsprechende Rekonfiguration eingeleitet werden. Die zusétzlich geschaf-
fene analytische Redundanz ermdglicht eine Triplexiiberwachung der Aktuatorpo-
sition. Sensorfehler werden durch ein Voting (von engl. abstimmen) detektiert und
per Mehrheitsentscheid zugleich isoliert. Der Ausfall eines einzelnen Positionssen-
sors ist durch den Weiterbetrieb in einem degradierten Reglermodus tolerierbar. Die
Integration des Voters in die allgemeine Reglerarchitektur ist in Abb. 5.12 darge-
stellt. Er stellt sicher, dass nur verldssliche Zustandsgrofien an den Kaskadenregler
riickgefiihrt werden.
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ABBILDUNG 5.12: Integration des Sensorvoters in die Reglerstruktur des Aktuators

5.3.1 Fehlerdiagnose und Rekonfiguration

Der Sensorvoter vergleicht den vom LVDT gemessenen Aktuatorhub mit zwei Ver-
gleichswerten, die auf der Messung sowie der Schidtzung der Rotorlage beruhen.
Ihnen liegen also vollends dissimilare Wirkprinzipien zugrunde. Es ergeben sich die
in Abb. 5.13 gezeigten analytisch-redundanten Werte fiir den Aktuatorhub Xrpra 1,
X¥emap und Xppra3. Der Rotorwinkel wird dabei unter Kenntnis der Getriebetiber-
setzung sowie der Polpaarzahl auf den Aktuatorabtrieb transformiert. Die auf eine
mechanische Rotorumdrehung beschréankte Resolvermessung wird in ein kontinu-
ierliches Positionssignal gewandelt. Die anfangliche Aktuatorposition muss zudem
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ABBILDUNG 5.13: Analytisch-redundante Berechnung des Aktuatorhubes
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von einem Absolutwertgeber bestimmt werden. Daher werden die auf der Rotorlage
beruhenden Vergleichswerte bei Systemstart =0 einmalig mit dem LVDT abgegli-
chen. Der Referenzwert wird also eingangs als fehlerfrei angesehen.

Sobald die Differenz zwischen den Vergleichswerten einen festgelegten Schwellwert
fiir einen Zeitraum von mindestens 10 ms tiberschreitet und eine eindeutige Isola-
tion des fehlerhaften Signals moglich ist, wird eine Rekonfiguration eingeleitet. Die
Steuerungslogik des Zustandsautomaten ist in Abb. 5.14 veranschaulicht. Im Falle

(Fehler LVDT

\ Ereignis _| Resolver-Positionsregelung:
|XEma1-XEMA2 |>400 um UND | XEMA =XEMA2

| Xema,1-XEMa,31>400 um o ies ol
fiir At=10 ms | Pel =PelRes
Nominalbetrieb _ _ _ _ _ | Fehler Resolver _ _ _ _ _
\ Aktion \ Aktion
Regler-Basiskonfiguration: |\ Ereignis _| drehgeberlose Regelung:
XEMA =XEMA,LVDT |¥Ema 1-XEMa2 | >400 um UND | Xema =Xema,LvDT
O;)Mnf =WMots Res | XEMA,2-XEMA,3 |>32,7 um (i)Mntf(r)Mot/Bcah
Pet =Pels Res flir At=10 ms L Pel =Pel, Beob
| Fehler Rotorlageschatzer
\ Aktion
\ Ereignis | Regler-Basiskonfiguration:
| XEMA, 1-XEMA,3 | >400 um UND {EMA =XEMA,LVDT
| yEMArZ'%EMA/S | >32,7 Hm E)Mot =@ Mot Res
fiir At=10 ms | Pet TPelrRes

ABBILDUNG 5.14: Voting und Rekonfiguration nach Positionssensorfehler

eines diagnostizierten LVDT-Fehlers findet eine Umschaltung in einen als Resolver-
Positionsregelung bezeichneten Modus statt. Ein Resolver-Fehler hat eine Umschal-
tung in den drehgeberlosen Betrieb nach Kap. 5.2 zu Folge. Eine fehlerhafte Rotorla-
geschiatzung bewirkt keine unmittelbare Rekonfiguration, sondern stoppt lediglich
die aktive Sensoriiberwachung.

Die Resolver-Positionsregelung erlaubt folglich einen Aktuatorbetrieb ohne Positi-
onssensor am Abtrieb. Der Positionsregler wird stattdessen durch den analytisch
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ABBILDUNG 5.15: Architektur der Resolver-Positionsregelung
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berechneten Aktuatorhub basierend auf der Resolvermessung geschlossen. Die Reg-
lerstruktur ist in Abb. 5.15 veranschaulicht. Im folgenden Kapitel wird auch die Per-
formance dieses degradierten Modus erprobt und bewertet.
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Kapitel 6

Ergebnisse

6.1 Untersuchung der Reglerperformance

Es hat eine ausgiebige experimentelle Erprobung der in Kap. 5.2 vorgestellten dreh-
geberlosen Regelung stattgefunden. Gleichermafien wurde die Resolver-Positions-
regelung aus Kap. 5.3.1 validiert, die im Falle eines LVDT-Ausfalles einen sicheren
Weiterbetrieb gewdahrleisten soll. Beide sensorminimalen Reglermodi werden der
konventionellen Basiskonfiguration aus Kap. 3.3 gegentiberstellt, die nach heutigem
Stand der Technik anhand anwendungsspezifischer Anforderungen entwickelt wor-
den ist. Fiir die Tests kam der in Kap. 3.1 erlduterte Querruderpriifstand zusam-
men mit dem eigenentwickelten elektromechanischen Aktuator zum Einsatz. Die
im Folgenden dargestellten Ergebnisse sind bereits in Teilen anderweitig veroffent-
licht [100].

6.1.1 Analyse im Frequenzbereich

Fiir die Bewertung der dynamischen Performance der Positionsregelung wird zu-
ndchst der Frequenzgang identifiziert. Zu diesem Zweck wird ein sinusformiges
Stellkommando x7,,, steigender Frequenz vorgegeben. In Relation zum Eingangs-
signal wird die resultierende Amplitudenverstiarkung und Phasenverschiebung der
Aktuatorbewegung xgpjr4 bestimmt. Abb. 6.1 offenbart, dass die Basiskonfigurati-
on sowie die Resolver-Positionsregelung bei mittlerem Aktuatorhub die hochsten
Bandbreiten aufweisen. Die Testergebnisse bestédtigen zundchst die Pramissen des
Aktuatorvorentwurfs und der Reglerauslegung. Mit einer —3 dB-Bandbreite von
3,0Hz wird die in Kap. 3.1.2 aufgestellte Anforderung von f, s >2 Hz bei einer Stel-
lamplitude von £ppra, 44 =4 mm erfiillt. Die tatsdchliche Aktuatordynamik ist aller-
dings geringfiigig schlechter, als in Kap. 3.3.1 prognostiziert. Hier wurde mit dem
Modell des geschlossenen Positionsregelkreises eine Bandbreite von 5,3 Hz errech-
net. Die Diskrepanz ist mit den Vereinfachungen des linearen Zustandsraummodells
zu erkldren und aufgrund unbekannter Streckenparameter im Vorentwurf kaum zu
vermeiden. So wird die reale Performance unter anderem von Reibung, einem nach-
giebigen Antriebsstrang mit endlicher Steifigkeit, mechanischer Lose und Totzeiten
beeintrachtigt, die im idealisierten Modell nicht berticksichtigt sind.

Der drehgeberlose Betrieb geht mit einer Reduktion der Bandbreite des Positi-
onsreglers einher. Sie betrdgt bei mittlerer Stellamplitude f=0,6 Hz und liegt da-
mit unterhalb des Zielwertes von fa,r>2Hz. Dies hitte eine Verschlechterung der
Flugeigenschaften zur Folge und wiirde insbesondere die Mandvriereigenschaften
(engl. handling qualities) des Luftfahrzeuges im Langsamflug beeintrachtigen. Ur-
sdchlich hierfiir sind die reduzierten Verstarkungsfaktoren des drehgeberlosen Reg-
lers. Die Modifikation war erforderlich, um die Frequenz der alternierenden Injekti-
on vom Signalspektrum des Stromreglers zu entkoppeln. Die gemessene Bandbreite
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Thpra = 4mm - sin(2m - f - t), F, = ON
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ABBILDUNG 6.1: Bode-Diagramm bei mittlerer Stellamplitude

entspricht dabei dem berechneten Erwartungswert des linearen Streckenmodells in

Abb. 5.11.
Der Einfluss der Stellamplitude auf die Bandbreite des Positionsreglers wird in
Tab. 6.1 aufgezeigt. Bei mittlerer Stellamplitude kann die Aktuatordynamik hinrei-

TABELLE 6.1: —3 dB-Bandbreite in Abhéngigkeit der Stellamplitude

Reglermodus Stellamplitude

04dmm 4mm —21,02...17,25mm
Basiskonfiguration 23Hz 3,0Hz 0,8Hz
Drehgeberlos * 0,6 Hz 0,6 Hz
Resolver-Positionsregelung 2,0Hz 3,0Hz 0,8Hz

*Kleine Stellamplituden nur unzureichend erreicht

chend genau durch lineare Modelle approximiert werden. Bei sehr kleinen und sehr
grofien Bewegungen treten allerdings nichtlineare Effekte in den Vordergrund. So
beinhaltet die Struktur des Kaskadenreglers in Abb. 3.19 einen funktionalen Regler-
baustein, der die maximale Motordrehzahl limitiert. Dies bewirkt bei grofsen Stel-
lamplituden fiir alle Reglermodi einen vorzeitigen Abfall der Amplitude im Bode-
Diagramm. Bei kleiner Stellamplitude wirken sich die Totzone des Positionsreglers
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und Reibung nachteilig auf die Bandbreite aus. Insbesondere der drehgeberlose Reg-
ler erreicht kleine Stellamplituden nur unzureichend. Eine konstante, dufsere Last
hatte in den durchgefiihrten Versuchen hingegen in keinem Reglermodus einen si-
gnifikanten Einfluss auf den Frequenzgang, sodass auf eine explizite Darstellung
verzichtet wird.

6.1.2 Analyse im Zeitbereich

Zur Analyse des Fiihrungsverhaltens der Positionsregelung im Zeitbereich werden
dem Aktuator Stellkommandos variierter Amplitude vorgegeben. Die Sprungant-
worten des Aktuators sind in Abb. 6.2 fiir die untersuchten Aktuatorhiibe darge-
stellt. In der Basiskonfiguration und der Resolver-Positionsregelung erfolgt stets ein
schnelles Verfahren auf die vorgegebene Position. Bei grofieren Verfahrwegen wird
dabei die im Geschwindigkeitsregler voreingestellte Maximaldrehzahl erreicht. Es
stellen sich bleibende Regelabweichungen in der Grofienordnung von 0,1 mm ein.
Dieser Wert entspricht der Breite der Totzone des Positionsreglers, die dem Haft-
gleiteffekt vorbeugen soll. Fortwdhrende Reibschwingungen, verbunden mit einer

(A) Kleiner Aktuatorhub (B) Mittlerer Aktuatorhub

0.4 —————— 4 - — =
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ABBILDUNG 6.2: Sprungantworten bei variierter Stellamplitude
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erhohten Regleraktivitat im Stillstand, treten dementsprechend nicht auf. Ein Uber-
schwingen iiber den vorgegebenen Aktuatorhub hinaus hat wie gewtinscht in kei-
nem Versuch stattgefunden. Dies ist besonders relevant beim Anfahren der minima-
len oder maximalen Stellposition, um eine Kollision mit den internen Endanschla-
gen des EMAs zu vermeiden. Die im vorigen Abschnitt erlduterte Reduktion der
Bandbreite im drehgeberlosen Reglermodus manifestiert sich auch in der Sprung-
antwort des EMAs. Die Anstiegszeit ist grundsétzlich grofser als in der Basiskon-
figuration. Insbesondere kleine Stellkommandos werden, wie in Abb. 6.2a gezeigt,
nicht ausreichend ausgefiihrt.

Es wird dariiber hinaus der Storeinfluss einer dufieren Kraft auf das Fithrungs-
verhalten des EMAs untersucht. Abb. 6.3 zeigt die Sprungantworten bei mittlerer
Stellamplitude unter helfender und unter Gegenlast im Vergleich zum lastfreien Be-
trieb aus Abb. 6.2b. Die Basiskonfiguration zeigt sich sehr robust und gibt nur we-
nig nach. Die Resolver-Positionsregelung weist bei einer Gegenlast von F; =10kN
eine groflere bleibende Regelabweichung von 0,22 mm auf. Dies ist auf eine elasti-
sche Verformung des Antriebsstranges zurtickzufiihren, die durch den antriebsseitig
positionierten Referenzsensor nicht kompensiert wird. Die drehgeberlose Regelung
gibt am stdrksten nach, fithrt das Stellkommando aber weiterhin zuverléssig aus.
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ABBILDUNG 6.3: Sprungantworten bei mittlerer Stellamplitude unter Last

Die drehgeberlose Regelung wird anhand der lastfreien Sprungantwort bei mitt-
lerem Aktuatorhub ndher untersucht. Wichtige dynamische Grofien des Rotorlage-
schétzers sind in Abb. 6.4 dargestellt und bestétigen seine korrekte Funktionsweise.
Beim Ausfahrvorgang auf xgy 4 =4 mm absolviert der PMSM 28 vollstiandige elektri-
sche Umdrehungen. Zur besseren Illustration ist die absolute Motorposition zusatz-
lich auf ein 360°-Intervall projiziert. Es wird ersichtlich, dass sowohl die Rotorlage
als auch die Winkelgeschwindigkeit mit hoher Genauigkeit reproduziert werden.
Dabei wird phasenweise das erweiterte Gegen-EMK- oder das alternierende Injekti-
onsverfahren angewendet. Die Steuerungslogik nach Kap. 5.2.4 schaltet beim Errei-
chen voreingestellter Grenzdrehzahlen zuverldssig zwischen den Schitzverfahren
um. Hierbei sind keine signifikanten Transitionsvorgénge erkennbar. Das erweiterte
Gegen-EMK-Verfahren erreicht bei der maximal erreichten Drehzahl seine hochs-
te Genauigkeit. Da der Signalgehalt der Gegen-EMK proportional zur Winkelge-
schwindigkeit ansteigt, entspricht dies auch der Erwartung. Die Geschwindigkeits-
schiatzung weist trotz einer allgemein hohen Giite einen geringen Schleppfehler auf.
Die Ursache hierfiir ist in der begrenzten Dynamik der Beobachterstrukturen der
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verwendeten Schatzverfahren nach Kap. 5.2.2 und Kap. 5.2.3 zu suchen. Gleichzei-
tig garantieren diese aber auch ein gute Rauschunterdriickung.
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ABBILDUNG 6.4: Detailanalyse der drehgeberlosen Regelung

6.1.3 Statische Hysterese der Positionsregelung

Das statische Hystereseverhalten der untersuchten Reglermodi wird auf zwei We-
gen aufgezeigt. Zum einen wird dem lastfreien Aktuator ein sinusférmiges Be-
wegungsprofil geringer Frequenz vorgegeben. Der resultierende Positionsfehler
ist in Abb. 6.5a visualisiert. Er ergibt sich aus der Abweichung von der Ideallinie
XEMA=Xpp - Zum anderen wird eine sinusformige Last geringer Frequenz appli-
ziert, wahrend der Aktuator in seiner Neutralstellung verweilt. Statische Positio-
nierungsfehler unter Last duflern sich in Abweichungen von der Ausgangsposition
xema=0in Abb. 6.5b. Im lastfreien Betrieb stellt sich fiir die Basiskonfiguration und
die Resolver-Positionsregelung eine Hysteresebreite von 0,2 mm ein. Dies entspricht
genau der zweifachen Breite der Totzone des Positionsreglers. Die drehgeberlose
Regelung weist eine grofiere Hysterese auf. Neben dem Einfluss der Totzone macht
sich das herabgesetzte Fiihrungsverhalten beim Folgen kleiner Stellkommandos be-
merkbar. Hierdurch kommt es in geringem Ausmafse auch zu einem Haftgleiten, bei
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(A) Variation der Aktuatorposition: (B) Variation der Last:
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ABBILDUNG 6.5: Statische Hysteresekurven

dem Fehlstellungen ruckartig korrigiert werden. Auch unter Last wird die Hyste-
resekurve der Basiskonfiguration von dem Einfluss der Totzone dominiert. Bei der
Resolver-Positionsregelung vergrofiert sich die Fehlstellung des Aktuators dartiber
hinaus durch die elastische Verformung des mechanischen Antriebsstranges. Die
applizierte Last erhoht den Positionierungsfehler nach Abb. 6.5b um 13 um pro kN.
Aus dem Kehrwert des Steigungskoeffizienten ldsst sich die abtriebsseitige Steifig-
keit des Antriebs zu kgpra=77 - 10° Nm~! bestimmen. Die drehgeberlose Regelung
gibt unter Last am stdrksten nach und weist dementsprechend die stiarkste Hysterese
auf.

6.1.4 Systemverhalten unter Last

Der EMA sollte dynamischen Anderungen der Aktuatorlast widerstehen und die
vorgegebene Position moglichst beibehalten. In Abb. 6.6 wird die Auswirkung eines
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ABBILDUNG 6.6: Nachgiebigkeit der Positionsregelung unter Last
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sprunghaften Anstiegs der Last auf den Aktuatorhub veranschaulicht. Der Aktua-
tor profitiert dabei von der guten Storunterdriickung vermaschter Reglerstrukturen.
Das generierte Drehmoment des PMSM wird dadurch ziigig der erhohten Last an-
gepasst. Die Basiskonfiguration gibt nur bis zum Erreichen der Totzonengrenze von
0,1 mm nach. Es tritt ein geringes Uberschwingen auf, welches aber schnell durch
den Positionsregler ausgeglichen wird. Bei der Resolver-Positionsregelung wird
die Motorposition nicht der elastischen Verformung des Antriebsstranges nach-
gefiihrt, sodass sich ein leicht erhohter, bleibender Positionierungsfehler einstellt.
Die drehgeberlose Regelung gibt unter Last am stiarksten nach. Die Nachgiebigkeit
der Resolver-Positionsregelung sowie der drehgeberlosen Regelung skaliert mit der
applizierten Kraft.

Die Performance der drehgeberlosen Regelung unter Last wird gesondert analy-
siert. Es wird eine Beeintrachtigung der Rotorlageschiatzung beim alternierenden In-
jektionsverfahren festgestellt, welches gemafd Abb. 6.7 mit steigender Last an Genau-
igkeit verliert. Bei einer Kraft von 19,5 kN steigt der Schétzfehler im Versuch auf tiber
40° und fiihrt zu einem Versagen der drehgeberlosen Regelung. Die in Kap. 3.1.2 ge-
forderte maximale Betriebslast von Fy 4,=26,7 kN wird dadurch im drehgeberlosen
Betrieb nicht erreicht. Landsmann fiihrt den Fehlwinkel auf eine séttigungsbeding-
te, zunehmende Entkopplung der Anisotropie- von der Rotorachse bei steigender
Stromstarke zurtick [41]. Zudem bewirkt die Einpragung der Querstromkomponen-
te i; in die fehlerhaft geschdtzte Koordinatenrichtung eine nachteilige Veranderung
der Sittigungsverhéltnisse. Die Uberlagerung einer Léngsstromkomponente i ; nach
Kap. 5.2.5 verstarkt diesen Effekt zusdtzlich. Die Gleichsetzung von Anisotropie-
und Rotorachse ist also strenggenommen nur im stromlosen Betrieb statthaft und
kann unter hoher Last die Instabilitdt anisotropiebasierter Schatzverfahren zur Fol-
ge haben.
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ABBILDUNG 6.7: Fehlwinkel des alternierenden Injektionsverfahrens unter Last

6.1.5 Reprisentatives Flugprofil

Die Regler wurden tiiber einen lingeren Zeitraum in einem realitdtsnahen Anwen-
dungsszenario erprobt. Hierbei wird ein Referenzflugprofil vorgegeben, welches ty-
pische Stellkommandos fiir alle Roll- und Flugphasen eines circa zweistiindigen
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Kurzstreckenfluges nachbildet und den Luftlasten entsprechende Ruderscharnier-
momente appliziert. Die kommandierten Querruderausschldge und die resultieren-
den Aktuatorkréfte sind in den oberen beiden Diagrammen von Abb. 6.8 darge-
stellt. Die grofsten Ausschldge finden in der Vorflugkontrolle sowie bei Start und
Landung statt. Neben der primédren Rollfunktion tibernimmt das multifunktiona-
le Querruder in diesem Profil auch Aufgaben der sekundiren Flugsteuerung. So
werden die Querruder im Langsamflug gleichsinnig nach unten ausgelenkt (engl.
aileron droop) und wirken damit neben den Flaps als zusétzliche Auftriebshilfe.
Unmittelbar nach dem Aufsetzen findet ein symmetrischer Vollausschlag nach oben
statt, der die Luftbremsenfunktion der Spoilerklappen erginzt und Auftrieb ver-
nichtet. Im Reiseflug wirken hingegen Auftriebskrifte auf das Querruder, sodass
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ABBILDUNG 6.8: Reglerperformance im Referenzflug
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der EMA nahezu durchgehend einer Zugbelastung ausgesetzt ist. Das Testprofil bil-
det insgesamt einen durchschnittlichen Flug mit geringer Turbulenz und wenig Kur-
venflug nach. Der im Referenzflug auftretende kumulierte Positionsfehler wird nach
der Betragssummennorm [ |x},,4 — Xgmaldt [m - s] ausgewertet. Die Basiskonfigu-
ration erreicht hinsichtlich dieses Kriteriums die hochste Regelgiite. Die drehgeber-
lose und die Resolver-Positionsregelung weisen vergleichbare Positionierungsfehler
auf. Positionsfehler unterhalb von 0,1 mm werden von keinem Regler aktiv ausge-
glichen, sodass sich in jedem Modus eine bleibende Regelabweichung einstellt. Die
Resolver-Positionsregelung weist dariiber hinaus eine systematische Regelabwei-
chung unter anliegender Auftriebslast am Querruder auf. Die drehgeberlose Rege-
lung folgt zudem neuen Steuereingaben weniger dynamisch, sodass sich der kumu-
lierte Positionsfehler insbesondere in Phasen hoher Steuerflichenaktivitat erhcht. In
der Basiskonfiguration und der Resolver-Positionsregelung treten Verbrauchsspit-
zen auf, die kurzzeitig die Leistungsbegrenzung des EMAs von 2160 W erreichen.
Der drehgeberlose Regler hingegen weist einen gesteigerten Grundverbrauch auf.
Die Detailanalyse der drehgeberlosen Regelung in Abb. 6.9 offenbart, dass im Re-
ferenzflug iiberwiegend das alternierende Injektionsverfahren zum Einsatz kommt.
Die geringe Aktuatorgeschwindigkeit erlaubt in der Regel nicht die Auswertung der
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ABBILDUNG 6.9: Detailanalyse der drehgeberlosen Regelung im Referenzflug
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erweiterten Gegen-EMK. Dadurch treten fast durchgehend Injektionsverluste auf,
die den Energieverbrauch des EMAs erhohen. Dartiiber hinaus wird bei einem hohen
Antriebsdrehmoment eine zusétzliche Stromkomponente in Rotorldngsrichtung i,
eingepragt, welche den Leistungsbedarf weiter erhoht. Die Schatzung von Rotorla-
ge und Geschwindigkeit funktioniert durchgehend fehlerfrei und weist eine hohe
Genauigkeit auf. Da die Schitzung grundsatzlich der realen Motorbewegung nach-
lauft, stellen sich in Phasen erhohter Stellaktivitat auch grofiere Schétzfehler ein. Die
geschitzten Zustandsgrofien konvergieren aber ziigig gegen ihren Referenzwert.

6.2 Fehlerdiagnose und Rekonfiguration

Die fehlertolerante Regelung nach Kap. 5.3 setzt eine zuverldssige Diagnosefahig-
keit voraus, um das System nach Auftreten eines Sensorfehlers in einen sicheren,
degradierten Reglermodus zu tiberfiihren. Einerseits miissen fehlerhafte, aber giilti-
ge Signale eines Positionssensors schnell detektiert und isoliert werden. Gefdhrliche
Fehlerfolgen miissen durch eine rasche Rekonfiguration vermieden werden. Ande-
rerseits darf im fehlerfreien Zustand keine unbeabsichtigte Degradation des Systems
durch Fehlalarme auftreten. Im folgenden Abschnitt werden zunéchst die Folgen ei-
nes unerkannten Fehlers des Resolvers oder des LVDTs aufgezeigt. Danach wird die
Funktionsfahigkeit des Voting-Algorithmus und die darauffolgende Rekonfigurati-
on mittels softwareseitiger Injektion von Fehlersignalen getestet. Abschlieflend wird
die Einhaltung der Fehlergrenzen im fehlerfreien Zustand im Versuch verifiziert.

6.2.1 Folgen eines unerkannten Positionssensorfehlers

Sowohl der Resolver als auch der LVDT iibernehmen im Querruderaktuator sicher-
heitskritische Funktionen. Ohne eine geeignete Mitigationsstrategie kann ihr Ver-
sagen gefdhrliche Fehlerfolgen nach sich ziehen. Dies wird fiir den Resolver im
Versuch demonstriert. Eine Fehlfunktion wird dabei softwareseitig durch die Ad-
dition eines mechanischen Fehlwinkels von 240° simuliert. Dies entspricht 1200° in
elektrischen Koordinaten. Ein derartiger, nicht detektierter Resolver-Offset bewirkt
zwangslaufig ein Durchgehen (engl. powered runaway) des Motors, wenn die feh-
lerhaft erfasste Rotorlage eine Stromvektoreinpragung in entgegengesetzte Koordi-
natenrichtung bewirkt. Hierdurch wird ein gegenldufiges Drehmoment erzeugt, das
in Abb. 6.10 eine Mitkopplung des Kaskadenreglers verursacht. Der im Stillstand
anfanglich kleine Positionsfehler wird durch den Stromregler verstarkt. Dieser be-
wirkt durch die Verdrehung des Stromvektors eine Beschleunigung in die falsche
Drehrichtung und folgt seinem Referenzwert dabei nur scheinbar. Im Zusammen-
spiel mit den dariiberliegenden Reglerkaskaden ist der Effekt selbstverstarkend. In
der Folge wird der Aktuator mit maximaler Leistung entgegen der kommandierten
Drehrichtung gegen seinen Endanschlag gefahren. Bei der Kollision besteht je nach
Bauweise der Anschldge das Risiko mechanischer Schdaden und des Klemmens in
der Endposition. Im Experiment wird beim Uberschreiten des maximalen Aktuator-
hubs die Notabschaltung des Priifstandes ausgelost. Bleibt eine Abschaltung aber
aus, drohen in kiirzester Zeit Schaden an den Motorwicklungen durch Uberhitzung.
Zudem besteht das Risiko einer temperaturbedingten, dauerhaften Entmagnetisie-
rung der Permanentmagnete.

Ein eingefrorenes, aber giiltiges Resolversignal fiihrt hingegen zu einer Strom-
vektoreinpragung fester Raumrichtung. Der Rotor richtet seine Langsachse entlang
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ABBILDUNG 6.10: Powered runaway in Folge eines Resolver-Offsets

des Stromvektors aus und blockiert den Aktuator. Dabei besteht wiederum das Risi-
ko einer Uberhitzung durch einen unkontrollierten Anstieg des Motorstromes. Die-
ser wird durch anwachsende Regelabweichungen der vermaschten Positions- und
Geschwindigkeitsregler forciert.

Die Folgen eines korrumpierten LVDT-Signals sind vergleichsweise trivial, wes-
halb auf entsprechende Tests verzichtet wird. Ein Offset-Fehler wiirde zu einer ent-
sprechenden Fehlstellung des Aktuators fithren. Hinreichend grofSe Offsets konnen
zudem Kollisionen mit den internen Endanschlige des EMAs provozieren. Ahn-
lich dem Versagen des Resolvers besteht dabei die Gefahr mechanischer Schaden
und der Uberhitzung des PMSMs. Ein eingefrorenes, aber giiltiges LVDT-Signal hét-
te die Instabilitat des Positionsreglers zur Folge mit dem Endeffekt eines powered
runaways.
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6.2.2 Rekonfiguration nach Auftreten von Positionssensorfehlern

Die Steuerungslogik des Voting-Algorithmus zur Erkennung von Positionssensor-
fehlern und anschlieflender Rekonfiguration nach Kap. 5.3.1 wird mittels Einpra-
gung kiinstlicher Fehlersignale am Priifstand erprobt. Dies ist in Abb. 6.11 darge-
stellt. In separaten Versuchen wird die Fehlfunktion des LVDTs, des Resolvers sowie
des Rotorlageschitzers als zusatzlichem virtuellen Sensor simuliert. Dabei werden
dem Positionssignal ein Offset von 0,5 mm und der Motorposition ein Fehlwinkel
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ABBILDUNG 6.11: Rekonfiguration nach Positionssensorfehler
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von 240° {iberlagert. Die Offsets bewirken einen unmittelbaren Ausschlag des je-
weiligen Fehlerindikators ¥gp4 von der wahren Aktuatorposition zum Zeitpunkt
der Fehlerinjektion. Dadurch erkennt das Diagnoseverfahren schnell ein Sensorver-
sagen und isoliert das fehlerhafte Signal. Mit der eindeutigen Fehlerisolation geht
die gewtinschte Rekonfiguration in einen sicheren Reglermodus entsprechend der
Logik des Zustandsautomaten einher. Die Zeitspanne zwischen Fehlerinjektion und
Rekonfiguration betrug bei allen durchgefiihrten Tests maximal 22 ms. Die schnel-
le Rekonfiguration konnte kritische Fehlerfolgen wie einen powered runaway bei
Fehlfunktion des LVDTs oder des Resolvers zuverldssig unterbinden. Die Transiti-
on in den neuen Reglermodus macht sich durch die schnelle Umschaltung lediglich
durch kurzzeitige Stromspitzen bemerkbar. Diese rufen aber keine unkontrollierten
Rotorbewegungen signifikanten Ausmafles hervor. Es bleibt dennoch anzumerken,
dass Sensorfehler hinreichend grofs sein miissen, damit die Fehlerresiduen ihre vor-
eingestellten Schwellwerte tiberschreiten.

6.2.3 Einhaltung der Fehlergrenzwerte im Nominalbetrieb

Fiir die Anwendung der Fehleriiberwachung ist es essenziell, dass Fehlalarme im
fehlerfreien Nominalbetrieb vermieden werden. Hierfiir wurde die Einhaltung der
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ABBILDUNG 6.12: Sensortiberwachung im Referenzflug
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Fehlergrenzwerte in einem realitditsnahen Anwendungsszenario verifiziert. Das
erste Diagramm in Abb. 6.12 zeigt die Aktuatorposition wahrend des bereits in
Kap. 6.1.5 eingefiihrten Referenzfluges. Darunter sind die drei Fehlerresiduen des
Sensorvoters mit den zugehorigen Schwellwerten dargestellt. Die Residuen bleiben
generell innerhalb ihrer Grenzwerte?®, sodass keine Fehlalarme ausgelost werden.
Die beiden oberen Residuen bilden die kausale Beziehung zwischen der Motorpo-
sition und dem Aktuatorhub ab. Diese wird unter Last durch die elastische Ver-
formung des Antriebsstranges verfélscht, sodass die Residuen wéhrend des Fluges
eine systematische Abweichung von der Nulllinie von —13 pm pro kN aufweisen.
Dementsprechend grof$ muss der Schwellwert gewahlt werden, um auch bei hoher
Aktuatorlast keine Fehlalarme zu provozieren. Das dritte Residuum vergleicht die
gemessene Motorposition mit ihrem Schiatzwert. Die hohe Genauigkeit der drehge-
berlosen Rotorlageschidtzung erlaubt dabei eng gesetzte Fehlergrenzen.

6.3 Diskussion

In diesem Kapitel wurde die Machbarkeit der drehgeberlosen Regelung elektrome-
chanischer Flugsteuerungsaktuatoren mit dem Konzept aus Kap. 5.2 experimen-
tell nachgewiesen. Die gewihlte Umsetzung erweist sich auch bei realitdtsnahen
Bewegungs- und Lasttrajektorien als robust und zuverldssig. In dem betrachteten
Anwendungsfall kommt fast ausschliefilich das alternierende Injektionsverfahren
zum Einsatz. Bei diesem besteht allerdings ein Zielkonflikt zwischen einer robus-
ten Rotorlageschdtzung und einer hohen Reglerbandbreite. Die dynamischen Eigen-
schaften des drehgeberlosen Reglermodus bleiben dadurch hinter dem Vergleichs-
regler zuriick. In der Applikation am Querruder hitte dies eine Verschlechterung
der Flug- und Manovriereigenschaften zur Folge und wiirde das Risiko pilotindu-
zierter Oszillationen (PIOs) erhohen. Zudem erhoht das anisotropiebasierte Schitz-
verfahren durch zusitzliche Injektionsverluste den Energieverbrauch. Es werden
daher Mafinahmen diskutiert, die zu einer Verbesserung der Reglerperformance im
drehgeberlosen Betrieb beitragen konnen.

Einerseits kann die Frequenz der alternierenden Injektion angehoben werden,
wodurch dem Kaskadenregler ein grofieres Frequenzspektrum zur Verfiigung stiin-
de. Bei der Anniherung der Injektions- an die PWM-Frequenz miissen dann Quan-
tisierungsfehler im Zeitbereich aufgrund der weniger dichten Abtastfolge des si-
nusformigen Injektionssignal mitberticksichtigt werden. Der Grenzfall ist nach dem
Abtasttheorem bei der halben PWM-Frequenz erreicht und markiert den Ubergang
zu einer Rechteckinjektion. Alternativ kann selbstverstandlich ebenfalls die PWM-
Frequenz erhoht werden. Andererseits sind auch jiingere Ansétze der anisotropieba-
sierten Rotorlageschiatzung wie die in Kap. 2.3.5 beschriebene Klasse der beliebigen
Injektionsverfahren sehr vielversprechend. Sie konnten helfen, die inhédrente Beein-
trachtigung der Basisregelfunktion durch sinusférmige Injektionsverfahren zu tiber-
winden und Injektionsverluste minimieren. Ein weiterer wichtiger Faktor fiir die
Performance der drehgeberlosen Motorregelung ist die Bauform des Motors selbst.
Der Signalgehalt des demodulierten Stromes steigt bei injektionsbasierten Verfahren

26 Bei t=8 min und #=92 min wurden zwei isolierte, abweichende Datenpunkte des Rotorlageschat-
zers aufgezeichnet. Es ist unklar, ob diese Datenpunkte Fehler der Messdatenerfassung oder wirk-
liche, fehlerhafte Schitzwerte darstellen. Fehlermonitore wiirden in keinem Fall auslosen, da eine
Verletzung der Schwellwerte fiir mindestens 10 ms erfolgen muss.
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mit der Grofie des Anisotropiekoeffizienten. Im Umkehrschluss erlaubt ein stark ani-
sotroper Motor kleinere Injektionsamplituden und triige damit direkt zu einer Sen-
kung des Energieverbrauches bei. Die Anisotropieeigenschaften sollten daher bes-
tenfalls schon im frithen Motorentwurf optimiert werden. Hierdurch kénnte auch
der tiberhaupt fiir den drehgeberlosen Betrieb geeignete Betriebsbereich des PMSM
maximiert werden. Die in Kap. 4.1 entwickelte Methode der simulationsbasierten
Anisotropieidentifikation stellt dafiir das passende Werkzeug fiir den Vorentwurf
bereit. Dartiiber hinaus offenbaren die Versuche einen systematischen Schitzfehler
bei hohen Motorstromen, der allen anisotropiebasierten Verfahren zu eigen ist [41].
Dieser sollte vermessen und kompensiert werden, um auch unter hoher Last eine
stabile drehgeberlose Regelung hoher Genauigkeit zu gewahrleisten.

In den Versuchen wurde gleichfalls die Performance der fehlertoleranten Rege-
lung nach Kap. 5.3 unter Beweis gestellt. Die Fehlererkennung funktioniert zuver-
lassig, sodass nach dem Versagen eines Positionssensors der sichere Weiterbetrieb in
einem degradierten Reglermodus gewéhrleistet ist. Die Resolver-Positionsregelung
erreicht in den Tests nahezu die gleiche Regelgiite wie die Basiskonfiguration und
erweist sich damit als geeigneter Betriebsmodus nach Versagen des LVDTs. Sowohl
das Sensorvoting als auch die Resolver-Positionsregelung beruhen auf einer Schit-
zung des Aktuatorhubs auf Basis des Rotorwinkels. Beide konnten von einer analy-
tischen Korrektur der elastischen Verformung des Antriebsstranges profitieren. Als
Referenzwert bote sich dafiir die Kraftmessung am Aktuatorabtrieb oder die Strom-
messung des PMSM an. Eine Kompensation kénnte die Eigenschaften der Resolver-
Positionsregelung dem Vergleichsregler weiter angleichen. Zudem erlaubt sie ei-
ne Reduzierung der Fehlergrenzen, sodass auch kleine Fehlwinkel unterhalb von
Pme=220° diagnostiziert wiirden. Verfahren der drehgeberlosen Rotorlageschédtzung
tragen im erprobten Konzept substanziell zur Betriebssicherheit des elektromecha-
nischen Aktuators bei. Sie konnen Ansitze fiir eine ganzheitliche Aktuatoriiberwa-
chung sinnvoll erganzen.

Die validierten Konzepte dieser Arbeit lassen sich ebenso auf andere in Kap.2.1.5
identifizierte Applikationen elektromechanischer Aktuatoren in Luft- und Raum-
fahrt tibertragen. Das vielfiltige Spektrum moglicher Anwendungsfille fiir drehge-
berlose Reglerverfahren geht weit iiber elektrische Antriebe in der priméaren Flug-
steuerung hinaus und ist zudem nicht nur auf Flichenflugzeuge beschrankt. Insbe-
sondere Anwendungen mit nur kurzzeitigen Nutzungsphasen nahe dem Stillstand
kommen dem Wirkprinzip hybrider Rotorlageschitzer entgegen.
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Kapitel 7

Zusammenfassung

Die Transformation zu einer nachhaltigeren Luftfahrt erfordert eine tiefgreifende
Anpassung der Systemarchitektur grofier Passagierflugzeuge. Elektrifizierte Bord-
systeme gelten dabei als Schliisseltechnologie, um das more electric aircraft der
ndchsten Generation zu ermoglichen. Steuerflichen der primédren und sekundéren
Flugsteuerung werden derzeit allerdings meist noch durch konventionelle Aktuato-
ren betatigt, die aus zentralen Hydraulikkreisldufen mit Energie gespeist werden. So
dominieren elektrisch-hydraulische Servoaktuatoren die Systemarchitektur heuti-
ger fly-by-wire Flugsteuerungen. In Zukunft werden voraussichtlich aber elektrisch
versorgte power-by-wire Aktuatoren weiter an Bedeutung gewinnen. Elektrome-
chanische Aktuatoren befinden sich vereinzelt bereits in der sekunddren Flugsteue-
rung im serienméfiigen Einsatz. Intensive Anstrengungen werden auf nationaler
und europdischer Ebene zur Reifmachung der Technologie auch fiir primédre Steu-
erflaichen unternommen. Ein besonderer Fokus liegt dabei auf dem Querruder. Eine
Herausforderung ist das Erreichen einer hohen Zuverldssigkeit und Lebensdauer
fiir diese sicherheitskritische Anwendung bei gleichzeitiger Minimierung von Bau-
raum, Gewicht und Kosten. Auch die aufwéndige Sensorik trdgt zu einer hohen
Systemkomplexitat elektromechanischer Antriebe bei. Die feldorientierte Regelung
des Permanentmagnet-Synchronmotors erfordert jederzeit die Information tiber den
Lagewinkel der Rotors. Dieser wird in der Regel mit einem Drehgeber, in den meis-
ten Fallen einem Resolver, im Betrieb gemessen. In dieser Arbeit wird untersucht, ob
stattdessen ein analytischer Rotorlageschétzer eine drehgeberlose Positionsregelung
ermoglichen kann. Dieser konnte den physischen Positionssensor auf der Motorwel-
le einerseits vollstindig substituieren. Andererseits konnte er auch eine zusétzliche
analytische Redundanz schaffen, um die Fehlfunktion eines Positionssensors zu
erkennen und den sicheren Weiterbetrieb zu gewéahrleisten.

Die Schitzung des Rotorlagewinkels durch eine methodische Auswertung von
Strom- und Spannungssignalen ist seit geraumer Zeit Gegenstand intensiver For-
schung, sodass in der Literatur eine Vielzahl unterschiedlicher Ansatze existiert. Ei-
ne besondere Relevanz haben anisotropie- und grundwellenbasierte Verfahren er-
langt. Anisotrope Elektromotoren weisen eine {iber den Rotorumfang ungleich ver-
teilte Induktivitit auf, die typischerweise in der Querachse des Rotors am stirks-
ten ausgepragt ist. Rotorlageschétzer nutzen diese magnetische Asymmetrie aus,
wenn sie spezifische Spannungsmuster injizieren und den Rotorwinkel aus der Stro-
mantwort demodulieren. Die historische INFORM-Methode appliziert sequentiell
Spannungspulse in die Motorspulen und wertet die Raumrichtung der Antwort-
vektoren aus. Abtraglich ist allerdings eine diskontinuierliche Unterbrechung der
Stromregelung. Sinusformige Injektionsverfahren hingegen speisen die Signale so
hochfrequent ein, dass die Stromantwort vom Frequenzspektrum des Basisreglers
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separierbar bleibt. Dies ermoglicht eine unterbrechungsfreie Regelung im drehge-
berlosen Betrieb. Zu dieser Verfahrensklasse gehoren die rotierende und die alter-
nierende Injektion. Das rotierende Injektionsverfahren appliziert einen umlaufen-
den Spannungsvektor in statorfesten Koordinaten und identifiziert die Hauptachse
der resultierenden, ellipsoiden Stromantwort. Das alternierende Injektionsverfahren
speist eine sinusformige, oszillierende Spannung in rotorfeste Achsenrichtung ein
und detektiert eine Verdrehung des Antwortvektors. Einen neuartigen Ansatz stellt
das beliebige Injektionsverfahren dar, welches eine diskretisierte Form der Motor-
spannungsgleichung auswertet. Das Injektionsmuster ist wegen der Allgemeingiil-
tigkeit des Motormodells frei wiahlbar, sofern die applizierte Spannung hinreichen-
de Stromgradienten anregt. Bei ausreichend hoher Motordrehzahl bietet sich eine
passive, grundwellenbasierte Rotorlageschdatzung an. Sie beruht auf der Auswer-
tung der Gegen-EMK. Dieser Spannungsvektor wird vom drehenden Rotor in die
Motorphasen induziert und zeigt in Richtung der Rotorquerachse. Die Berechnung
des Lagewinkels ist durch direkte Losung der Motorspannungsgleichung moglich
und basiert entweder auf der Integration oder der Differenzierung der Strangstro-
me. Eine hohere Genauigkeit kann durch die Auswertung der sogenannten erwei-
terten Gegen-EMK erreicht werden, die zusédtzlich auch Anisotropieeigenschaften
des PMSMs miteinbezieht.

Als Anwendungsfall fiir neu entwickelte Reglerverfahren wird die elektro-
mechanische Aktuierung des Querruders eines grofien Passagierflugzeuges aus-
gewdhlt. Fiir dessen Erprobung wird ein Querruderpriifstand errichtet, der die
parallel-redundante Betitigung der Steuerfliche durch zwei Linearaktuatoren er-
laubt. Der hochinstrumentierte Priifstand bildet realitdtsnah die Steuerflaichenkine-
matik und mechanische Anschlussparameter nach. Représentative Luftlasten kon-
nen durch hydraulische Lastzylinder simuliert werden. Anhand typischer Dyna-
mikanforderungen wird ein elektromechanischer Testaktuator mit einer Bandbreite
von iiber 2 Hz entwickelt und in den Priifstand integriert. Der Antriebsstrang des
EMAs umfasst einen Permanentmagnet-Synchronmotor mit radial ausgerichteten,
vergrabenen Magneten, ein zweistufiges Stirnradgetriebe und eine Kugelumlauf-
spindel, die aus der Rotation der Abtriebswelle einen Linearhub erzeugt. Zwei
redundante EMAs an einer Steuerfldche sollten grundsatzlich in einer Aktiv-Aktiv-
Konfiguration betrieben werden. Im Vorentwurf ist aber trotzdem der Aktiv-Passiv-
Betrieb nach Ausfall eines Aktuators dimensionierend. Der Elektromotor muss fiir
diesen Fehlerfall ein zusitzliches Antriebsdrehmoment vorhalten. Dieses wird fiir
das Halten der gesamten Luftlast sowie das dynamische Verfahren des trdagen, pas-
sivierten Aktuators im ineffizienten Reversierbetrieb benotigt. Der entwickelte EMA
wird mit einer Leistungselektronikeinheit, bestehend aus einem Wechselrichter und
einem Messboard fiir Strome und Spannungen, betrieben. Das Verhalten der Sys-
temkomponenten wird durch Differenzialgleichungen beschrieben und daraus ein
lineares Zustandsraummodell des Gesamtaktuators abgeleitet. Das Modell dient als
Grundlage fiir den Entwurf eines Basisreglers. Dieser wird den neuen drehgeberlo-
sen und fehlertoleranten Reglermodi im Verlauf dieser Arbeit als Vergleichsregler
dienen. Es wird eine konventionelle Kaskadenregelung mit vermaschten Regelstre-
cken fiir Strome in Langs- und Querrichtung des Rotors, Winkelgeschwindigkeit
der Rotorwelle und Aktuatorposition implementiert. Die daraus generierten Span-
nungsvorgaben werden mit dem Raumzeigermodulationsverfahren SVPWM in dis-
krete Schaltsignale des Frequenzumrichters tibersetzt und auf die drei Motorphasen
appliziert.

Fiir die drehgeberlose Regelung bis zum Stillstand sollte der PMSM des Testak-
tuators eine ausgeprégte Anisotropie aufweisen. Die Motoreigenschaft wird daher
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fir den gesamten Betriebsbereich des Motors identifiziert. Sie wird insbesondere
durch die Magnettopologie des Rotors bestimmt und durch magnetische Eisensatti-
gung aufgrund hoher Motorstrome beeintrachtigt. Bei Maschinen mit konzentrier-
ter Wicklung ist aufierdem die Ausrichtung des Rotors zu den Statornuten von Be-
deutung. Eine hinreichend starke Anisotropie im Arbeitspunkt, also eine verschie-
den grofie differentielle Induktivitdt in Rotorquer- und Langsrichtung, ist also die
Grundvoraussetzung fiir eine robuste Rotorlageschiatzung. Differentielle Induktivi-
taten werden bei variierten Stromen und Rotorwinkeln bestimmt und daraus der
Anisotropiekoeffizient errechnet. Die Identifikation wird sowohl im Laborversuch
als auch simulativ durchgefiihrt. Bei der Testmethode werden dafiir bei arretierter
Rotorwelle hochfrequente Wechselstrome in Rotorquer- und Langsrichtung einge-
pragt und Strom- und Spannungssignale methodisch ausgewertet. Alternativ wird
die zweidimensionale Finite-Elemente-Methode angewendet, die simulativ die ma-
gnetische Flussverteilung der Rotor-Stator-Kombination bestimmt und gleicherma-
flen Riickschliisse auf die Induktivitdt zuldsst. Durch Interpolation der Stiitzstel-
len wird ein Anisotropiemodell abgeleitet, das den gesamten Betriebsbereich des
PMSM abdeckt. Das Modell bestitigt eine signifikante Anisotropie im stromlosen
Ausgangspunkt. Ein hoher drehmomentbildender Strom in Rotorquerachse fiihrt al-
lerdings zu einem Verlust der Anisotropieeigenschaft. Die Uberlagerung eines Stro-
mes in positive Rotorldngsachse verstarkt das magnetische Feld der Permanentma-
gneten und bewirkt dadurch eine starken, séattigungsbedingte Erhohung des Aniso-
tropiekoeffizienten. Die Variation der Rotorstellung offenbart zudem eine deutliche
Schwankungsbreite {iber einer elektrischen Motorumdrehung. Die Test- und die Si-
mulationsmethode attestieren dem PMSM in guter Ubereinstimmung die Eignung
fiir anisotropiebasierte Verfahren zur Rotorlageschiatzung.

Viele Schitzverfahren verlangen die prézise Injektion von Spannungsmustern
und die genaue Kenntnis der Phasenspannungen. Da in der Regel aber keine Mes-
sung der Phasenspannungen vorgesehen ist, werden stattdessen die kommandier-
ten Sollwerte verwendet. Diese werden aber insbesondere durch Tot- und Verriege-
lungszeiten der Schaltelemente des Wechselrichters verféalscht. Die Fehlspannungen
werden daher fiir jede Motorphase experimentell mit einem Blackbox-Ansatz iden-
tifiziert und stromabhidngige Kompensationskurven aufgestellt.

Fiir den Testaktuator wird ein hybrider Rotorlageschitzer implementiert, der so-
wohl ein anisotropie- als auch ein grundwellenbasiertes Verfahren nutzt. Da ani-
sotropiebasierte Verfahren grundséitzlich nicht die Rotorachsenrichtung ermitteln
konnen, muss die Polaritit zu Beginn durch ein Startverfahren identifiziert wer-
den. Hierzu werden kurze, starke Spannungspulse in die angenommene Rotorach-
se eingeprdgt und die hervorgerufene Stromamplitude gemessen. Bei der Bestim-
mung des Startwinkels wird die einsetzende Eisensittigung in positiver Achsen-
richtung ausgenutzt. Anschlieffend speist das ausgewéhlte alternierende Injektions-
verfahren im Stillstand und bei niedriger Drehzahl ein hochfrequentes, sinusférmi-
ges Signal in die geschdtzte Rotorldngsachse ein. Der Antwortvektor wird durch ein
FIR-Bandpassfilter aus den gemessenen Phasenstromen ausgelesen. Dies erzwingt
allerdings gleichzeitig eine Reduzierung der Bandbreite des Stromreglers und dar-
iiberliegender Regelkaskaden. Eine relative Verdrehung des Antwortvektors zur In-
jektionsrichtung zeigt einen Schétzfehler an, der in einer PI-Schleife reduziert wird,
sodass sich die geschétzte Rotorachse der realen annéhert. Bei hoherer Drehzahl
wird die Motorspannungsgleichung durch Integration der Strangstrome gelost. Der
grundwellenbasierte Ansatz ermittelt die Lagerichtung der erweiterten Gegen-EMK
und schliefdt damit auf die Rotorlage. Ein Zustandsautomat initiiert das Startverfah-
ren und schaltet bei voreingestellten Drehzahlen zwischen beiden Schétzverfahren
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um. Der Rotorlageschétzer wird in die Reglerstruktur des EMAs integriert und er-
moglicht so die feldorientierte Stromregelung ohne Resolver. Er stellt gleichzeitig
eine vom Lagewinkel abgeleitete Schitzung der Rotordrehzahl bereit, die dem Ge-
schwindigkeitsregler riickgefiihrt wird.

Neben der drehgeberlosen Regelung wird auch ein fehlertoleranter Reglermo-
dus implementiert, der unter Einbeziehung des Rotorlageschitzers eine Uberwa-
chung physischer Positionssensoren ermoglicht. Dabei sollen fehlerhafte Signale des
LVDTs, der am Abtrieb des EMAs den Aktuatorhub erfasst, und des Resolvers dia-
gnostiziert werden. Das dritte dissimilare Positionssignal des Rotorlageschitzers er-
laubt in dem Konzept eine eindeutige Fehlerisolation nach Mehrheitsentscheid. Bei
einer Resolver-Fehlfunktion tiberfiihrt der Sensorvoter den Aktuator in den drehge-
berlosen Betrieb. Nach einem Fehler des LVDT findet eine Rekonfiguration in die so-
genannte Resolver-Positionsregelung statt. Dabei wird der gemessene Rotorwinkel
auf den Aktuatorabtrieb projiziert und ersatzweise als Riickfiithrung des Positions-
regelkreises eingesetzt.

Der Basisregler, die drehgeberlose Regelung und die Resolver-Positionsregelung
des EMAs wurden am Querruderpriifstand intensiv erprobt. Der Basisregler erreicht
die gewiinschte Dynamik und zeigt auch unter Last ein sehr gutes Fithrungsverhal-
ten. Er stellt seine gute Performance zudem in einem realititsnahen Referenzflug-
profil unter Beweis und dient in dieser Arbeit als repréasentativer Vergleichsregler.
Erstmalig wird die Machbarkeit einer drehgeberlosen Regelung fiir elektromecha-
nische Flugsteuerungsaktuatoren demonstriert. Sie erfiillt ihre Funktion in den La-
borversuchen durchweg zuverlassig und erweist sich als robust. Die Rotorlage und
die Winkelgeschwindigkeit werden sowohl durch das erweiterte Gegen-EMK- als
auch durch das alternierende Injektionsverfahren mit hoher Genauigkeit geschatzt.
Ein erhohter Fehlwinkel stellt sich durch Sattigungseffekte nur unter grofler Last
beim anisotropiebasierten Verfahren ein und liefSe sich durch eine genaue Vermes-
sung des Effektes korrigieren. Die dynamischen Eigenschaften der drehgeberlosen
Regelung bleiben aufgrund verfahrensbedingt reduzierter Reglerverstarkungen al-
lerdings insgesamt hinter dem Vergleichsregler zuriick. Zudem erhoht sich im Refe-
renzflug nahezu durchgehend der Grundenergiebedarf des Aktuators durch zusatz-
liche Signalinjektion. Die Resolver-Positionsregelung erreicht anndhernd die Perfor-
mance der Basiskonfiguration und stellt damit ihre Eignung als degradierter Be-
triebsmodus fiir den Fehlerfall unter Beweis. Fehlerhafte Positionssignale werden
im Versuch zuverldssig durch das Triplex-Sensorvoting diagnostiziert und schwer-
wiegende Fehlerfolgen durch schnelle Rekonfiguration abgewendet. Im fehlerfrei-
en Referenzflug werden zudem keine Fehlalarme ausgeltst. Verfahren der drehge-
berlosen Rotorlageschidtzung tragen also im Rahmen der fehlertoleranten Regelung
substanziell zur Erhohung der Ausfallsicherheit des EMAs bei.

Kiinftige Bemiihungen sollten darauf abzielen, die Performance der drehge-
berlosen Regelung der Basiskonfiguration anzugleichen. Methodische Weiterent-
wicklungen des anisotropiebasierten Schitzverfahrens konnten den Zielkonflikt
zwischen einer robusten Winkelbestimmung und einer hohen Reglerbandbreite
entschirfen oder auflosen. Die Beriicksichtigung von Anisotropieeigenschaften im
frithen Motorentwurf bote zudem die Moglichkeit, Injektionsamplituden zu re-
duzieren und damit den Energieverbrauch zu senken. Die Leistungsfahigkeit der
implementierten Sensorfehlerdiagnose kann vor allem durch die Absenkung der
Fehlergrenzwerte weiter verbessert werden. Insbesondere die Berticksichtigung der
elastischen Verformung des Antriebsstranges bei der Berechnung der Fehlerresi-
duen kann hierzu einen Beitrag leisten. Die Erkenntnisse dieser Arbeit eroffnen
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auch neue Chancen fiir verwandte Anwendungsfelder elektromechanischer Aktua-
toren. So konnen die drehgeberlosen Reglerkonzepte auch auf andere Steuerflichen
und vielfdltige Applikationen auflerhalb der Flugsteuerung tibertragen werden.
Permanentmagnet-Synchronmotoren finden gegenwartig ndmlich zunehmend Ein-
zug in die Systemarchitekturen von Flugzeugen, Drehfliiglern, UAVs und Raketen.
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Anhang A

Parametrisierung

TABELLE A.1l: Parameter des Aktuatorvorentwurfs

Bezeichnung Zeichen  Wert
Kritischer Auslegungspunkt

Bandbreite fang >2Hz

Amplitudenverstiarkung maga,f —-3dB

Stellamplitude REMa,anf  4-107°m

Betriebslast Fp ang 26,7 -10°N

Allgemein

erforderliche Aktuatorbeschleunigung XEMA An f 0442m 52

erforderliches Antriebsdrehmoment im Mot ang  835Nm

Aktiv-Passiv-Betrieb

erforderliches statisches Antriebsdrehmoment ~ Mst4t 40 3,42Nm

im Aktiv-Passiv-Betrieb

erforderliches dynamisches Maynang  493Nm

Antriebsdrehmoment im Aktiv-Passiv-Betrieb

Ubersetzung Getriebestufe 1 iGa 2,75

Ubersetzung Getriebestufe 2 iGp 2,78

gesamte Getriebetibersetzung iG 7,65

Gewindesteigung Spindel 4 5-10°m

Hebelarm der Querruderkinematik I, 50-10~3m

minimaler effektiver Hebelarm Iy min 45-103m

Massentragheitsmoment Motor TMot 2,9-107* kg m?2

Massentriagheitsmoment Ritzel Getriebestufe 1 1,9-10° kgm?

Massentragheitsmoment Rad Getriebestufe 1 8,610 *kgm?

Massentragheitsmoment Getriebestufe 1 1,0-1073 kg m?

(abtriebsseitig)

Massentragheitsmoment Ritzel Getriebestufe 2 2,6-10°kgm?

Massentragheitsmoment Rad Getriebestufe 2 9,810 *kgm?

Massentragheitsmoment Getriebestufe 2 1,2-1073 kg m?

(abtriebsseitig)

Massentrdagheitsmoment Getriebe Jc 8,9-10 3 kgm?

(abtriebsseitig)

Massentrdagheit Kugelgewindetrieb msy 170kg

(abtriebsseitig)

Massentrdgheitsmoment Querruder JQuer 1kgm?

Fortsetzung auf nichster Seite
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Fortsetzung

Bezeichnung Zeichen  Wert
kumuliertes Massentragheitsmoment im IMot,ges 8,9-10* kg m?2
Aktiv-Passiv-Betrieb (antriebsseitig)

Wirkungsgrad Getriebe He 0,95
Wirkungsgrad Kugelgewindetrieb Hsp 0,9
Wirkungsgrad Kugelgewindetrieb im HSp,rev 0,85

Reversierbetrieb

TABELLE A.2: Physikalische Parameter des linearen Streckenmodells

Bezeichnung Zeichen  Wert
Polpaarzahl PP 5
Standerwiderstand R 3,600
Induktivitat L 16,5-10°H
Permanentmagnetflussverkettung Yrm 0,20Wb
Motorkonstante k: 0,99NmA-!
kumulierte Massentrédgheit der Mg ges 14800 kg
Stirnradgetriebestufen und des

Kugelgewindetriebes (abtriebsseitig)

Massentragheitsmoment Querruder JQuer 1kg m?
Aktuatorgewicht MEMA 12,5kg
Hebelarm der Querruderkinematik I 50-10"3m
Gesamtiibersetzung des Antriebsstranges iges 9613rad m !
Federsteifigkeit der Querruderkinematik Kkin 20-10° Nm™!
Federsteifigkeit der Strukturanbindung kst 50 - 10° Nm™!
Gesamtfedersteifigkeit der Aktuatoranbindung  kgs 14,3-6Nm™!
Federsteifigkeit des Antriebsstranges kema 77 -10° Nm™!

TABELLE A.3: Parameter der Regler-Basiskonfiguration

Bezeichnung Zeichen = Wert
Allgemein
Taktfrequenz 20-10°Hz
Taktfrequenz Stellkommando 20Hz
Auflosung 32bit
vorgegebene Zwischenkreisspannung uphe 540V
Polpaarzahl PP 5
Positionsregler
proportionaler Verstarkungsfaktor kpx —288000
Taktfrequenz 200Hz
Totzone 0,1-103m
Positionssdttigung untere Grenze —21,02-103m
Positionssattigung obere Grenze 17,25-103m
Geschwindigkeitssdttigung 394rads!

Fortsetzung auf nichster Seite
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Fortsetzung
Bezeichnung Zeichen  Wert
Bandbreite (-3dB) im linearen Modell 53Hz
Amplitudenreserve im linearen Modell 48dB
Phasenreserve im linearen Modell 86°
Geschwindigkeitsregler
proportionaler Verstarkungsfaktor kpw 0,113
Integral-Verstarkungsfaktor kiw 1,19
Taktfrequenz 4-10°Hz
Totzone lrads—!
Stromséttigung in g-Achse 54A
Anti-Windup-Verstarkung in g-Achse 10,5
Bandbreite (-3dB) im linearen Modell 95Hz
Amplitudenreserve im linearen Modell 00
Phasenreserve im linearen Modell 88°
Stromregler
proportionaler Verstarkungsfaktor kpi 77,7
Integral-Verstarkungsfaktor kii 154000
Taktfrequenz 20-10°Hz
Totzone 0,01 A
Spannungssittigung in d- und q-Achse 400V
Anti-Windup-Verstarkung in d- und g-Achse 1980
Bandbreite (-3dB) im linearen Modell 1021 Hz
Amplitudenreserve im linearen Modell 00
Phasenreserve im linearen Modell 71°
Pulsweitenmodulation
Taktfrequenz PWM frwm 20-10°Hz
Taktfrequenz Komparator in der Simulation fKomp 5-10°Hz
minimaler Tastgrad 0,01
maximaler Tastgrad 0,99
Verriegelungszeit in der Simulation 500-1077s

TABELLE A.4: Parameter der drehgeberlosen Regelung

Bezeichnung Zeichen = Wert
Startverfahren
Gesamtdauer 50-103s
Ruhezeit vor Pulsinjektion 20-1073s
Pulsbreite 400-107°s
Pulshohe 400V
Alternierendes Injektionsverfahren
Injektionsfrequenz finj 2500 Hz
Injektionsamplitude Uinj 100V
Ordnung FIR-Bandpassfilter 75

Fortsetzung auf niichster Seite
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Fortsetzung
Bezeichnung Zeichen  Wert
proportionaler Verstarkungsfaktor 20000
Integral-Verstarkungsfaktor 320000
Erweitertes Gegen-EMK-Verfahren
Standerwiderstand R 3,600
Induktivitédt in d-Achse Laga 0,0139H
Induktivitdt in g-Achse Ly 0,0166 H
Proportionalverstarkung der 521
Stabilisierungsschleife
proportionaler Verstarkungsfaktor 500
Integral-Verstarkungsfaktor 40000
Steuerungslogik des Rotorlageschitzers
Zeitpunkt der Aktivierung des Startverfahrens 50-1073%s
Zeitpunkt der Beendigung des Startverfahrens 100-1073s
Schwellwert zur Aktivierung des erweiterten 200 U min~!
Gegen-EMK-Verfahrens
Schwellwert zur Aktivierung des 150 U min !
alternierenden Injektionsverfahrens
Transitionsdauer 1-1073s
Abweichungen zur Regler-Basiskonfiguration
Positionsregler
proportionaler Verstarkungsfaktor kpx —29400
Bandbreite (-3dB) im linearen Modell 0,55 Hz
Amplitudenreserve im linearen Modell 54dB
Phasenreserve im linearen Modell 85°
Geschwindigkeitsregler
proportionaler Verstarkungsfaktor kpw 0,02
Integral-Verstarkungsfaktor kiw 0,02
Bandbreite (-3dB) im linearen Modell 9,1Hz
Amplitudenreserve im linearen Modell 0
Phasenreserve im linearen Modell 92°
Stromregler
proportionaler Verstarkungsfaktor kpi 20,9
Integral-Verstarkungsfaktor kii 5760
Bandbreite (-3dB) im linearen Modell 127 Hz
Amplitudenreserve im linearen Modell 00

Phasenreserve im linearen Modell 90°
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TABELLE A.5: Parameter der fehlertoleranten Regelung

Bezeichnung Zeichen = Wert

Abweichungen zur drehgeberlosen Regelung
Injektionsamplitude Uinj 140V
Sensorvoter

Polpaarzahl PP 5

inverse Gesamtiibersetzung des ige{1 104-10 ®mrad !

Antriebsstranges

Schwellwert fiir |¥epma1 — XEMmA2| 400-10"°m

Schwellwert fiir |¥ppma1 — XEma| auf den 220°

Antrieb projiziert (mechanischer Winkel)

Schwellwert fiir |Xppa1 — XEMma 3] 400-107°m

Schwellwert fiir |[¥ppma1 — XEmas| auf den 220°

Antrieb projiziert (mechanischer Winkel)

Schwellwert fiir ‘fEMA,Z — fEMA,?)‘ 32,7 - 107 ®m

Schwellwert fiir |¥£pma2 — XEpma 3| auf den 18°

Antrieb projiziert (mechanischer Winkel)
Detektionszeit

10-1073s
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