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Sliding-Mode Regelung von elektrischen
Drosselklappen

Martin Horn, Markus Reichhartinger

Institut fiir Regelungs- und Automatisierungstechnik
Technische Universitidt Graz, Kopernikusgasse 24, A-8010 Graz

Email: martin.horn@tugraz.at

Kurzfassung: Der vorliegende Beitrag befasst sich mit der robusten Lageregelung von
elektrischen Drosselklappen. Die Basis fiir den modellbasierten Reglerentwurf stellt ein
strukturell einfaches mathematisches Streckenmodell dar, dessen Parameter experimentell
bestimmt werden kénnen. Dabei zeigt sich, dass einige Modellparameter betrdchtlichen
Schwankungen unterworfen sind. Mit Hilfe von Konzepten der so genannten Sliding-
Mode-Theorie gelingt es, Regelkreise zu entwerfen, die trotz der ungenauen Kenntnis
bestimmter Streckenparameter hervorragende dynamische Figenschaften besitzen.

1 Einfiihrung und Aufgabenstellung

Zur Erzielung hoher Wirkungsgrade bei niedrigen Emissionen wird in Ottomotoren die
Luftmassenzufuhr iiblicherweise mit Hilfe von Drosselklappen reguliert. Bei elektrisch
betéitigten Drosselklappen erfolgt die Verstellung des Klappenwinkels ¢ mit Hilfe von
Elektromotoren (sieche Bild 1). Der Aktionsbereich der Klappe ist durch mechanische
Anschlége vorgegeben, fiir ¢ = 0° ist die Klappe geschlossen, fiir ¢ = 90° ist sie voll-
stindig gevffnet. Die Messung des Klappenwinkels ¢ erfolgt aus Sicherheitsgriinden oft
iiber zwei Potentiometer mit gegenlédufiger Widerstandskennlinie. Zur Gewéhrleistung der
Betriebssicherheit des Systems, beispielsweise bei Ausfall der Motorelektronik, wird die
Drosselklappe im stromlosen Zustand durch einen Federmechanismus in die so genannte
Notlaufposition ¢ = ¢, gebracht. Diese Klappenstellung erlaubt einen eingeschrinkten
Motorbetrieb und ermoglicht das langsame Weiterfahren.

Im Gegensatz zu rein mechanischen Realisierungen mittels Bowdenzugverbindung er-
laubt der Einsatz von elektrischen Drosselklappen die Entkopplung von Gaspedalstellung
und Klappenposition. Der Offnungswinkel der Drosselklappe ist somit nicht starr durch
die Gaspedalstellung vorgegeben, die Motorelektronik kann gezielt eingreifen. Der Einsatz
dieses so genannten , E-Gas-Systems”, dessen prinzipieller Aufbau in Bild 2 dargestellt ist,
erméglicht die Realisierung von Fahrerassistenz-Systemen, wie z.B. ESP (Elektronisches
Stabilitdts-Programm) oder ASR (Anti-Schlupf-Regelung).
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Bild 1: Elektrische Drosselklappe

Wesentliche Anforderungen an eine elektrische Drosselklappe sind die priizise Winkel-
positionierung sowie die Unempfindlichkeit der Klappenlage gegeniiber einwirkenden
Storeinfliissen, wie sie z.B. Druckpulsationen im Saugrohr darstellen. Das bedeutet, dass
der Klappenwinkel ¢ einem vorgegebenen Referenzwinkel p trotz des Einwirkens von
Storungen ,,moglichst gut” nachgefiihrt werden soll (siehe Bild 3).

Motor
Pedal

L Motorsteuer-
gerat

A 4

P

Bild 2: Prinzip des E-Gas-Systems

Durch die Implementierung des Lagereglers im Motorsteuergerit wird das dynamische
Verhalten der Drosselklappe an die gestellten Anforderungen angepasst. Dabei werden
iiblicherweise PID-Regler verwendet, auch der Einsatz von Zustandsreglern wurde erprobt
[4]. In beiden Féllen erweist sich die systematische Einstellung der Reglerparameter als
schwierig und aufwindig.

In der vorliegenden Arbeit wird ein alternativer Ansatz zur robusten Regelung
elektrischer Drosselklappen vorgestellt. Er beruht auf Prinzipien von ,Sliding-Mode-
Control”, also der nichtlinearen strukturvariablen Regelung [10]. Im folgenden Abschnitt
wird zunéchst ein einfaches mathematisches Modell einer elektrischen Drosselklappe, das
als Basis fiir den Reglerentwurf dient, vorgestellt. Es zeigt sich, dass die Modellparameter
mit Hilfe geeigneter Experimente unsicher, aber innerhalb gewisser Grenzen ermittelt
werden konnen. Daraus resultiert die Notwendigkeit, Methoden der robusten Regelung
einzusetzen. Nach einer kurzen Einfithrung in die Grundlagen von Sliding-Mode-Control
wird die Entwurfsmethodik auf eine reale Drosselklappe angewandt.
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Bild 3: Lage-Regelkreis

2 Modell einer elektrischen Drosselklappe

Eine detaillierte Ableitung des hier angegebenen mathematischen Modells ist in [4] zu
finden. Es beriicksichtigt die Dynamik des Stellantriebs (im vorliegenden Fall ein fremd-
erregter Gleichstrommotor), den Federmechanismus sowie trockene und viskose Reibungs-
effekte. Der Klappenwinkel ¢ in Abhéingigkeit einer angelegten Motorspannung u kann
demnach mit Hilfe folgender Differentialgleichung hinreichend genau beschrieben werden:

dzgo

_ dy . dy
W__H(@_ﬁdt_é&gn +yu

dt
mit
k() = alp — @) + psign (v — @) -
Hierbei sind «, (3, v, 6 und p positive Parameter, die mit Hilfe geeigneter Experimente
ermittelt werden konnen. Durch Einfithrung der Zustandsvariablen

_dy

S dt

erhélt man folgendes nichtlineares Zustandsraummodell mit der Eingangsgrofie v und der
Ausgangsgrofle y:

I =, X2

d.Tl T

—_— 2

iy Y
o " (z1) — Bxo — Osign (z2) +yu,  y =1

Mit dem Zustandsvektor .

X = ( 1 T2 )
und den Abkiirzungen
a(x) := —k (x1) — Brg — Osign (zy) und b:=7 (2)
nimmt die mathematische Beschreibung der Regelstrecke die Normalform

dx dx
d_tl = T2, d_t2 = G(X) + bu, Yy=x1 (3)

arl.
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2.1 Daten einer realen Drosselklappe

Bei der in Bild 1 dargestellten Drosselklappe liegt der Notlaufpunkt bei ¢, = 0.095
rad. Die Motorspannung u ist betragsmiiflig auf einen Wert von 10V beschrinkt, die
maximale Winkelgeschwindigkeit der Klappe liegt bei etwa 6rad s~*. In Tabelle 1 sind
die experimentell bestimmten Wertebereiche fiir die Modellparameter angegeben.

‘ Parameter | physik. Einheit H Minimum | Maximum |

a [s77] 70 90
3 5] 60 110
y [rad s72V 1] 100 140
) [rad s—2] 40 90
w [rad s—2] 100 150

Tabelle 1:  Wertebereiche fiir die Modellparameter

Die Schwankungen der identifizierten Parameter sind unter anderem darauf zuriick-
zufithren, dass im mathematischen Modell (1) Erscheinungen, wie z.B. die Getriebelose
oder Haftreibungsphénomene nicht beriicksichtigt werden.

3 Regelungskonzept

Im Folgenden wird die grundlegende Idee eines klassischen Sliding-Mode-Reglers erldutert.
Dabei beschriinken wir uns - im Hinblick auf das mathematische Modell (1) - auf Strecken
zweiter Ordnung mit einer Eingangsgrofle u, einer Ausgangsgrofie y und dem Zus-
tandsvektor x. Die Erweiterung auf Strecken hoherer Ordnung und auf Mehrgrofien-
systeme ist geradlinig [8] und wird hier nicht behandelt.

Vom Streckenmodell wird vorausgesetzt, dass es in der Normalform

dry dry B
7 T a(x) +b(x)u, Y= (4)

vorliegt. Die skalare Funktion b(x) soll konstantes Vorzeichen besitzen, im vorliegenden
Fall wird b(x) > 0 angenommen. Die Aufgabe der zu entwerfenden Regelung besteht
darin, den Streckenausgang y einer vorgegebenen (hinreichend glatten) Referenzgrofie p
asymptotisch nachzufiihren. Der Vektor x wird also dem Referenzvektor

d T
(%)

Fiir die Losung der formulierten Nachfiihrungsaufgabe ist die Einfiihrung des Fehlervek-

tors - -
N C) dzy B dp B T
€ . X T ( X1 dt ) ( p dt > ( €1 &9 )

nachgefiihrt.
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zweckmiiflig. Das Ziel der Syntheseaufgabe kann dann folgendermaflen formuliert werden:

lim e(t) =0 (5)

t—o0

Unter Einbeziehung der vorgegebenen Referenzgrofie p lautet die Streckenbeschreibung
nun

de

e ©)
d€2 . d2p

e a(s—l—r)—l—b(s—l—r)u—w. (7)

Beim Reglerentwurf, der in nachfolgenden zwei Schritten erfolgt, wird die Aufteilung
des Streckenmodells in einen linearen Anteil (6) und in einen nichtlinearen Anteil (7)
ausgentitzt.

Der erste Schritt des Entwurfes besteht darin, den linearen Systemteil mit Hilfe seiner
fiktiven Eingangsgrofie €5 zu stabilisieren. Dabei wird die Tatsache ignoriert, dass €5 nicht
direkt vorgegeben werden kann, sondern aus der Differentialgleichung (7) hervorgeht. Die
Stabilisierung wird mit Hilfe des Ansatzes

gg=—MAe; mit A>0 (8)
bewerkstelligt, A ist ein vorgebbarer Entwurfsparameter.

Im zweiten Schritt wird derjenige Verlauf der Stellgrofle u ermittelt, der den durch (8)
charakterisierten ,,Wunschverlauf” von e, gewihrleistet. Dazu wird die skalare Grofle o
gemif

o(t) :=ea(t) + Ner(t) 9)

betrachtet. Das Problem besteht nun darin, ausgehend von o := o( t = 0) die Grofie o
in endlicher Zeit T zu Null zu machen und anschliefend auf diesem Wert zu halten, also

o(t)=0 fur t>T. (10)

Das bedeutet, dass die Trajektorien in der €; — eo—Ebene fiir ¢ > T léings einer Geraden
mit der Steigung (—\) in den Ursprung laufen, die Forderung (5) wird also erfiillt.

Man beachte, dass das zu losende Nachfiihrungsproblem darauf reduziert wurde, die einge-
fithrte skalare Grofle o in endlicher Zeit zu Null zu machen. Dieses ,,Stabilisierungsproblem
erster Ordnung” kann mit Hilfe der Direkten Methode von Lyapunov [6] anschaulich gelost
werden. Als Lyapunov-Funktion wird dazu die quadratische Funktion
1
V(o) = 502
angesetzt. Zur Erfiillung der Bedingung (10) muss fiir o # 0 die so genannte ,sliding

condition”
dVv do % o] it 50
—=0— < — mi
at ~ Car =" "
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bzw. p
Sign(a)d—j <-n fir o#0 (11)

gelten. Wie man iiberpriifen kann, gewéhrleistet die Erfiillung von (11), dass o nach einer

endlichen Zeit
T < | o0
n
verschwindet. Durch entsprechende Wahl von 7 kann somit die Zeit 1" prinzipiell beliebig

klein gemacht werden.

3.1 Ansatz eines Regelgesetzes

Ein Regelgesetz, das die Einhaltung von (11) gewihrleistet, ist durch

1 d*p dp ”
u(x) = — | —a(x) + proi A (.’,13'2 - E)] ) sign(o), x>0 (12)

gegeben. Mit obigem Ansatz gilt fiir die zeitliche Ableitung von o der Ausdruck

do _ — ssign(o)
dt &

und in weiterer Folge durch Multiplikation mit sign(o)

do _
dt

— .

sign(o)
Offensichtlich muss fiir die Erfiillung (11) der Parameter s zu allen Zeiten der Bedingung
72

geniigen. Die Grofie s kann entweder als hinreichend grofie Konstante oder als Funktion
der Zustandsgroflen angesetzt werden.

3.1.1 Interpretation des Regelgesetzes

In Bild 4(a) ist das Prinzip der entworfenen Regelung zu erkennen. Die eingezeichnete
Trajektorie startet zur Zeit t = 0 im durch o9 = £5(0) + Ae1(0) charakterisierten Punkt.
Sie verlduft dann so, dass |o| abnimmt (,reaching phase”). Nach einer endlichen Zeit T
befindet sich die Trajektorie auf der durch ¢ = 0 charakterisierten Gerade. Die Trajektorie
»gleitet” ldngs der Geraden in den Ursprung, man spricht von einem ,Gleitzustand”
oder neudeutsch ,sliding-mode”. Hierbei wird vorausgesetzt, dass das Regelgesetz ideal
realisiert werden kann, was allerdings unendlich hohe Schaltfrequenzen erfordert. Die
Bewegung auf der Geraden ist offensichtlich durch

do
— =0
dt
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charakterisiert. Der hierfiir erforderliche Verlauf der Stellgrofle wird als ,dquivalente Stell-
grofe” (equivalent control”) bezeichnet und lautet:

1 d? d
Ueqg = 0 —a(x) + ﬁs - (:cg — d—f)] (13)
In Bild 4(b) ist ein moglicher Verlauf der entsprechenden Trajektorie dargestellt, wenn
das Regelgesetz nicht ideal realisiert ist. Der Verlauf ab dem Zeitpunkt ¢ = T" ist darauf
zuriickzufiihren, dass reale Stellglieder aufgrund endlicher Schaltgeschwindigkeiten nicht,
wie vorausgesetzt, die im Regelgesetz bendtigte Signum-Funktion ideal nachbilden kénnen.
Als Folge davon ensteht das so genannte ,,Rattern” oder ,Klappern” (engl. ,chattering”),
d.h. die Trajektorie vollfiihrt eine hochfrequente Oszillation um die Gerade g5 = —\ey.
Dieses Rattern ist meistens unerwiinscht, da beispielsweise unmodellierte ,,schnelle” Dy-
namikanteile der Strecke angeregt werden kénnen.

A . A
& &,

t=T (a)

(b)

t—

Bild 4: Prinzip der Regelung:  (a) idealer Fall (b) realer Fall

3.1.2 Praktische Realisierung des Regelgesetzes

FEine einfache Mafinahme zur Reduktion bzw. Vermeidung des Ratterns ist die ,,Gléttung”
des Regelgesetzes (14). Dabei wird die Signum-Funktion durch eine stetige Funktion
approximiert [9]. Ublicherweise wird hierzu die Sittigungsfunktion verwendet, also

o .
sign(o) — sat(g) =< 6 fir |o] <¢

wobei ¢ > 0.
¢ sign (o) sonst

Durch den positiven Skalierungsfaktor ¢, der auch eine Funktion der Zustandsvariablen
sein kann, wird die ,,Steilheit” der Sittigungsfunktion bzw. der Approximationsgrad
der Signum-Funktion festgelegt. In der £; — es—Ebene wird durch die vorgeschlagene
Modifikation ein ,attraktiver Schlauch” um die Gerade €5 = —Ae; gelegt. In Bild 5 ist
diese so genannte Grenzschicht (,boundary layer”) grau dargestellt. Ausgehend von oy
erreicht die zugehorige Trajektorie - bei sinnvoller Reglerauslegung - den grauen Bereich
in endlicher Zeit, danach wird der Bereich nicht mehr verlassen. Eine Konsequenz dieser
Jratterfreien” Regelung besteht allerdings darin, dass die Erfiillung der Bedingung (5)
nicht mehr garantiert werden kann, vielmehr hiingt die ,,Genauigkeit” der Nachfiithrung
unter anderem von der speziellen Wahl von ¢ ab.
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Bild 5: Boundary Layer

3.2 Anwendung auf die Drosselklappe

Bisher wurde vorausgesetzt, dass das mathematische Modell (1) das Verhalten der realen
Regelstrecke exakt nachbildet. Diese idealisierende Annahme kann natiirlich nicht aufrecht
erhalten werden, die Funktionen a(x) und b(x) sind unsicher, d.h.

a(x) = a(x) + Aa(x),  b(x) = b(x) + Ab(x). (14)

Hierbei reprisentieren die Funktionen a und b ein Nominalsystem, durch Aa bzw. Ab
werden alle moglichen Streckenvariationen beschrieben.

Fiir die StellgroBe w wird nun der Ansatz (12) mit den (bekannten) Funktionen des
Nominalsystems, d.h.

1[ . d d o,
v=t[-a+ 2 (- L)] - Z o (15)

gewihlt, wobei hier aus Griinden der Ubersichtlichkeit das Argument x weggelassen
wurde. Basierend auf worst-case Annahmen kann eine hinreichende Bedingung fiir die
Erfiillung von (11) trotz vorhandener Unsicherheiten abgeleitet werden. Nach dem Ein-
setzen von (15) in (11) und mit (14) erhilt man nach einigen Rechenschritten:

~

b 2
77+l—)|(1—&|+

., dp
—CL+@—)\62

S oo

” 2

b
- . (16)

Die nominellen Parameter der vorliegenden Drosselklappe wurden als arithmetische
Mittelwerte der jeweiligen Maximal- bzw. Minimalwerte (siehe Tabelle 1) angesetzt, d.h.

~

4=80, (=85 A4=120, 6=65, =125

Mit diesen Werten kann die maximale Abweichung der Funktion a(x) von der Nominal-
funktion a(x) abgeschiitzt werden, es gilt:

la(x) — a(x)| < 12|zy| + 12 |z5| 4 107.
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Mit b = 4 = 120 ergibt sich unmittelbar

0.8 <-<12  bzw. 1--1<0.2

S o
S oo

Setzt man die obigen Abschétzungen in die Relation (16) ein, so findet man nach einigen
elementaren Umformungen die Bedingung:

d? d
7 > 1.2n+ 28 |zq| + (25 4 0.2)) |z2] + 113 4+ 0.2 d_ts + 0.2\ ‘d—f . (17)
Mit den "moglichst ungiinstigen” Annahmen
d d?
2y = g rad, |zl = d_': - 6 rad s, Eé’ - 100 rad s 2
ergibt sich fiir die Konstante s:
2 > 1.2+ 24X+ 327. (18)

Oft wird s¢ als hinreichend grofle Konstante gewihlt, eine ,adaptive” Wahl gemif} (17)
bzw. (18) ist aber ebenso denkbar.

4 Ergebnisse

Das ermittelte Regelgesetz wird nun auf seine Leistungsfihigkeit und vor allem auf seine
Praxistauglichkeit hin untersucht. Dabei werden zunéchst Simulationsergebnisse prisen-
tiert, die in weiterer Folge mit Messergebnissen an einer realen Drosselklappe gegeniiber
gestellt werden. Die Fiithrungsgrofie p wurde so gewihlt, dass die oben angegebenen
maximalen Werte fiir Winkelgeschwindigkeit und -beschleunigung erreicht, aber nicht
iiberschritten werden. Es werden mehrere Positionen sowohl {iber als auch unter dem
Notlaufpunkt angefahren.

4.1 Simulationsergebnisse

Die folgenden Ergebnisse basieren auf dem mathematischen Modell (1), dessen Para-
meter aus den in Tabelle 1 angegebenen Wertebereichen zufillig ausgewihlt wurden. Als
Referenzgrofle p dient der in Bild 6 dargestellte Verlauf. Fiir den Reglerentwurf wurde
der Parameter A\ = 55 gewiihlt, » wurde geméf (17) als hinreichend grofie Konstante
angesetzt, ndmlich » = 500. Fiir die Simulation wurde die Signum-Funktion durch eine
Sattigungsfunktion mit der konstanten ,Breite” ¢ = 0.5 ersetzt. In Bild 7 ist der Ver-
lauf des resultierenden Regelfehlers €; dargestellt. Man erkennt, dass der Regelfehler
auch dort, wo p iiber ein ldingeres Zeitintervall konstante Werte annimmt, nicht voll-
stindig verschwindet, d.h. die stationiire Genauigkeit ist nicht gegeben. Dies ist darauf
zuriickzufiihren, dass die Signum-Funktion durch eine Sittigungsfunktion ersetzt wurde.
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tin Sekunden

Bild 6: Verlauf der Referenzgrofie p

Die Wahl von kleineren Werten fiir ¢ kann den stationdren Fehler verkleinern, zu kleine
Werte von ¢ wirken sich allerdings negativ auf den Verlauf der Stellgrofie u aus.

yoaurn

tin Sekunden

Bild 7: Simulierter Verlauf des Regelfehlers

Bild 8: Simulierter Verlauf der Stellgrofie

61d7’

t

Abhilfe kann auch der Einsatz eines integrierenden Reglers basierend auf dem Ansatz
UZ82+/\161+)\0/
0

schaffen. Hierbei ist allerdings das Auftreten unerwiinschter Grenzzyklen im geschlossenen

Regelkreis zu beachten. Im vorliegenden Fall wurde aber auf Grund der sehr zufrieden-

stellenden Ergebnisse auf den Einsatz des integrierenden Reglers verzichtet. Bild 8 zeigt

den Verlauf der Stellgrofie u, die immer im zuléssigen Bereich bleibt.
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4.2 Messergebnisse

Zunéchst wurde der reale Regelkreis mit den oben angegebenen Reglerparametern erprobt,
d.h. A =55, 2 =500 und ¢ = 0.5. In Bild 9 ist der Verlauf des Regelfehlers dargestellt.
Der Betrag des Fehlers schwankt in einem Bereich zwischen —1.5° und 1°, d.h. verglichen
mit den Simulationsergebnissen ist der Fehler wesentlich grofler.

L | \MW\MHHW e
*w ity |

Bild 9: Verlauf des Regelfehlers fiir ¢ = 0.5 Bild 10: Stellgroflenverlauf fiir ¢ = 0.5

Dieses Ergebnis war allerdings vorhersehbar, da - wie bereits erwéhnt - im Streckenmodell
(1), das der Simulation zu Grunde liegt, Haftreibungsphéinomene und das Getriebespiel
vollkommen vernachléssigt wurden. Der etwas ,,unruhige” Verlauf von e; begriindet sich
im Verlauf der Stellgréfle u, der in Bild 10 dargestellt ist. Der stark ausgepriigte un-
stetige Anteil von u bewirkt unerwiinschte Vibrationen der Drosselklappe, die man im
wahrsten Sinne des Wortes als Rattern bezeichnen kann. Eine Vergréflerung von ¢ unter
Beibehaltung der Werte von A und ¢ fithrt zu einer deutlichen Gléttung der Stellgrofie
und damit auch des Regelfehlers. Erst fiir Werte ¢ > 3 kann das Rattern, das sich auch
als unangenehmes ,,Knistern” in der Drosselklappe horbar bemerkbar macht, vollkommen
unterdriickt werden. Bild 11 zeigt den Verlauf des Klappenwinkels fiir ¢ = 4.

90

ReferenzgroRe
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80

70

60

50

P Xy in Grad

Wl - —--
w
(%}
IN
IN
o
o

tin Sekunden

Bild 11: Gemessener Verlauf des Klappenwinkels fiir ¢ = 4
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Man erkennt, dass vor allem im Bereich kleiner Winkelgeschwindigkeiten die Klappe oft
steckenbleibt und dann wieder losbricht (stick-slip-Effekt). Dies ist vor allem auf die zu
grofie (konstante) Breite ¢ der Séttigungsfunktion zuriick zu fithren.

4.2.1 Modifizierter Regler

Aus den bisherigen Erkenntnissen kann ein verbesserter Regler abgeleitet werden. Of-
fensichtlich ist es sinnvoll, den Faktor ¢ im Bereich kleiner Winkelgeschwindigkeiten zu
verkleinern. Dieser Idee wird der Ansatz

¢ =1+ ‘.CL'Q| (19)

gerecht. Man beachte, dass die Bedingung (11) auf Grund der Zeitabhéingigkeit von ¢
modifiziert werden muss, sie lautet nun

. do do

— <+ —.

sign(o) il + o
Diese ,sliding condition” ist im Falle eines abnehmenden Wertes von ¢ (d.h. die Grenz-
schicht wird dinner) strenger als im Falle eines zunehmenden Wertes (die Grenzschicht
wird dicker). Dieser Tatsache kann Rechnung getragen werden, indem im Regelgesetz

12) die Grofie > durch den Ausdruck (¢ — 22) ersetzt wird.
( a

N e e B I
F ] S R B

~
@
@

)

Bild 12: Regelfehler fiir ¢ = 1 + |z4| Bild 13: Stellgrofe fiir ¢ = 1 + |5

In Bild 12 ist der Verlauf des Regelfehlers dargestellt, wenn der modifizierte Regler einge-
setzt wird. Der stationiire Fehler betriigt weniger als 0.2°, liegt also im Bereich der Sim-
ulationsergebnisse. Im Vergleich zu dem in Bild 9 dargestellten Ergebnis ist im Bereich
kleiner Winkelgeschwindigkeiten ein ruhigerer Verlauf des Regelfehlers deutlich zu erken-
nen, fiir hohere Winkelgeschwindigkeiten nimmt der Fehler betragsméflig etwas zu. Der
Verlauf der Stellgrofle, der in Bild 13 zu sehen ist, offenbart, dass das Rattern - im Gegen-
satz zu dem in Bild 10 dargestellten Verlauf - wirkungsvoll verhindert wird. Bild 14 zeigt,
dass der ,Skalierungsfaktor” ¢ Werte zwischen 1 und 7 annimmt, wobei ¢ fiir konstante
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Werte des Klappenwinkels, d.h. x5 ~ 0 minimal wird.

T WL*
2 -~ MWHN i r -
Ju“ﬂmm Wl“lll M.Vm : MMVJ .|||i IJJx

tin Sekunden

Bild 14: Skalierungsfaktor ¢

5 Zusammenfassung und Ausblick

In der vorliegenden Arbeit wurden Ansitze zur Regelung elektrischer Drosselklappen
basierend auf Ideen der nichtlinearen strukturvariablen Regelung vorgestellt. Die ent-
worfenen Regelgesetze beruhen auf den klassischen Konzepten der Sliding-Mode Regelung.
Die Regelgesetze zeichnen sich durch Robustheit und durch strukturelle Einfachheit aus.
Dies erlaubt die einfache Implementierung im Motorsteuergerit. Den vorgestellten Ergeb-
nissen liegt ein vorgegebener Verlauf der Fiithrungsgrofe p und ihrer zeitlichen Ableitungen
zu Grunde. Die entworfenen Regelkreise zeigen allerdings auch dann ein sehr zufrieden-
stellendes dynamisches Verhalten, wenn der Verlauf von p nicht vorberechnet ist, son-
dern beispielsweise direkt aus der Gaspedalstellung ermittelt wird und die zeitlichen Ab-
leitungen durch numerische Differentiation gewonnen werden.

Bei den durchgefiihrten Experimenten wurde die Winkelgeschwindigkeit durch nu-
merische Differentiation aus dem gemessenen Klappenwinkel ¢ ermittelt. Moglicher-
weise verbessert der Einsatz der so genannten ,Derivative Estimation Toolbox” [11], die
Werkzeuge zur Echtzeitschiitzung von Zeitableitungen bereitstellt, die Leistungsfahigkeit
der vorgestellten Regler. Unklar ist auch, ob durch den Einsatz von Sliding-Mode Reglern
hoherer Ordnung [5] weitere Verbesserungen erzielt werden kénnen. Durch geschickte
Wahl von u kénnen hier auch die hoheren zeitlichen Ableitungen von o zum Verschwinden
gebracht werden [3]. Diese Vorgangsweise ermoglicht, &hnlich wie bei dynamischen
Sliding-Mode Reglern die effiziente Unterdriickung des unerwiinschten Ratterns [7].

Die Autoren bedanken sich bei den anonymen Gutachtern fiir die wertvollen Hinweise zur
Verbesserung des Manuskripts.
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Abstract

The linear quadratic requlator result is augmented by a robustification procedure with re-
spect to the stability margin. This margin is selected from Mikhailov stability criterion and
defined as the minimum distance of the hodograph to the origin. For a given upper Frobe-
nius norm bound of the spherical uncertainties, the structural details are derived which
may not be exceeded in magnitude. Small and medium-sized uncertainties are in consid-
eration while following the limits given by the conditions of the approrimations in use.
The analytic details for the extremum uncertainty are rendered by a concise formula the

derivation of which includes a short repetition in order to overcome some computational

complexity.

Keywords: Most dangerous uncertainty, structure of uncertainty, Riccati equation,

Frobenius norm-bounded uncertainties

1

Linear quadratic (LQ) controllers based on solving the Riccati equation are a well-known

instrument for the design of optimum control systems (Anderson, B.D.O., and Moore,

Introduction
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J.B., 1989; Franklin, G.F., et al., 2002). Changing the weight matrices to obtain specific
transients were investigated in Weinmann, A., 1999. The Mikhailov hodograph, which
is also used in this paper, is an excellent means to incorporate the stability margin of a
multivariable system (Weinmann, A., 2005). Uncertainties with a spherical bound corre-
spond to many real-world applications in industrial fields ( Weinmann, A., 2007) and are
also addressed.

Douglas, J., and Athans, M., 1992 derive a LQ regulator based on the overbounding
method of Petersen and Hollot, resulting in minimization of stiffness elements’ potential
energy and rate of dissipation through uncertaint damping elements. Preservation of LQ
regulator optimality in the presence of uncertainty is carried out in Mehdi, D., et al.,
1996 . The upper bound for the uncertainty which does not destabilize the control system
is presented in Neto, A.T., 1992; by using linear inequalities in Huang, S.N., and Shao,
H.H., 1995. Actuator faults are treated as uncertainties in Hsieh, C.S., 2006.

The presented article addresses the problem of combining the advantages of the issues
mentioned in the first paragraph above. Special emphasis is put on exact interrelations
avoiding results which are only sufficient.

Consider a multivariable continuous-time control system

x(t) = Ax(t) + Bu(t), x(0) = x, (1)
y(t) = Cx(t) (2)
u(t) = Kx(1) , (3)

wherex € R"; y€R"; u€ R™:A, Ay 2 A+BK c R BeR™ CeR*".
Replacing the Laplace operator s in the characteristic equation of the closed-loop

control system by jw intentionally , one has the basis of the Mikhailov hodograph
VA .
h(jw) = det(jwl, — Ay ) #0 . (4)

The better the degree of stability, the larger the least modulus |h(jw)|, least versus fre-
quency w. The parameter hg is considered the real and positive stability margin which
results from

min | h(jw)] = ho = [h(jwo)| - (5)
It corresponds to the location of that point on the hodograph A(jw), which is closest to
the origin, and is given by h(jwy). The geometrical distance is hy.

The stability margin hy of a unperturbed dynamic system of nth order with the coeffi-
cients matrix A of the closed loop results from executing the minimization ( Weinmann,
A., 2005)

B2 = det(wPL, + A2) | (6)
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where wg results from
trladj(wgl, + A2)] =0 . (7)

The LQ controller is the result of minimizing an index of performance on both quality
of the dynamic state variable of the control system and effort of the actuating variable.
The weighting matrices Q and R are chosen to implement the respective quality and
effort. The result is given by the well-known Riccati equation in a matrix P. This is the
basis for the optimum state controller K.

Having selected and reselected the weighting matrices, the resulting stability margin
hg is determined. Including the uncertainties in the system coefficient matrix A leads to
their influence on the stability margin. The bound of the uncertainties yields bounds in
the stability margin. The lower bound of the stability margin is the more dangerous one.
The target of the paper is to determine this dangerous bound exactly and to address a
means in the weighting matrices in order to compensate the influence of the uncertainty
in such a way that the worst case of the compensated perturbed system is still better
than the best case of the uncompensated system.

The over-all intention is a follows: for some given Q, R there results hg; the uncertain-
ties with spherical bound deteriorate hg; the worst uncertainty is selected exactly following
the procedure of considering the whole family of the uncertainties and their influence on
LQ controller design; the weighting matrix Q is selected preferably and changed in incre-
ments in order to get a worst hy which is still better than the original one or better than

a given limit.

2 Small Uncertainties
The Riccati equation
AP +PA -PBR 'B’P+Q =0 (8)

is utilized to find the increment AP triggered by an additive-type uncertainty AA. Con-

sidering AA small in norm sense,
AAT . P+ ATAP +PAA + AP - A
~-PBR 'B’AP - AP-BR 'B’P =0. (9)
Using Eqs.(50) and (52) and abbreviating
F £ PBR 'B’ (10)

I, P + (P" ®1,)U,,|col AA =
=L®F-A")+(F-A")®I,] colAP. (11)
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From elementary LQ regulator theory, the controller increment AK results as
AK = —-R™'BTAP. (12)

Based on this, one can develop the functionality chain

11) (16)

AA AP U AK (13)
With the abbreviation
A —1RT
x [I,® (F—A")+ (F - ADL,]™!
X LP+ (P®L,)Uy,,], (14)
one has
colAK = VgcolAA (15)
AK = loc{VgcolAA} . (16)

The operatora “col” and “loc” stand for columnizing a matrix and decolumnizing a vector,

respectively. In the perturbed case, the stability margin is

he = det{wiL, + A%}, (17)
where
A,, 2 A+BK+BAK = A, +BAK (18)
and wy results from
trfadj(wiL, + A2 )] =0 . (19)

The uncertainty with the strongest influence, i.e., the largest admissible uncertainty, fol-
lows from

hi 4+ A||AAJZ — extrag . (20)

Differentiating AK of Eq.(15) with respect to AA;; yields

0 0
A, colAK = COI@AAij AK = GTAUVK colAA (21)
= Vg A, {col AA} (22)
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The vector e above is a basis (unit) vector of dimension n? with a single digit one at the
i+ (j—1)n position. Differentiating Eq.(20) with respect to AA;; and referring to Eq.(46)

o(hg)
INAA; = 0 24
8AA” + J ( )
5 Aa T det{wiI, + A2 + A;BAK + BAK - A } +2A\AA; = 0 (25)
ij
{[ACZB lOC{\fKelJr n} + B lOC{\fKeZJr (j—1 n}Acl]
xadj[wlL, + (Ay + BAK)?]} + 2AAA,; = 0. (26)

Defining v;; for abbreviation in the equation above,

AA;, !

i = 5V (28)

The given norm bound ag = 3;; AA; leads to

A= Z vy (29)

2@0

ao

and AA:(] é AAU = iivi]’ . (30)

\V Zm ij

An iteration is required because v;; of Eq.(26) itself depends on AA inside of AK of
Eq.(16).

Both signs in Eq.(30) yield the upper and lower bound. In addition to the bound
condition [|[AA||r < ag, no element of AA may exceed AA*.

3 Medium-sized Uncertainties
Including all the parts of the Riccati equation, one has

AAT . P+ ATAP + AATAP + AP - A + PAA + AP - AA

— AP-BR 'B’P - PBR 'B"AP - AP -BR 'B’AP =0 (31)
L, AT+ AAT)+ (AT + AAT)®L, -F®IL, ~-I,®F

— (AP ®1,)col(AP - BR 'BY) = —(AATP + PAA) (32)
(I, @ F - AT - AAT) + (F- AT - AAT) 1,

+ (AP ®L,)[(BR™'B”) ® L] }col AP £ H col AP =

= [, P + (P ®L,)U,,|col AA . (33)
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Eq.(33) yields AP from AAj; for the second step of the iteration. The steps are repeated
until hopefully the procedure for determining AP has converged. See Appendix B for an
example of good convergence.

Referring to Eq.(14), the corresponding extension is

>

Vi I, ® (R™'BT)]
x {I,®(F—AT —AAT)+ (F- A" - AA")®1,
+(AP®L)[(BR'B") ®I,]} !

x L,eoP+(P®L,)U,l, (34)

where Eq.(16) is reused with the new result of Eq.(34) above. The LQ controller increment
triggered by the uncertainty is

colAK 2 (I, ® (R'BT)]col AP (35)
% 1, ¢ R 'BNH YL ®P + (P ®L,)U,.JcolAA (36)
colAK = VgcolAA . (37)

In H(AA) some small dependence on AA remains. Hence, only an iterative solution

results. Finally, one finds the new v;;

tr {[AuB loc{Vxel};_1),} + B loc{Viel,; ), }Aq
+B loc{Vxel ;_1} - B loc{ VxcolAA} + B loc{VkcolAA} - B loc{ Vel ;_1),}]

)
xadj[wiT, + (Au + B loc{VxcolAA})?|} + 200 4;; = 0 (38)
ap

Vi Vi

4 Change of Q for Regaining the Original Nominal
Stability Margin

By simple repetition of the derivations above, the increment of Q is determined in order

to improve the controller such that even under the worst uncertainty AA* a stability

margin is produced, which is better than or equal to the lowest uncertainty influence in

the original Riccati controller design with Q and R.
Inserting A + AA*, P + AP and Q + AQ into the Riccati equation Eq.(8), one finds

H colAP = —col(AQ + AA*P + PAA¥) (41)
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HZ2L,® (AT -F)+(AT-F)®1,. (42)

Then, referring to Eq.(16)
AK =loc {Vgeol(AQ + AA*P + PAAY)} (43)

with

=

Vo=[L,® R 'BH. (44)

In a derivation similar to obtaining Eqs.(26) and (30), with a new set of intermediate

variables v;; one finds the increment

AQy = —2 5, (45)

i U
Since the matrix Q is selected diagonal in most cases of applications, the sum only has
to be taken for the main diagonal in order not to disturb the positive definiteness of Q.
Thus, this AQ is the norm-minimal change of Q leading to the final Q* = Q + AQ ;
producing the biggest change of h3 for a given qo. Similarly, the final result of the total
uncertainty in Eq.(30) is denoted as AA*.

Example. Resonant system of n = 4:
For the setup A, B

A B
0.3972 0.3716 0.7165 0.1859 0.5000 1.0000
0.4136  0.4253 0.5113 0.7006 1.0000 50.0000
0.6552  0.5947 0.7764 0.9827 1.0000 1.0000
0.8376  0.5657 0.4893 0.8066 1.0000 1.0000

n=4, m=2 ag = 0.04, qo = 2.2, Q =1, R = 2I, we get a resonant system with
wy = 0.31. The resulting AA*, the optimal controller K?" without uncertainty, and K*7

with uncertainty are

Delta Ax K’ K’
-0.0268 0.0005 0.0024 0.0102 -0.6765 -1.05651 -1.2701 -1.1052
0.0003 -0.0001 0.0000 -0.0001 -0.0006 -0.7005 0.0220 -1.1680
-0.0019 0.0072 -0.0172 0.0073 -1.4051 -1.3452 -2.0848 -1.1856

0.0121 -0.0045 0.0127 -0.0094 -0.7792 -0.3152 -0.7992 -0.1459
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Fig. 1 shows the resulting values of h2 for 180 arbitrarily selected uncertainties, the norms

of which are equal to the setup of ay. The bounds are included with horizontal lines. The

figure demonstrates a numerical experiment ascertaining the fact that the bounds are
true. The optimum Q* = diag[2.3388 2.6105 1.6359 1.2231] leads to a slight change of

wo = 0.32.

In Fig. 2, the hodographs are shown where ¢q is selected such that after the change

of Q the stability margin under the most dangerous uncertainty is slightly higher than

the least dangerous uncertainty for the original Q. (An alternative could be to design

the system such that the most dangerous uncertainty does not produce a system the

behaviour of which is worse than the nominal case.)

ktu9.m figure(1), kvqg.fig
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Figure 1: Stability margin for random uncertainty within the resulting bounds

The singular values of the original and the compensated control system are given in

Fig. 3.

5 Conclusion

The well-known linear quadratic regulator result is the basis of the design operation. In

addition, the Mikhailov stability margin is used for robustification purpose. For a given

upper Frobenius norm bound of the spherical uncertainties, the structural details of the

limits are derived. The extremum uncertainty is given by a concise formula, the derivation

of which includes a short repetition in order to overcome some computational complexity.
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ktu9.m figure(2), kvr.fig
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Figure 2: Hodographs h(jw) for nominal Q and compensating Q*

The final design includes the minimum norm change of the weighting matrix such that it

suffices to compensate the worst influence of the uncertainty.
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Appendix

A Correspondences
Odet A 0A

P r 5> adj Al (46)

agg—l — _A—I%_‘?A—l (47)

Kronecker matrix aKyij =E;; 2 eie;ﬁ with unit vector e; (48)
tr[ME;;] = Mj; = (M");; (49)

col(HFG) = (G" ® H)colF . (50)

Permutation matrix in Kronecker matrix sense: Square matrix with entries zero except

one solitary digit one in each row and column

Ug AU (klx kL) A ZZE (kx1) ®Elxk Xk:iE (kx1) ( (kxl)) ‘ (51)
J

=1 j=1 7

Then, for K € R™*"

colK = U,,,co{K"} | col{K"} = U,,,col K . (52)
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B Example for Convergence Demonstation

We select n=8, m=2, Q=eye(n), R=0.2 * eye(m), deltaA=0.1 * eye(n) and

A = rand(n,n) =
0.2848 0.0633 0.3532 0.6299 0.7149 0.3313 0.8389 0.0933
0.2653 0.5254 0.6833 0.9644 0.8582 0.9532 0.0364 0.4697
0.4447 0.1573 0.0447 0.5645 0.3377 0.8576 0.4974 0.6938
0.7964 0.7376 0.6349 0.1623 0.2784 0.9377 0.4125 0.9807
0.6938 0.1420 0.0932 0.0480 0.0537 0.9069 0.8959 0.6597
0.3584 0.9091 0.6797 0.6879 0.9733 0.7149 0.3431 0.7991
0.7749 0.8969 0.5430 0.2994 0.9981 0.9388 0.2582 0.5218
0.4112 0.5260 0.5235 0.9642 0.0320 0.3118 0.2986 0.2978
B = 0.5000 1.0000

1.0000 50.0000

1.0000 1.0000

1.0000 1.0000

1.0000 1.0000

1.0000 1.0000

1.0000 1.0000

1.0000 1.0000 and find
P =

8.1381 -0.0876 21.6263 41.0670 -41.0016 -20.1701 -19.7172 14.3864
-0.0876 0.0105 -0.1430 -0.2699 0.2549 0.1438 0.1033 -0.0840
21.6263 -0.1430 114.8677 209.5676 -213.7129 -91.8482 -114.6869 80.9637
41.0670 -0.2699 209.5676 387.4148 -393.5229 -170.0401 -211.0504 149.5743
-41.0016 0.2549 -213.7129 -393.5229 400.9497 172.6910 214.9348 -152.4255
-20.1701 0.1438 -91.8482 -170.0401 172.6910 77.3076 90.4969 -65.1105
-19.7172 0.1033 -114.6869 -211.0504 214.9348 90.4969 118.0631 -82.7588

14.3864 -0.0840 80.9637 149.5743 -152.42556 -65.1105 -82.7588 59.3915

and Pd from [Khd,Pd,E] = LQR(A+deltaA,B,Q,R) . Then, to check the convergence
we use DeltaTest = P + Delta P [from Eq. (33) after 19 steps] - Pd =

= 1.0e-003 *

0.0016  -0.0000 0.0081 0.0147 -0.0150 -0.0064 -0.0080 0.0056
-0.0000 0.0000 -0.0001 -0.0001 0.0001 0.0000 0.0001  -0.0000
0.0076 -0.0001 0.0396 0.0719 -0.0733 -0.0315 -0.0391 0.0272
0.0139 -0.0001 0.0724 0.1312 -0.1338 -0.0575 -0.0714 0.0497
-0.0142 0.0001 -0.0737 -0.1336 0.1363 0.0585 0.0727  -0.0507
-0.0062 0.0000 -0.0321 -0.0582 0.0594 0.0255 0.0317 -0.0221
-0.0075 0.0001 -0.0389 -0.0706 0.0720 0.0309 0.0384 -0.0268
0.0053  -0.0000 0.0274 0.0496 -0.0506 -0.0217 -0.0270 0.0188
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Kurzfassung:

Die Anwendung eines Drehzahlbeobachters erhoht die Zuverlissigkeit der Regelung einer Asyn-
chronmaschine und verhindert Kosten, die durch den Einsatz eines Drehzahlsensors entstehen.
Vor allem in den letzten zwer Jahrzehnten wurden zahlreiche Versuche unternommen, Modelle
zu entwickeln, die den praktischen Anforderungen gerecht werden. Sie unterscheiden sich hin-
sichtlich threr Stabilitdt, Parametersensitivitdt, Komplezitit und Genauigkeit. Die drei hdufigsten
Methoden sind dabei direkte Drehzahlschatzungen, Model Reference Adaptive Systems (MRAS)
und vollstindige Luenberger-Beobachter. Dieser Artikel gibt einen Uberblick uber verschiedene
Ansitze und erliutert die jeweiligen Vor- und Nachteile.!

Abstract:

The application of a speed observer increases the reliability of the induction machine control and
prevents costs caused by the implementation of a speed sensor. Particularly in the last two decades
much effort has been spent on the development of models which satisfy the practical requirements.
They differ in stability, parameter sensitivity, complexity and accuracy. The three most frequent
methods are direct speed estimations, Model Reference Adaptive Systems (MRAS) and complete
Luenberger observers. This article is a brief overview over different approaches and describes the
respective benefits and drawbacks.

1 Einleitung

Seit einigen Jahren besteht im Bereich der Antriebstechnik ein wachsendes Interesse an
sensorlosen Regelungen von Asynchronmaschinen. Als Motivation dafiir gilt in vielen Fal-
len sowohl die Reduktion der Anschaffungs- und Wartungskosten, als auch die Erh6hung
der Zuverlassigkeit und damit der Verfiigbarkeit des Systems. Der Preis des Drehgebers
spielt dabei oft eine untergeordnete Rolle. Im Vordergrund steht die Vermeidung von
Ausfillen, die einerseits Arbeitsaufwand und damit Kosten verursachen, andererseits ein
Sicherheitsrisiko darstellen kénnen.

!Diese Arbeit entstand im Rahmen einer Kooperation von ELIN EBG Traction mit dem Institut fiir
Automatisierungs- und Regelungstechnik
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Der Trend zur drehgeberlosen Regelung wird durch die Entwicklungen im Mikroprozessor-
und Wechselrichterbereich unterstiitzt. Denn sowohl die steigende Leistungsfihigkeit als
auch der sinkende Preis der einzelnen Komponenten begiinstigen den Einsatz von Beob-
achtern.

Die wichtigsten Vorteile drehzahlsensorloser Regelungen sind:
e die geringeren Produktions- und Wartungskosten,
e die hohere Zuverlissigkeit durch weniger Komponentenausfille,
e die Reduktion der bendtigten Verkabelung und der Signalverarbeitung,
e weniger Platzbedarf und

e geringeres Gewicht.

Je nach verwendetem Beobachteransatz miissen dafiir allerdings auch folgende Nachteile
in Kauf genommen werden:

e geringere Genauigkeit der Position und des erzeugten Momentes,
e Verringerung der dynamischen Eigenschaften des Gesamtsystems,
e grofere Stromrippel und

e hoherer Einfluss des Messrauschens auf die Regelung.

Fiir den Betrieb einer Asynchronmaschine ist die Drehzahlinformation nicht zwingend
notwendig. Eine einfache Methode zur Regelung von Asynchronmaschinen ist die U /f-
Regelung, bei der die Hohe der Statorspannung proportional zur Frequenz vorgegeben
wird. Im stationiren Zustand der Maschine stellt sich dadurch der Nennfluss ein und es
kann das volle Moment der Maschine geniitzt werden. Der Nachteil dieser einfachen und
robusten Regelung ist allerdings die geringe Dynamik die dadurch erzielt wird.

Um eine Asynchronmaschine hochdynamisch zu betreiben, muss eine Feldorientierung vor-
gesehen werden. Dazu wird jedoch eine zuverléssige Information iiber die aktuelle Position
der Rotorflussgrundwelle bendétigt. Ein naheliegender Ansatz ist die direkte Ermittlung
des Drehfeldwinkels durch eine Flussmessung. Die benotigten Hall-Sensoren verschlech-
tern allerdings durch mogliche Ausfille das Betriebsverhalten und die Zuverlassigkeit des
Systems. Es wird daher meist eine indirekte Methode bevorzugt, bei der man die Drehzahl
ermittelt und daraus auf die Rotorflusslage riickschliefst. Fiir diese Vorgangsweise muss
die Drehzahl daher gemessen oder (drehzahl- und positions-) sensorlos bestimmt werden.

In Abb. 1 ist ein Uberblick iiber die verschiedenen Verfahren zur Regelung von Asyn-
chronmaschinen (ASM) dargestellt. Fiir eine sensorlose feldorientierte Regelung (FOR)
existieren unterschiedliche Ansétze. Eine Mdoglichkeit ist, durch die Nutzung sekundérer
Effekte auf die aktuelle Drehzahl zu schliefen. Dies kann z. B. durch {iberlagerte Si-
gnaleinspeisungen, Ausniitzen von Nutungs- und Sattigungserscheinungen oder kleinen
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Regelung der ASM
|
] |
Ermittlung der Ermittlung des
Drehzahl Drehfeldwinkels
|
| |
U/f-Regelung Indirekte FOR Direkte FOR
|
Drehgeber Sensorlos Hall-Sensoren
| L
Nutzung sek. Beobachter- Kiinstliche
Effekte basiert Intelligenz
| |
Direkte Dreh- Luenberger-
zahlschdtzung MRAS Beobachter

Abb. 1: Verschiedene Verfahren zur Regelung einer Asynchronmaschine (FOR...Feldori-
entierte Regelung, MRAS...Model Reference Adaptive System)

Unsymmetrien im konstruktiven Aufbau des Motors erfolgen (Jansen u. Lorenz, 1995;
Profumo u. a., 1993; Schroedl, 1997).

Ein weiterer Ansatz ist die Verwendung von Neuronalen Netzen oder Fuzzy Logic zur Er-
mittlung der Drehzahl. Voraussetzung dafiir ist jedoch eine grofse Datenmenge als Lern-
basis oder ein hoher Wissensstand iiber das Verhalten des Systems (Kuchar u.a., 2004;
Simoes u. Bose, 1994; Vas u. a., 1995).

Fiir einen Umstieg von einer bestehenden Regelung mit Drehgeber auf eine sensorlose Re-
gelung bietet sich die beobachterbasierte Ermittlung der Drehzahl an. Sie beruht auf dem
analytischen Modell der Maschine und benétigt als Eingangsgrofen nur die gemessenen
Statorstrome und die ohnehin bekannten Statorspannungen.

Das Blockschaltbild in Abb. 2 zeigt zum Vergleich die Struktur der Regelung einer Asyn-
chronmaschine mit Drehzahlsensor (punktierte Linie) und mit Drehzahlbeobachter (strich-
lierte Linie). Der Regler gibt abhéingig vom gewiinschten Sollmoment m.;(t) und der ge-
messenen bzw. geschétzten Drehzahl w,,(t)/@,,(t) eine Spannung w,(t) vor, die iiber den
Wechselrichter (WR) an die Maschine angelegt wird. Fiir die Drehzahlbeobachtung wird
der Statorstrom i (t) gemessen und gemeinsam mit der vorgegebenen Spannung an den
Beobachter iibergeben.

In den folgenden Abschnitten wird zuerst das zugrundeliegende Maschinenmodell erldu-
tert. Darauf aufbauend werden zwei Methoden zur Flussschitzung vorgestellt, die fiir
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Abb. 2: Blockschaltbild der Regelung einer Asynchronmaschine mit Drehzahlsensor
(punktierte Linie) und mit Drehzahlbeobachter (strichlierte Linie)

viele Beobachter als Basis fiir die Berechnung der Drehzahl dienen. Anschliefsend folgt
die Beschreibung der drei haufigsten Ansétze zur beobachterbasierten Drehzahlschitzung
von Asynchronmaschinen. Weitere Modelle und Vergleiche der einzelnen Methoden finden
sich z. B. in (Asher, 2000; Blasco-Gimenez, 1995; Elbuluk u. Kankam, 1997; Hinkkanen,
2004; Holtz, 2002; Tlas u. a., 1994; Ohyama u. a., 2006).

2 Modell der Asynchronmaschine

Die Modellierung der Asynchronmaschine erfolgt in der Raumzeigerdarstellung, siehe z. B.
(Kleinrath, 1980). Sie ist eine Momentaufnahme der Strome und Felder in der Maschine,
wobei man nur die Grundwellen der Strombelége und Feldverteilungen betrachtet. Die si-
nusformige Verteilung entlang des Umfanges ermoglicht es, diese auch durch einen Vektor
darzustellen. Legt man nun eine Gaufs’sche Zahlenebene in einen achsnormalen Quer-
schnitt der Maschine, lésst sich der Vektor durch einen komplexen Zeiger zur Festlegung
von Richtung und Amplitude ersetzen. Die Summenwirkung der einzelnen Striange ergibt
sich mittels der Superposition der Einzelgrofen. Analog zum Stromraumzeiger lassen sich
damit formal auch Raumzeiger fiir die Spannungen und Fliisse definieren.

Die Grundgleichungen der Asynchronmaschine werden in einem Bezugskoordinatensystem
betrachtet. Bei der Wahl der Umlaufgeschwindigkeit dieses Koordinatensystems wy(t) ist
man im Allgemeinen frei. Zwei {ibliche Werte sind wy(t) = 0 fiir ein statorfestes und
wi(t) = ws(t) fiir ein drehfeldfestes Koordinatensystem. Fiir die weiteren Betrachtungen
wird das statorfeste System gewihlt. Die Indizes @ und b werden dabei zur Kennzeichnung
des Real- und Imaginéirteiles einer Grofe verwendet. Die Spannungs- und Flussverket-
tungsgleichungen ergeben sich unter diesen Voraussetzungen wie folgt (Leonhard, 2001).

In den Statorspannungsgleichungen werden die Komponenten des Statorspannungsraum-
zeigers u (t) = use(t) + jugp(t) aus den Abfillen der Statorstromkomponenten i (t) =
isa(t)+Jjis(t) am Statorwiderstand ry und die durch den Statorfluss ¢ (t) = s (t)+j1s(t)
induzierten Spannungen gebildet N
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Usq = rsisa + ’Lbsa (1&)
Usp = Tsisb + Qbsb . (1b)

Der Rotorspannungsraumzeiger u, (t) = uq(t) + ju,s(t) ist fiir den betrachteten Maschi-
nentyp (Kéfig- bzw. Kurzschlusslaufer) null. Zusétzlich zu den zur Statorspannungsglei-
chung dquivalenten Termen aus Rotorstromraumzeiger i, (t) = i,4(t) + ji(t), Rotorwider-
stand r, und Rotorflussraumzeiger ¢ (1) = ¢ra(t) + j1rs(t), treten durch die Relativbe-
wegung zwischen Stator und Rotor Terme auf, die von der mechanischen Drehzahl w,, ()
abhéingen

Upq = 0 = Trira + 1/.)7‘(1 + quvzjrb (2&)
Up =0 = 710 + 7L?"b - Wm¢ra : (Qb)

Durch die Flussverkettungsgleichungen wird die Verkopplung der Fliisse im Stator und
Rotor ermittelt. Die einzelnen Komponenten werden aus den Stator- und Rotorstromen
sowie der Stator-, Rotor- und Hauptfeldinduktivitat [,, [, und [, berechnet

77ZJsa - lsisa + lhira (33)
Yo = lsisy + lpin (3b)
1/}7“(1 = lhisa + lrira (4&)
wrb = lplsy + lpivp - (4b)

Zur Vereinfachung wird im Folgenden auch der Streufaktor o verwendet. Er ist durch das
Verhéltnis der Hauptfeld- zur Stator- und Rotorinduktivitit festgelegt

i
=1- . 5
o 0 (5)
Das elektrische Moment mg(t) wird aus dem Kreuzprodukt von Statorfluss und Stator-
strom gebildet. Die mechanische Drehzahl ergibt sich aus dem Drehimpulserhaltungssatz

des Rotors unter Beriicksichtigung des Lastmomentes m (t) und des Trégheitsmomentes
des Rotors 6,,

emwm =MmMgp —Mmp = ,lvbsaisb - 77Z13bisa —mp. (6)

Eine iibersichtliche Darstellung der Gleichungen des elektrischen Systems erhélt man auch
in der Zustandsraumdarstellung. Als Zustandsgrofsen werden die Statorstrom- und Rotor-
flusskomponenten gewéhlt. Als Bezugskoordinatensystem dient wieder das drehfeldfeste
Koordinatensystem. Aufgrund der mechanischen Gegebenheiten kann dabei die Dynamik
der Drehzahl im Vergleich zur Dynamik der Zustandsgrofen vernachlissigt werden. Die
Drehzahl lisst sich somit als konstant betrachten (w,,), wodurch das System eine lineare
Struktur der Form
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x = A(@W,)x+Bus (7)
y = Cx (8)
mit
. T T . . T
X = [ Ysa Ush wra wrb ] , Us = [ Usq Usp } y Y =1 = [ lsa Ush }
rs rr(1—0) lprr lhWOm
- (ﬁ T ) 0 o‘illslg ol
s rr(l—0) hOm  lpre
A = 0 (o’lé T ) Sl olai2
I T -
lyre 0 = g,
0 G Wi T
1 T
0 00 10 00
— ols —
s % o) e-lavid g
annimmt.

Die Beobachtbarkeit des elektrischen Modells kann nach Kalman mit der Beobachtbar-
keitsmatrix Sg iiberpriift werden, siehe z. B. (Weinmann, 1995).

C
CA
CA?
CA3

Fiir technisch realisierbare Maschinen (I, # 0) entspricht der Rang dieser Matrix der
Ordnung n des Systems und somit ist die vollstindige Beobachtbarkeit garantiert.

Sp = (10)

3 Methoden zur Flussschitzung

Fiir die Flussschitzung gibt es zwei Modelle, die bei der Drehzahlbeobachtung haufig
Anwendung finden. Sie beruhen auf den Stator- bzw. Rotorspannungsgleichungen (1) und
(2) und werden daher auch als Stator- bzw. Rotormodell bezeichnet.

Statormodell

Die Ermittlung der geschitzten Statorfliisse ﬁsa und @&Sb erfolgt beim Statormodell durch
Integration der Statorspannungsgleichung (1)

772;861 - /(usa - Tsisa) dt (11&)

&sb = /(Usb—rsisb) dt. (11b)

0
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Daraus werden mit Hilfe der Flussverkettungsgleichungen (3) und (4) die geschitzten
Rotorfliisse 1., und ., bestimmt

~

bra = 2 (ol (12
by = f—; (@b - Ulsisb) - (12b)

Der Vorteil dieses Modells liegt darin, dass die mechanische Drehzahl nicht zur Berech-
nung des Flusses benotigt wird. Aufgrund der offenen Integration in den ersten beiden
Gleichungen kann es durch einen Offset zum Abdriften der geschétzten Grofen kommen.
Parameter- und Messfehler haben daher bei kleinen Drehzahlen einen grofsen Einfluss auf
das Ergebnis. Dies gilt vor allem fiir temperaturbedingte Anderungen des Statorwider-
standes.

Ersetzt man den Integrator ndherungsweise durch ein PT1-Glied mit sehr niedriger Grenz-
frequenz, so kann die Stabilitit erhoht werden (Hurst u.a., 1998). Dieser Ansatz verliert
aber bei Signalen mit Frequenzen die kleiner als diese Grenzfrequenz sind ihre Giiltigkeit.

Rotormodell

Das Rotormodell ergibt sich durch Umformen der Rotorspannungsgleichung (2) und den
Flussverkettungsgleichungen (3) und (4)

ty

7»&”a - / TT[S isa - &ijsa - djm&rb dt (133“)
Iy, ln
ty
n rls . r 7 ~ 7
7prb = / L 1sh — T_1/}sb + wmqvbra dt. (13b)
In In
0

Bei diesem Modell wird die geschédtzte mechanische Drehzahl @,, zur Berechnung der
Rotorfliisse bendtigt. Selbst bei optimaler Schatzung ist das Modell sehr sensitiv gegeniiber
Fehlern des temperaturabhingigen Rotorwiderstandes.

4 Methoden zur Drehzahlschitzung

Im folgenden Abschnitt werden die drei wichtigsten Beobachteransatze beschrieben und
die jeweiligen Vor- und Nachteile im praktischen Betrieb erldutert. Am einfachsten ist
die Klasse der direkten Drehzahlschiatzung, bei der das Ergebnis unmittelbar aus den
umgeformten Maschinengleichungen resultiert. Da es dabei keine Riickkopplungen der
berechneten Gréfen gibt, kdnnen Parameterabweichungen zu erheblichen Schétzfehlern
fiihren. Als zweite Klasse werden die sogenannten MRAS-Modelle vorgestellt, die durch
Vergleich einer Referenzgrofe mit einer adjustierbaren Gréfe die Drehzahl anpassen. Die
Klasse der Luenberger-Beobachter nutzt schlieflich das vollstindige Maschinenmodell.
Aus der Differenz zu den Messgrofen wird daraus iiber einen Adaptionsalgorithmus die
geschitzte Drehzahl ermittelt.
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4.1 Direkte Drehzahlschatzung

Bei der direkten Schéitzung wird die Drehzahl aus den Maschinengleichungen berechnet.
Wie in Abb. 3 dargestellt muss aus den Statorstromen und -spannungen zuerst der aktuelle
Flussvektor in der Maschine geschitzt werden. Durch unterschiedliche Ansétze kann man
daraus mit Hilfe der gemessenen Statorstrome die geschitzte Drehzahl @, ermitteln.
Mégliche Berechnungsschemas sind z. B. in (Schauder, 1989; Baader u.a., 1992; Fratta
u. a., 1988; Kanmachi u. Takahashi, 1995) beschrieben.

U L
= ASM
»( Dreh- | .
v . zahl- wm,
Fluss- yr R schitz-
schitzung | ung

Abb. 3: Blockschaltbild der direkten Drehzahlschitzung

Methode nach Schauder (direkt)

Fiir den direkten Beobachter erfolgt in (Schauder, 1989) die Herleitung des Berechnungs-
schemas der Drehzahl iiber den Winkel () des Rotorflussraumzeigers

¢ = arctan {zrb } . (14)

ra

Die Winkelgeschwindigkeit des Rotorflussraumzeigers entspricht dabei der Drehfeldfre-
quenz. Sie ldsst sich durch die zeitliche Ableitung des Winkels ermitteln

s wrawrb - wrbwra
i 72‘a + szfb .
In dieser Gleichung werden dann die Ableitungen der Rotorflusskomponenten durch Um-
formen der Rotorspannungsgleichung (2) und die darin vorkommenden Rotorstromkom-
ponenten durch Umformen der Flussverkettungsgleichung (4) ersetzt. Damit ergibt sich
folgender Zusammenhang fiir die gesuchte Drehzahl

l T Ara.s - Ar .sa

oy =y — BTr [ Yralss = Yrblsa | (16)
l,- 72'0, + 77Z)7%b

Die zur Ermittlung der geschiatzten Drehzahl bendtigten Rotorflusskomponenten werden

durch das Statormodell berechnet. Daher gelten fiir diese Methode die vorher beschriebe-
nen Nachteile der offenen Integration der Statorspannungsgleichungen.

(15)

Wg =
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Methode nach Kanmachi

In (Kanmachi u. Takahashi, 1995) wird die Drehzahl aus dem Rotormodell GIL.(13) er-
mittelt. Da zwei Gleichungen fiir eine Unbekannte zur Verfiigung stehen, kann man den
Rotorwiderstand herauskiirzen

(Qz}sa - lsisa> 77[)7“17 - (@&sb - ls%b) T/A)ra
(&sa - lsisa> 2[}ra + (Izsb - lsisb> 'lﬁrb
Dadurch entfallen die negativen Auswirkungen durch Parameterabweichungen des Ro-
torwiderstandes. Die bendtigten Stator- und Rotorfliissse erhalt man auch hier aus den

Gln.(11) und (12) des Statormodells. Als Nebenprodukt kann ein geschétzter Rotorwi-
derstand

W =

(17)

. ~nrathra — bty
(1&3@ - lsisa> Pra + <¢sb - lsisb) Urp

berechnet werden. Dies ermdglicht bei Temperaturdnderungen eine Nachfithrung des Pa-
rameters in der Regelung.

(18)

4.2 Model Reference Adaptive System

Beim Model Reference Adaptive System (MRAS) nach Abb.4 wird eine adjustierbare Gro-
fse mit einer Referenzgrofe verglichen. Aus der Differenz der beiden erhilt man dann mit
Hilfe eines Adaptionsalgorithmus die Drehzahl. MRAS-Verfahren werden in zahlreichen
Arbeiten mit unterschiedlichen Modellen und unterschiedlichen Adaptionsmechanismen
untersucht, siehe dazu unter anderem (Ohtani u. a., 1992; Peng u. Fukao, 1994; Zhen u.

Xu, 1998; Park u. Kwon, 2004; Schauder, 1989).

Im Gegensatz zur direkten Drehzahlschitzung kommt es bei den MRAS-Modellen zu ei-
ner Riickkopplung der berechneten Gréfen. Die Schwachpunkte sind allerdings auch hier
die geringe stationdre Genauigkeit und das oft schlechte dynamische Verhalten.

U, .
. Referenz- yr
g modell
A i Adaption Wm
Adjustierbares v,
Modell
(

Abb. 4: Blockschaltbild eines Model Reference Adaptive Systems
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Methode nach Schauder (MRAS)

Fiir das Referenzmodell werden im MRAS-Modell von Schauder die Rotorfliisse wieder
durch das Statormodell berechnet (Schauder, 1989)

-ty
772);21 = ;_T / (usa - Tsisa) dt — Olsisa (19&)
" LO
-t
~ [
wﬁb = Z_T / (usb - Ts%b) dt — Ulsisb . (19b)
h
LO

Durch den Index © wird gekennzeichnet, dass es sich um die Grofen des Referenzmodells
handelt. Das adjustierbare Modell wird aus den Rotorspannungs- und den Flussverket-
tungsgleichungen gebildet. Die Gréfen werden mit dem Index * versehen.

ty
772):(1 - / /;l (lhisa - 77[}:(1 - djm&:b) dt (20&)
0 T
ty
7, Tr . % A Tx
Yy, = A (lhisb —Yry + wm%a) dt (20b)

0

Im Gegensatz zum Referenzmodell kommt hier die geschétzte Drehzahl in der Gleichung
vor. Stimmt diese nicht mit der tatsédchlichen Drehzahl iiberein, entsteht ein Fehler zwi-
schen den beiden Modellen. Der Adaptionsalgorithmus fiithrt damit die geschitzte Ge-
schwindigkeit an die gesuchte Geschwindigkeit heran. Die Struktur wird so bestimmt,
dass fiir das Fehlersystem das Popov-Kriterium fiir Hyperstabilitdt von zeitvarianten Sys-
temen, siehe (Landau, 1979), erfiillt ist

tf
G = ko (it — 0502 + ki / (Biz, — d5uis ). (21)
0

Methode nach Peng

Die Methode nach Peng (Peng u. Fukao, 1994) verwendet dasselbe Prinzip wie das MRAS-
Modell nach Schauder. Es werden allerdings nicht die Rotorfliisse fiir die Adaption der
Drehzahl herangezogen, sondern die Komponenten der elektromotorischen Kraft

Iy - ly -
Cma = l—hwm und Cmb = l—h1/)Tb. (22)

Das Referenzmodell wird durch Umformen aus der Statorspannungsgleichung (1) und den
Flussverkettungsgleichungen (3) und (4) gebildet

/\0 . ‘-
€ru = Usqg — Tslsq — Olglsg (23a)
/\O . °
Eop = Usq — Tsisp — Olglgp - (23b)
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Die Ermittlung des adjustierbaren Modells erfolgt aus der Rotorspannungsgleichung (2)
und der Rotorflussverkettungsgleichung (4)

_ t .
ey = l_h —rrlh lsq — / Eé:w + b — W€y | dt (24a)
L | I I I
i 0
- tf .
In |7y L. . .
e, = h r—hzsb — / —Omér, + — r éry | dt (24b)
L | I, In lh
L 0 i

Damit ergibt sich fiir die Berechnung der geschétzten Drehzahl, unter Beriicksichtigung
des Popov-Kriteriums fiir Hyperstabilitéit, folgende Gleichung

ty

- kP( mbéma - ejna mb) + kl /( mbema - é:”baé:nb>dt . (25)
0

Mit diesem Ansatz kommt es weder im Referenzmodell noch im adjustierbaren Modell
zu einer direkten Integration der gemessenen Statorstrome. Dadurch werden die zuvor
beschriebenen Probleme der offenen Integration vermieden. Allerdings miissen fiir das
Referenzmodell die Ableitungen der gemessenen Statorstromkomponenten ermittelt wer-
den, wodurch neue Stérungen in Abhéngigkeit des Rauschens der Messung auftreten.

Methode nach Park

Beim MRAS-Beobachter nach Park (Park u. Kwon, 2004) werden die Statorstréme als
Vergleichsgrofen verwendet. Als Referenzgrofen dienen die gemessenen Statorstromkom-
ponenten 77, = iy, und i, = ig. Der Rotorfluss fiir das adjustierbare Modell wird wieder
durch das Spannungsmodell berechnet. Die geschitzten Fliisse werden anschliefend in
das adjustierbare Modell eingesetzt und daraus die Komponenten des geschitzten Sta-
torstromraumzeigers z und 7, bestimmt. Das verwendete Modell ergibt sich aus der
Rotorspannungsgleichung (2) und der Flussverkettungsgleichung (4)

l

1 /- [, = A
Z:a = 7~ (wra + _¢7‘a - _wmwrb> (26&)
1 L,
gy, = h wrb + wrb + wmwr‘a . (26b)

Aus der Abweichung zu den tatséchlichen Statorstromen wird die Drehzahl ermittelt
d)m = kP |:<i;>a - 2:a> wa - <i§b - EZb) ¢ra] +
ty
- %:a> ¢rb - (i:b

e
0
Der Vorteil dieser MRAS-Methode, gegeniiber den bereits vorgestellten Methoden von
Schauder und Peng, ist die grofere Robustheit bei Parameterdnderungen. Aufserdem ist
durch den Einsatz dieses Beobachters eine dynamischere Regelung der Maschine moglich.

— %) dra . (27)
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4.3 Luenberger-Beobachter

Ein weiterer Ansatz zur Drehzahlschitzung von Asynchronmaschinen ist der vollstéindige
Beobachter. Die einzelnen Modelle unterscheiden sich dabei durch ihre Beobachtermatri-
zen und ihre Adaptionsmechanismen fiir die Drehzahl, siehe z. B. (Kubota u.a., 1993;
Tursini u. a., 2000; Hofmann u. Sanders, 1998; Griva u. a., 2001; Yang u. Chin, 1993).

Fiir den Luenberger-Beobachter werden die Maschinengleichungen der Asynchronmaschi-
ne in der Zustandsraumdarstellung nach Gln.(7)-(9) betrachtet

x = A(@n)x+Bus (28)
is = Cx. (29)

Wie in Abb. 5 dargestellt, dient die Differenz zwischen den gemessenen und geschétzten
Statorstromen als Eingang fiir ein Adaptionsschema. Gemeinsam mit den geschitzten
Rotorfliissen kann daraus die Drehzahl berechnet werden. Durch die Riickkopplung zum
Beobachter erfolgt die Anpassung der Zustandsgrofen.

|=
~

> ASM

\i / ’2

Luenberger- 7 ~O— Adaption Wi

Beobachter r > —‘

Abb. 5: Blockschaltbild der Drehzahlschéitzung mit einem Luenberger-Beobachter

Vollstédndige adaptive Beobachter werden aufgrund ihrer Genauigkeit und Vielseitigkeit
am haufigsten angewandt. Ein grofser Nachteil ist allerdings die im Vergleich zu den ande-
ren Methoden aufwindige Implementierung. Aufterdem benétigen sie im Mikroprozessor
der Regelung erheblich mehr Rechenleistung.

Methode nach Kubota

Der Beobachteransatz von Kubota, (Kubota u.a., 1993), ist in der Form
i:Ax+BuS+G<L—iS) (30)

gegeben. Die Matrix A entspricht dabei weitgehend der Systemmatrix A. Fir die tat-
sichliche Drehzahl @, wird jedoch der geschitzte Wert w,, eingesetzt, d.h. A = A(w,,).
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Fiir den Schétzfehler e = x — X ergibt sich dadurch folgender Zusammenhang

6=(A+GCle— AAXK. (31)

Unter der Annahme, dass die Drehzahl ann&hernd konstant ist (w,, = 0), kann mit einem
Lyapunov-Ansatz aus den Beobachtergleichungen die geschitzte Drehzahl in der Form

ty

LDm:CUer / (e = o2 ) Gy = (i = ) e at (32)

0

ermittelt werden.

Methode nach Tursini

Der vollstiandige Beobachter dient auch als Basis fiir den Sliding-Mode-Beobachter in
(Tursini u.a., 2000). Es wird allerdings nicht die Differenz zwischen geschitztem und
tatsdchlichem Statorstrom, sondern die zugehorige Signumfunktion als Riickfiihrung ver-
wendet

i:A(@m)mBuﬁNsign{iS—is} . (33)
Als Schiatzfehlergleichung ergibt sich

é:Ae+AA5<+Nsign{is—is}. (34)

Daraus wird entsprechend dem Vorgehen fiir das Modell von Kubota wieder der Fehler
zwischen geschitzter und tatsdchlicher Drehzahl ermittelt und einem Integrator zugefiihrt

Ly
ajm = ,U/V/ |:kN1 Sigl’l {st - 2sac} &ry - kNQ Sign {isy - %sy} @rxi| dt. (35)
0
Der Sliding-Mode-Beobachter weist gegeniiber dem Modell von Kubota ein robusteres

Verhalten auf. Die Schaltglieder verursachen jedoch stérende Einfliisse, die sich in den
Systemgrofen bemerkbar machen.

Kalman-Filter

Als Erweiterung des Luenberger-Ansatzes sei noch das Kalman-Filter genannt. Aufgrund
der Nichtlinearitidt der Maschinengleichungen wird meist ein Extended-Kalman-Filter mit
einer Linearisierung im Arbeitspunkt verwendet. Als Grundlage fiir diese Methode dient
ebenfalls das vollstindige Maschinenmodell. Die Fehlerfunktion berechnet sich wie beim
Luenberger-Beobachter aus den Zustandsgrofen. Es wird allerdings das Messrauschen der
Eingangs- und Ausgangsgrofen beriicksichtigt, siehe z. B. (Weinmann, 1995).

Durch den statistischen Ansatz des Kalman-Filters vermindert sich die Sensitivitit auf
Parameterinderungen. Es ist aber zu erwihnen, dass die Lage der Eigenwerte des Beob-
achters nicht mehr frei gewéhlt werden kann (Garcia-Soto u.a., 1999; Kim u. a., 1994).
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5 Zusammenfassung und Ausblick

In Tab. 1 sind die Vor- und Nachteile der gezeigten Methoden noch einmal zusammen-
gefasst. Die Stdrke der direkten Drehzahlschétzung und des MRAS sind die einfache
Realisierung. Sie bieten allerdings eine geringe Stationdrgenauigkeit, eine grofte Abhéin-
gigkeit des Ergebnisses von den Maschinenparametern und ein oft schlechtes dynamisches
Verhalten. Vollstindige Luenberger-Beobachter werden aufgrund ihrer Genauigkeit und
Vielseitigkeit haufiger eingesetzt. Sie sind jedoch aufwindiger in der Implementierung und
verursachen einen héheren Rechenaufwand. In Zukunft wird dieser Nachteil durch die ein-
gesetzte Hardware aber immer weniger problematisch.

| Vorteile | Nachteile |
DIREKTER e Einfache Realisierung e Keine Riickkopplung der
DREHZAHL- e Geringer Rechenaufwand Ergebnisse
SCHATZER e Kanmachi: Schitzung des e Offene Integration der
Rotorwiderstandes Messgrofsen
MRAS e Finfache Realisierung e Schauder, Peng: Geringe
e Geringer Rechenaufwand Dynamik
e Adaptive Anpassung der e Schauder, Park: Offene
Drehzahl Integration der Messgrofsen
e Peng: Keine Integration der
Messgrofsen

e Park: Robust gegeniiber
Parameterdinderungen
LUENBERGER | e Genauigkeit der Schitzung | e Aufwendige Realisierung

BEOBACHTER || e Vielseitigkeit e Hoher Rechenaufwand
e Adaptive Anpassung der e Tursini: Storende Einfliisse
Drehzahl durch das Schaltglied

e Tursini: Robustes Verhalten

Tab. 1: Vor- und Nachteile der Beobachteransatze

Der Grofteil der Beobachter die auf den Maschinengleichungen beruhen, haben Stabili-
tatsprobleme im niedrigen Drehzahlbereich. Dies gilt vor allem im generatorischen Betrieb
und bei Statorfrequenz null. Ansétze zur Vermeidung der Probleme im generatorischen
Bereich gehen zu Lasten des dynamischen Verhaltens. Bei stehendem Statorspannungs-
raumzeiger kann eine konstante Drehzahl generell nicht aus den Statorstromen berechnet
werden. Als Losung miissen fiir diese Bereiche zusédtzlich Methoden mit Signaleinspeisun-
gen bzw. Auswertungen von Nichtlinearitdten in der Maschine zur Drehzahlermittlung
verwendet werden. Da Parameterabweichungen sowohl zu Schétzfehlern als auch zu In-
stabilitdten fiihren, wird meist zusitzlich zur Beobachtung der Drehzahl eine Adaption
der temperaturabhéngigen Stator- und Rotorwiderstinde durchgefiihrt.
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Abstract

The Lyapunov determinant, its subdeterminants and their corresponding derivatives with
respect to the state controller matriz are addressed. Comprehensively, the entire set of
differential quotions is investigated and prepared for designing the state controller matriz.
In addition, the maximum admissible process uncertainty with Frobenius norm limit is
carried out.

Keywords: Lyapunov matrix, Lyapunov determinant, gradients with respect to the

controller matrix, maximum admissible plant uncertainty

1 Introduction

For linear time-invariant dynamical systems x(¢) = Ax(t), x € R", the Lyapunov crite-
rion for global asymptotic stability requires the selection of a symmetric positiv definite

matrix Q € R™ " to solve the Lyapnov equation
ATP +PA =-Q (1)

with respect to P. If P is positiv definite the origin in x-space is globally asymptotically

stable. The appropriate Lyapunov function is V = x’Px and P can also be expressed
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as P = [;° eATthAtdt. [Remember: For a stable A and arbitrary P > 0, Q need not
be positive definite (Féllinger, O., 1993; Franklin, G.F., et al., 2002; Slotine, J.-J., and
Weiping, L., 1991; Weinmann, A., 1995)]. For a closed-loop dynamical system, A is
replaced by A, = A + BK, where A is the open-loop process matrix, B is an input
matrix and the state controller is termed K.

In this paper, the binary fact of P being positive definite or not is extended to the
expression of the quantity of P. The Lyapunov matrix P and all its northwest submatrices
P, ; Vi ={l,n — 1} are quantified as far as the amounts of detP,, and detP, ; Vi =
{1,n — 1} are concerned.

Apart from the fact that P,, does not exist at the stability border (since it tends to oo
in Eq.(1)), the details are investigated which is the functional dependence between the de-
terminants mentioned above and the eigenvalues A\;[A] . The interrelation is studied when
the eigenvalues are crossing the imaginary axis in the s-plane. An interesting behavior is
offered by the inverses 1/detP,_; Vi = {0,n — 1} when one of the eigenvalues crosses
the imaginary axis. The inverse determinants incorporate a smooth crossover at the zero
level. This leads to the idea of utilizing this fact to prepare and find a stabilization al-
gorithm. The gradients of 1/ det P,,_; with respect to the controller matrix are evaluated
and prepared to determine steps AK to stabilize the system.

In three simple examples, it is demonstrated how to stabilize an unstable plant or to

improve the stability degree in a straightforward manner .

2 Lyapunov Determinant Increments Triggered by
the Controller Matrix

The issue is to find the increments of the Lyapunov matrices AP,, triggered by increments

of the controller matrix AK.

2.1 Determinant of the Original Lyapunov Matrix

Now, the increment of P, caused by an increment of K is studied. Anticipating further

requirements, P in Eq.(1) is equated with P,,. Starting from Eq.(1)

(A+BK)'P, +P,(A+BK) = —-Q (3)
AK'B'P, + P,BAK + (A + BK)"AP, + AP,- (A+BK) = 0 (4)

(P,B®1,)colAK” + (I, ® P, B)col AK
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+[I, ® (A + BK)" + (A + BK)" ® I,JcolAP,, = 0 (5)
col AP, = H,col AK , (6)
where (Weinmann, A., 2008)
Hy 2 [I,®(A+BK)" + (A +BK)" ®L)] (7)
H, £ —H'{(P,B)®L]U,, +[I,® (P,B)]} (8)

and K € R™", B € R™™, Hp € R, U, € R™*™ . The latter matrix is the

permutation matrix

UklAU (klxkl) é Xk:i Ic><l ®Elxk ZZEkxl ( kxl)) : (9)

where E,] is the Kronecker matrix. Furthermore, for the sake of survey, one has (P,B) ®

I c Rn xXmn hT c Rlxmn, Bca()AII%K c Rm nxn I ® hT c Rmxm n, 8detPn c Rmxn,

For the correspondmg determinants, expansion and first-order truncatlon yields

det(P, + EjAP, ;) L detP, + tr[E;; P det PyAD,; (10)
det(P,, + E;;AP,;;) = detP, +(P;1)jidetP AP, (11)
det(P, + AP,) = detP,+ > (P;");idet P, AP, (12)
det(P, + AP,) = detPn+dZetP [col (P;7)]"col AP, (13)
det(P, + AP,) = detP, {1 +[col (P,7)]"col AP, } (14)
AdetP, = (detP,)-[col (P,T)]"col AP, (15)
AdetP, ¥ (detP,)-[col (P;T)]TH,col AK (16)
AdetP, 2 hTcol AK (17)
glale — DnleolaK = (1,0 h) X0 2E (18)
% E (1, ®h) Ly ® Up)[(col 1) © 1] (19)
PP = [ ® (0 Up)][(col L) ©1L,] (20)

where
h? £ (det P,,)[col (P;T)|TH,, . (21)

2.2 Determinant of Lyapunov Submatrices

The derivation is now repeated for AP,,_;. The column col AP,,_; is easily achieved from
col AP,, with the help of a reduction matrix R,

colAP,_; = R,col AP, = R,H,col AK . (22)
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An example for the reduction matrix is given in Fig. 1.

D Figure 1: Reduction matrix
D R, for n = 4. Zeros
D correspond to white

D background, ones to grey
D shaded

Repeating the derivation from Eq.(10) to Eq.(20), a replacement n by n — 1 and H,
by R,H,, is required

OJdet Pnfl

oK = [Im X (hg;_lUn,m)][(COl Im) X In] , (23)

where

BT, 2 feol [adjP, ,J")TR,H, € RV, R, € RIm D0 o

and (det P, )P, ! was replaced by adj P,,.
The next step to n — 2 yields

h’_, 2 {col [adjP, 5"} R, R, H, € R"*" (25)

In such a way, derivations OP,,_; /0K are carried out up toi =n — 1

ddet P,_;
6371{ = [Ln® (h!_,U,n)][(col I,) @ L] (26)
hY ;. 2 {col [adjPp_i]”}" [] RucwiH, € R, R, € RV (27)
v=1
where
P, ,=P(l:n—i,[1:n—id]) Vi={l,n—1} (28)

is the n — 1 northwest main minor of P,,.
A general algorithm is: For the smallest item out of the following set
min{det P, det P,,_;}, select
1 0 1

0 e
AK x 7‘33;” or 7(1312”’1 , (29)
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where

Ogair, 1

K- = Tdapoiin® (b 11,) o1

OK (or Byl © (B Ui [(col L) @ L]
Ogerp— 1 i

K~ (e, pin @ (B Unm)ll(col L) © L]

Rephrasing Eqs. (21) and (27), one has

h’ col” (adjPT)H,,

[1>

col” (adjP_;) I Ru-vi1H, -

v=1

T
hnfi

(30)

(31)

(32)

(33)

3 Maximum Change of the Lyapunov Subdetermi-

nant for Norm-Limited Uncertainty

Find the process uncertainty AA, limited in Frobenius norm, such that the increase of

detP,,_; Vi={0,n— 1} is maximum

where

(Ay +AA) (P, + AP,) + (P, + AP,)(Ay + AA)+Q = 0

AA"P, + ALAP, + P,AA+AP,-A;, = O
col AP, = J,colAA,

2

J,=-AT[(P,®1,)U0,,+(I,®P,)]

and the Kronecker sum with identical operands A € R™*™ is termed

Defining

AZABDA=AQRIL, +1, ® A c R .

i 2 {col [adi" (P ) [V Rpisr . .. RpJn Vi={0,n—1}

AdetP, ; =j . col AA .

(38)

(39)

(40)

Optimization with norm ag, in order to obtain the maximum admissible uncertainty, yields

AdetP, ; + MAA|Z  — max
colaa

Jn—i +2Xcol AA = 0
cOlAA = —20 5 Vi={0,n—1}.

\/jg;—ijn—i
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Alternatively written,

Qo

col AA = —
V/(col P, T)TJ, 3 col P, T

J,colP T

For the sensitivity with respect to the uncertainty, one finds

AdetP, = (detP,)(colPT)Tcol AP,

AdetP, = (detP,)(col PT)7J, col AA

OdetP,_; .7 OcolAA T
TOAA (I, ®Jn7i)aA7A = (In ®jp—i)(Im ® Upym)(col L, @ L,).

4 Increments of det P Triggered by Q

From Eq.(1) one has

ATcol P = —col Q
col P = —A Tecol Q
Odet P (14) 7
SeolAD =" detP-(col P7)
det(P + AP) XY ot P [1 + (col P T)T(=A TcolAQ)]
Odet P ,
= —(det P)A"'col P77
OcolQ (det P) 0
Olndet P 1 Odet P <
— = =—Acol P77,
dcolQ det P Ocol P 0
By determining
A Odet P

Acol Q = « —a(det P)A " lcol P77

dcolQ

Adet P & (det P)(col P~TYA""Acol Q
= —a(det P> (A7'col P~ (A7 'col P7T) <0,

a check for guaranteed decrease is available.

(44)

(55)
(56)
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5 Examples

Example 1. Sweeping the eigenvalues:

0 4
For a system A = Y ), the parameter o is increased from —4.9 to 9.9.
—4 —3.5a
For Q = diag[-2 — 3] the Lyapunov matrix and its submatrix are calculated and

their determinants are given in Fig. 2. In addition, the inverses are shown in the right-
hand figure. A logarithmic-oriented saturation function is applied. The inverses of the
determinants do not increase arbitrarily. Hence, shifting the poles of A arbitrarily to the
left is limited as can be seen in the right-hand part of Fig. 2. For ¢ = 1.8 the maximum is
reached. For the sake of illustration, in Fig. 3, left-hand part, A »[A] are presented versus
the parameter a; in the right-hand part, the step response for a = 1.8 is depicted, which

would be a good choice for the design.

Ixp.m, lyg.fig
6 - - 12 - -
5 10}
4 L
8 L
6 L
4 L
2 L
-1k, Or
18
_2 L L _2 L !
-5 0 5 10 -5 0 5 10
a a

Figure 2: Determinant of the Lyapunov matrix and submatrix and their inverse for

Example 1
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IXxp.m figure(2), lyh.fig

20 - .
| Step Response
A\ | 0.35 ; . .
3
10F | conjugate 4
)} : complex 03} i
|} / eigenvalues
=" ’m/ i
O . '\|."_|_,_._. 025F -+ - g——
L\
| N real
I eigenvalues ® 02r 7
=10 3 & k=
RN / é_
| ‘ = i |
| N 0.15
-20r | )\ .
) 3
| ‘ 0.1 E
| 1}
-30 | S
| ' 0.05 | .
|
_40 1 | 1 0 1 1 1
-5 0O 1.8 5 a 10 0 0.5 1 1.5

Time (sec)

Figure 3: Eigenvalues and step response for the second-order Example 1. The left-hand

diagram displays (1) the real eigenvalues on the ordinate and (2) the conjugate complex

values (for —8/3.5 < a < +8/3.5) by their imaginary part on the circle and the real part
on the line which is continued dashed for |a| > 8/3.5
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Example 2. Gradients for a second-order system:
Starting with an unstable plant A and the MATLAB notation setup

A=10%[0 1; -1 0.03] B=[0; 1]
Q= - diag([linspace(1,2,2)]) K=[0 0],

seven steps are executed following the gradient of Eq.(32) and (33). The resulting deter-

minants of the Lyapunov matrices are depicted in Fig. 4.

Ixu.m figure(2), lyi.fig

det P1

-2 1 1 1 1 1
1 2 3 4 5 6 7

Step Number

Figure 4: Determinant of Lyapunov matrices for the second-order Example 2
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Example 3. Third-order system:
For the setup of an unstable plant A,

A=T[0 1 0;0 0 1; -1 -0.2 -0.03] B=[0; 0; 1]
Q= - diag([linspace(1,2,3)]) K=[0 0 0],

three steps following the gradient are carried out. The resulting change in the closed-loop

eigenvalues of A + BK is given in the tabular in what follows

-0.9428 -0.3999 -0.3594
0.4564 + 0.92321 -0.1344 + 1.3495i -0.2346 + 1.4630i
0.4564 - 0.92321 -0.1344 - 1.3495i -0.2346 - 1.46301

The determinants of the Lyapunov matrices are shown in Fig. 5. The optimum final K is
K= (043 —2.52 —0.83). The number of gradient-guided steps is left to the choice
of the designer. The algorithm is self-stabilizing. However, for a superfluous number of
steps it converges to 0, —0.29 + 7 1.71 with monotonically increasing determinant and

subdeterminants.

Ixul.m figure(2), lyj.fig

—

\\IIIIIIIIIIIIIIIlIllIllIlIIlIIlIIlIIlIIIIIIIIII

W ‘I-I-I-I-I-I-I-I-I-I-I-I-I-I- 14
a W ‘\ -
det P

- W Py -

Figure 5: Determinant of Lyapunov matrices for the third-order Example 3

6 Conclusion

With the help of matrix analysis, the partial differential quotients of Lyapunov determiant
and its subdetermiants with respect to the state controller matrix are derived. In such a
way, the local vicinity of the stability boundary is investigated, both in the weakly stable
and unstable range. The inverse of the Lyapunov determinant and its subdeterminants

and their differential quotients are well prepared for a state controller design algorithm.
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The maximum admissible Frobenius norm-limited uncertainty of the plant is also
carried out and given by the property of producting the maximum change of the Lyapunov

determinant.
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Appendix. Correspondences

The self-derivative of a columnized matrix is

9 ol K= (Ln® Uy )[(col L) @ L] ™2™V, (57)
0K ’
Taylor expansion of the determinant:
. ddet(A + VAp)
det(A + VAp)\Ap<<1 = det A+ 537 Ap (58)
= det A + tr[VadjA]Ap (59)
= det A +tr[VA']-detA-Ap. (60)
Numerically, the gradient is
ddet P . det[P + AP(AK;;)] — det P

= matrix;;|

0K AK; J- (61
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