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Prof. dr. ir. Daniël De Zutter (UGent – INTEC), voorzitter
Dr. ir. Bert Renders (UGent – EESA), secretaris
Univ.-Prof. Dr. -Ing. Johanna Myrzik (TU Dortmund, Duitsland)
Prof. dr. ir. Johan Driesen (K.U. Leuven)
Prof. dr. ir. Johan Gyselinck (ULB, Brussel)
Prof. dr. ir. ing. Jan Desmet (Howest, Kortrijk)
Prof. dr. ir. Marc Burgelman (UGent – ELIS)
Prof. dr. ir. Jan Melkebeek (UGent – EESA)
Prof. dr. ir. Lieven Vandevelde (UGent – EESA)



i
i

i
i

i
i

i
i



i
i

i
i

i
i

i
i

Inhoudsopgave

Inhoudsopgave v

Samenvatting vii

Summary xi

Lijst van afkortingen en symbolen xv

1 Inleiding 1
1.1 Probleemstelling . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 1

1.1.1 Netkwaliteit in distributienetten . . . . . . . . . . . . . . 2
1.1.2 Liberalisering van de markt . . . . . . . . . . . . . . . . 6
1.1.3 20-20-20 doelstelling . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 14

1.2 Doelstelling . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 15
1.3 Basisonderstellingen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 16
1.4 Overzicht van het werk . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 22
Bibliografie . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 23

2 Harmonisch model van het distributienet 25
2.1 Inleiding . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 25
2.2 Netwerkmodellen in de literatuur . . . . . . . . . . . . . . . . . . 26
2.3 Topologie van het elektrisch net . . . . . . . . . . . . . . . . . . 29
2.4 Belastingen in de knooppunten van het netwerk . . . . . . . . . . 33

2.4.1 Belasting afhankelijk van de netwerktopologie . . . . . . 33
2.4.2 Belasting gedefinieerd door de gebruiker . . . . . . . . . 34

2.5 De oplossingsmethode . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 35
2.6 Convergentie van de forward/backward methode . . . . . . . . . . 39
2.7 Niet-lineaire lasten . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 42
2.8 Besluit . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 48
Bibliografie . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 49



i
i

i
i

i
i

i
i

iv INHOUDSOPGAVE

3 Niet-lineair transformatormodel in symmetrische componenten 53
3.1 Inleiding . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 53
3.2 Transformatormodellen in de literatuur . . . . . . . . . . . . . . . 54
3.3 Harmonisch evenwicht . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 58
3.4 Niet-lineair harmonisch eenfasig transformatormodel . . . . . . . 60

3.4.1 Elektrische en magnetische vergelijkingen . . . . . . . . . 60
3.4.2 Berekening van de magnetiseringsstroom . . . . . . . . . 62

3.5 Driefasig transformatormodel in symmetrische componenten . . . 64
3.5.1 Elektrische en magnetische vergelijkingen . . . . . . . . . 66
3.5.2 Berekening van magnetiseringsstroom . . . . . . . . . . . 76
3.5.3 Invloed van de schakeling . . . . . . . . . . . . . . . . . 80

3.6 Verificatie met behulp van EE-modellen . . . . . . . . . . . . . . 81
3.7 Verificatie met behulp van metingen . . . . . . . . . . . . . . . . 86

3.7.1 Verificatie in een symmetrisch onbelaste toestand . . . . . 88
3.7.2 Verificatie in een asymmetrisch onbelaste toestand . . . . 112

3.8 Besluit . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 120
Bibliografie . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 121

4 Harmonische analyse van de invloed van decentrale productie op de
netkwaliteit van het distributienet 125
4.1 Inleiding . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 125
4.2 Voornaamste impact van decentrale productie op de netkwaliteit . 126

4.2.1 Spanningsprofiel . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 126
4.2.2 Golfvormdistorsie . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 127
4.2.3 Netwerkverliezen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 128
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Samenvatting

De laatste jaren is er een enorme toename merkbaar van het aantal decentrale ge-
neratoren in het distributienet. Deze toename is onder meer te wijten aan de li-
beralisering van de markt en het gebruik van hernieuwbare energie voor de elek-
triciteitsproductie. Het elektriciteitsnet, dat historisch is opgebouwd om energie
van een hoger spanningsniveau te transporteren naar een lager spanningsniveau
om het daar te distribueren, wordt hier in grote mate door beı̈nvloed. Bovendien
zorgt de ontwikkeling van slimme meters voor een evolutie naar slimme netten,
waarbij lasten gestuurd kunnen worden op basis van de fysische eigenschappen
van de spanning. Naast het groter aandeel decentrale generatoren is er een toena-
me merkbaar van het aantal vermogenselektronische lasten. Deze lasten hebben
een niet-lineaire spanning-stroom relatie en zorgen voor afwijkingen van de ideale
toestand van de spanning en de stroom. Deze afwijkingen worden beschreven door
de term netkwaliteit. Bovenstaande evoluties hebben duidelijk een invloed op de
netkwaliteit van het het elektriciteitsnet en spelen een belangrijke rol in de toekom-
stige uitbating van het net. In dit werk wordt een tastbare bijdrage geleverd aan de
studie van de netkwaliteit.
De studie van de netkwaliteit wordt uitgevoerd door middel van een in dit werk
opgesteld netwerkmodel. Dit netwerkmodel is voorgesteld in Hoofdstuk 2. Hier-
bij valt te benadrukken dat het model zo algemeen mogelijk is opgebouwd, zodat
om het even welk radiaal distributienet kan worden bestudeerd. Het harmonisch
spectrum van de spanning in de knooppunten van het netwerk wordt berekend met
behulp van een iteratieve harmonische analyse. De berekeningen worden boven-
dien uitgevoerd met behulp van symmetrische componenten. Het gebruik van een
iteratieve methode kan leiden tot numerieke instabiliteit, bijgevolg wordt er in dit
hoofdstuk voldoende aandacht besteed aan de oorzaken en oplossingen voor dit
instabiliteitsprobleem. Een voordeel van een iteratieve methode is de eenvoudige
wijze waarop spanningsafhankelijke lasten kunnen worden gemodelleerd. Op deze
manier kan het belang van het attenuatie- en diversiteitseffect op de harmonische
distorsie worden bestudeerd.
Een studie van de netkwaliteit vergt een gedetailleerde modellering van de ver-
schillende componenten aanwezig in het elektrisch net. Naast de invloed van niet-
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lineaire lasten is het bijgevolg van belang om de invloed van de transformatoren op
de netkwaliteit te bestuderen. In Hoofdstuk 3 wordt een niet-lineair model van een
transformator ontwikkeld. Via de methode van het harmonisch evenwicht wordt
in eerste instantie een model opgebouwd voor een eenfasige transformator. Hier-
bij wordt gebruik gemaakt van de vergelijkingen bekomen via het elektrisch en
magnetisch equivalent circuit. Op basis van de spanning aan de klemmen wor-
den met behulp van het transformatormodel zowel de stromen in de windingen
als de flux in de kern berekend. Vervolgens wordt de uitbreiding van het eenfa-
sig model naar een driefasig model voorgesteld. De modellering maakt gebruik
van symmetrische componenten. Het model kan bijgevolg op een eenvoudige ma-
nier worden geconnecteerd aan het reeds voorgestelde netwerkmodel. Verder bevat
Hoofdstuk 3 een uitgebreide validering van het voorgestelde driefasige transforma-
tormodel. Hierbij worden verschillende schakelmogelijkheden van de transforma-
tor besproken. In eerste instantie wordt het model vergeleken met een eindige-
elementenmodellering. Hierbij worden de stromen in de windingen beschouwd
indien een driefasige transformator een niet-lineaire last voedt. Met behulp van
deze vergelijking werd naast de validering van het model ook aangetoond dat het
voorgestelde transformatormodel op een eenvoudige manier kan worden gekoppeld
met het netwerkmodel zoals voorgesteld in Hoofdstuk 2. Vervolgens wordt de be-
rekende magnetiseringsstroom in detail vergeleken met metingen op een transfor-
mator in onbelaste toestand. Dit heeft geleid tot een uitbreiding van het magnetisch
equivalent circuit met een verzadigingsafhankelijke luchtspleet. De magnetische
spanningsval over de coating van de lamellen of in de overgangszone tussen de
benen en het juk blijkt immers een belangrijke invloed te hebben op de berekende
magnetiseringsstroom.

Met behulp van de voorgestelde modellen uit Hoofdstuk 2 en 3 wordt in Hoofd-
stuk 4 een doorgedreven harmonische analyse uitgevoerd omtrent de invloed van
decentrale productie op de netkwaliteit. De aandacht wordt hier specifiek gericht
op convertor-gekoppelde decentrale productie-eenheden. Meer specifiek zal de in-
vloed van de controlestrategie gebruikt voor de convertor op de netkwaliteit wor-
den onderzocht. De controlestrategieën voor de convertoren, gebruikt in de si-
mulaties, kunnen worden opgedeeld in twee groepen, namelijk de sinusoı̈dale en
de dempende controlestrategie. De verliezen (fundamenteel en harmonisch) en
de spanningskwaliteit in het distributienet zijn de twee belangrijkste aspecten van
de netkwaliteit die in dit hoofdstuk worden onderzocht. De aspecten van de span-
ningskwaliteit die worden beschouwd zijn de invloed op de rms-waarde, de harmo-
nische vervorming, de onbalans en tot slot de invloed op spanningsdips. Het over-
grote deel van de simulaties zijn uitgevoerd op een vooraf gedefinieerd netwerk,
waarbij een basisbelasting wordt gekozen waardoor het net zich reeds in een on-
gebalanceerde vervormde toestand bevindt. De invloed van de controlestrategieën
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wordt vervolgens beschreven door langs het distributienet één of meerdere decen-
trale productie-eenheden te plaatsen. De invloed op de netkwaliteit kan met behulp
van verschillende indicatoren worden beschreven. In eerste instantie worden de
indicatoren aangewend die over het algemeen worden gebruikt in de internationa-
le normen. Waar nodig zijn vervolgens andere, recent geformuleerde, indicatoren
aangewend om op deze manier de verschillen tussen de diverse controlestrategieën
beter te beschrijven.
Uit de resultaten bekomen in Hoofdstuk 4 valt duidelijk af te leiden dat decentrale
productie-eenheden de spanningskwaliteit in het net beı̈nvloeden.
In Hoofdstuk 5 wordt er bijgevolg aandacht besteed aan de invloed van de span-
ningskwaliteit op de ijzerverliezen. De fluxen berekend via het eerder voorgestelde
tranformatormodel worden aangewend om via een post-processing methode de ij-
zerverliezen te berekenen. De berekening van de ijzerverliezen wordt uitgevoerd
op basis van de splitsing van de ijzerverliezen in drie componenten, namelijk de
quasi-statische hysteresisverliezen, de wervelstroomverliezen en de excessverlie-
zen. De berekende waarden worden in eerste instantie gevalideerd op een transfor-
mator in onbelaste toestand, waarbij de primaire windingen worden gevoed met een
symmetrisch stel spanningen. De verliezen in de transformator worden opgemeten
door per been de BH-lus te bepalen. Vervolgens wordt de berekeningsmethode
gevalideerd door de transformator te voeden met een asymmetrisch stel spannin-
gen.
Tot slot worden in Hoofdstuk 6 de belangrijkste besluiten van dit werk overlopen
en worden er enkele suggesties gedaan voor verder onderzoek.



i
i

i
i

i
i

i
i

x Samenvatting



i
i

i
i

i
i

i
i

Summary

Because of recent developments, such as the liberalisation of the market, and envi-
ronmental concern more and more power is generated by small-scale energy sour-
ces at the distribution level, which are called distributed generation (DG) units.
Until today electricity networks were dispatched centrally, without consideration
of what happens at distribution level. However, the development of smart meters
and consequently, the evolution to smart grids will result in the dependency of the
load behaviour to the physical properties of the voltage. Next to the increasing
amount of DG units, more and more loads are connected to the grid by means of
power electronics. These devices have a nonlinear voltage-current relationship and
therefore, they will lead to deviations of the ideal voltage and current waveforms.
These deviations are described by the term power quality. It is clear that power
quality aspects will play an important role in the future development and opera-
tion of the electricity network, and therefore, this work will provide an important
contribution to the study of power quality.
In order to study the power quality aspect in distribution grids a network model is
developed in Chapter 2. This model is designed so that it can study any kind of
radial network. By means of the iterative forward/backward method, the harmonic
voltage profile in every node is calculated. Furthermore, the method is implemen-
ted in symmetrical components, which results in a faster model. However, the use
of an iterative method can cause numerical instability. In Chapter 2, these problems
are discussed and solved. In addition, an iterative method has the advantage that
the currents drawn by the loads can be influenced by the voltages in the point of
connection. As such, the importance of the attenuation and diversity effect to the
harmonic distortion can be studied.
To obtain accurate simulation models, network models and their components ha-
ve to be modelled in detail. Therefore, a transformer model has been developed
in Chapter 3 for the implementation in a harmonic load-flow program. At first,
a model of a single-phase transformer has been proposed. This model uses the
harmonic balance method for the description of the nonlinearity of the magnetic
core. The equations used in the model are obtained from the electric and magne-
tic equivalent circuits. Based on the voltages at the primary and secondary side,
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the currents in the windings and the flux in the core are calculated. Hereafter,
the model is extended to a three-phase three-legged transformer. The model uses
symmetrical components and can therefore be easily implemented in the harmonic
load-flow program as described in Chapter 2. Subsequently, the three-phase trans-
former model has been validated by means of a comparison with a finite element
model and a comparison with measurements on a distribution transformer in no
load condition. The validation with the finite element model shows the ability of
the model to predict the currents in the windings when the transformer is loaded
with a nonlinear load. Furthermore, it proves that the model can be easily imple-
mented in a harmonic load-flow program. The comparison with the measurements
shows the dependency of the magnetic voltage drop across the air gap between the
legs and the yokes and across the coating of the strips to the calculated magneti-
zing currents. This leads to the extension of the magnetic equivalent circuit with a
saturation dependent air gap.

In Chapter 4 the models developed in Chapter 2 and 3 are used to perform a harmo-
nic analysis of the influence of DG units on the power quality. More specifically,
DG units connected to the grid by means of power electronic converters will be
considered. These converters are controlled so they can inject the power coming
from the primary energy source into the grid. Next to this function, the converter
control strategy can be extended with ancillary services and as such, it can have a
favourable influence on the power quality. The control strategies considered in the
simulations are the sinusoidal control strategy and the damping control strategy. In
order to make the comparison between these control strategies a radial distribution
network is presented. Even without DG units connected to it, this network is in an
unbalanced distorted state. By means of several simulation scenarios, where one or
more DG units are connected to the grid, the influence of the control strategies on
the power quality is investigated. The main aspects of the power quality focussed
on in this work are the fundamental and harmonic losses along the network and the
voltage quality. The aspects of the voltage quality discussed here are the influence
on the rms-value, unbalance, harmonic distortion and the reaction of the DG units
in case of voltage dips. Several indicators are used to describe the influence on
the power quality. At first, those indicators that are used in international standards
are applied. Where appropriate, other recently formulated indices are used, as they
lead to a better comparison between the control strategies.

Chapter 5 focusses on the influence of the voltage quality on the iron losses in
transformers. The flux in the core, calculated with the transformer model out of
Chapter 3, is used in an post-processing method in order to determine the iron
losses. The procedure to calculate the iron losses is based on the division of these
losses in the quasi-statical hysteresis losses, the eddy current losses and the excess
losses. The calculated values are compared with measurements on a transformer in
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no load conditions. At first, the windings of the transformer are fed with a balanced
set of voltages and the losses are measured by determining the BH−loops. After
this, the method is validated when the transformer is fed with an asymmetrical set
of voltages.
Finally, in Chapter 6, an overview is given of the most important conclusions made
in this work. Furthermore, some suggestions for further research are made.
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Hoofdstuk 1

Inleiding

1.1 Probleemstelling

De laatste jaren is er een enorme toename merkbaar van het aantal decentrale gene-
ratoren en het geı̈nstalleerd decentraal vermogen. De belangrijkste drijfveren voor
deze evolutie kunnen enerzijds worden toegeschreven aan milieu-aspecten, via de
20-20-20 doelstelling, en anderzijds aan de liberalisering van de markt.
De liberalisering van de markt stimuleert op verschillende manieren de productie
van elektriciteit via decentrale generatie. Ten eerste wordt het risico voor elektri-
citeitsproducenten veel kleiner bij investeringen in kleinschalige projecten. Daar-
naast zijn er door de vele subsidiemaatregelen voor groene-stroom-productie veel
particuliere investeringen in kleinschalige productie-eenheden. Bovendien bevoor-
deelt het beleid inzake de elektrische energiemarkt decentrale generatie omwille
van de de diversiteit van de gebruikte energiebronnen en de gelijkmatige verde-
ling over het elektriciteitsnet, wat de elektriciteitsvoorziening minder kwetsbaar
maakt. Daarnaast wordt via decentrale generatie concurrentie in de elektriciteits-
markt gebracht en wordt de monopoliepositie van grote elektriciteitsproducenten
doorbroken. Heel wat van deze decentrale generatie wordt door middel van vermo-
genselektronische convertoren aan het net gekoppeld. Naast hun primaire functie
om de beschikbare energie te injecteren in het net, kunnen deze convertoren wor-
den uitgerust met secundaire taken om zo de uitbating van het elektriciteitsnet te
ondersteunen. De invloed van het decentraal injecteren en van de ontwikkelde
controlestrategieën voor convertoren op de kwaliteit van het net is een nieuw en
belangrijk vraagstuk.
Naast de stimulans om meer decentrale generatoren te plaatsen in het distributie-
net wordt de netkwaliteit in distributienetten nog op een andere manier beı̈nvloed
door de 20-20-20 doelstelling. Er wordt immers gestreefd naar oplossingen om
het energieverbruik drastisch te verminderen. Eén van de typische veranderingen
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op dit vlak is het gebruik van niet-lineaire lasten. Een mooi voorbeeld hiervan
is het vervangen van gloeilampen door spaarlampen. Vanwege hun niet-lineaire
spanning/stroom relatie hebben spaarlampen echter een invloed op de golfvorm-
distorsie in het net en bijgevolg op de netkwaliteit.
Het is duidelijk dat in de huidige evolutie van de elektriciteitswereld de netkwaliteit
een belangrijke rol speelt. In dit werk is het dan ook de bedoeling om aan de studie
van deze netkwaliteit een tastbare bijdrage te leveren. In wat volgt wordt in eerste
instantie dieper ingegaan op de term netkwaliteit en wat dit allemaal omhelst. Ver-
volgens wordt stil gestaan bij bovenvermelde drijfveren, namelijk de liberalisering
van de markt en de 20-20-20 doelstelling.

1.1.1 Netkwaliteit in distributienetten

De kwaliteit van een elektrisch net kan aan de hand van verschillende definities
worden besproken. Hierbij wordt de nadruk gelegd op de afwijking van het ideale
geval. In de literatuur worden er verscheidene definities voorgesteld om deze af-
wijking te beschrijven. In dit werk zullen de volgende definities worden gebruikt,
die gebaseerd zijn op [1].

Spanningskwaliteit betreft de afwijkingen van de spanning van zijn ideale si-
nusoı̈dale toestand. De ideale golfvorm is gekarakteriseerd door een cosi-
nus met een voorafbepaalde waarde van de amplitude en de frequentie. In
driefasige netten is bovendien vereist dat deze golfvormen symmetrisch zijn.
Hiermee wordt bedoeld dat ze een gelijke amplitude en frequentie bezitten en
ten opzichte van een andere fase verschoven zijn over een hoek van ±120◦.
Hierbij wordt de fasevolgorde a-b-c aangehouden.

Stroomkwaliteit is de complementaire term van spanningskwaliteit. Het betreft
de afwijking van de stroom van zijn ideale toestand. Deze ideale toestand is
opnieuw een cosinus met constante amplitude en frequentie. Daarbij komt
nog dat in het ideale geval de stroom in fase is met de spanning.

Netkwaliteit is de combinatie van spannings- en stroomkwaliteit. Hierbij is het
belangrijk op te merken dat hiermee niet de afwijking van het product van
spanning en stroom ten opzichte van de ideale vorm bedoeld wordt. In de
Engelse literatuur wordt netkwaliteit over het algemeen aangeduid met de
term power quality [2, 3].

Leveringskwaliteit betreft zowel technische als commerciële aspecten van de le-
vering van vermogen. Het technische aspect van leveringskwaliteit valt gro-
tendeels samen met de spanningskwaliteit, met extra nadruk op de beschik-
baarheid van de spanning aan het afnamepunt. Het commerciële aspect be-
handelt de interactie tussen de klant en de netbeheerder of de leverancier.
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Hieronder vallen bijvoorbeeld de behandeling van eventuele klachten en dui-
delijkheid van de tarificatie.

In dit werk wordt vooral aandacht besteed aan de netkwaliteit in het distributienet.
Verstoringen in de netkwaliteit kunnen leiden tot een verminderde werking van toe-
stellen die aangesloten zijn op het net. De interactie tussen lasten die verstoringen
veroorzaken en de immuniteit ten opzichte van verstoringen op het net wordt be-
studeerd in het kader van elektromagnetische compatibiliteit (EMC). In wat volgt
zullen de voornaamste afwijkingen van de netkwaliteit worden benoemd [2, 3].

• Golfvormdistorsie:

wordt in het algemeen bestudeerd onder de vorm van harmonische vervor-
ming. Harmonischen zijn sinusoı̈dale stromen of spanningen met een fre-
quentie gelijk aan een geheel veelvoud van de fundamentele frequentie (f0).
Wanneer de frequentie van de sinusoı̈dale golfvorm geen geheel veelvoud is
van de fundamentele frequentie spreekt men van interharmonischen indien
de frequentie hoger is dan f0, in het andere geval wordt er gesproken van
subharmonischen. In principe kunnen subharmonischen op dezelfde manier
worden behandeld als interharmonischen.

Zowel harmonischen als interharmonischen worden veroorzaakt door niet-
sinusoı̈dale spanningsbronnen of toestellen met een niet-lineaire relatie tus-
sen de spanning en de stroom. Over het algemeen produceren deze toe-
stellen een harmonische stroom die vervolgens een harmonische spanning
veroorzaakt vanwege de spanningsval over de netimpedantie. Harmonische
stromen van eenzelfde frequentie moeten vectorieel met elkaar worden op-
geteld.

De voornaamste gevolgen van harmonischen zijn de extra verliezen in zo-
wel lijnen, transformatoren, condensatorbanken als machines en het slechts
gedeeltelijk of niet functioneren van lasten, controle apparatuur en beveili-
gingstoestellen.

• Spanningsfluctuaties:

opeenvolging van spanningsveranderingen of een continue variatie van de
rms-waarde van de spanning. Indien deze fluctuaties binnen bepaalde fre-
quentieniveaus vallen (1 − 15 Hz), kunnen ze zorgen voor een zichtbare
variatie in de helderheid van een lamp, ook wel flikker genoemd. Flikker
kan worden beschouwd als een speciaal geval van subharmonische distorsie.

De hoofdoorzaken voor deze spanningsfluctuaties zijn industriële lasten zo-
als hoogoven installaties of grote fluctuerende motorlasten.
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Naast de variatie van de helderheid van een lamp is ook het remmen en
versnellen van machines die direct geconnecteerd zijn met het net een gevolg
van spanningsfluctuaties.

• Transiënten:

zijn verstoringen van zeer korte duur (< 10 ms). Ze worden veroorzaakt
door plotse veranderingen in het elektrisch net. Afhankelijk van hun tijds-
duur kunnen transiënten worden opgesplitst in schakelverschijnselen (enkele
milliseconden) en spikes (enkele microseconden).

• Spanningsonderbrekingen:

treden op als de spanning kleiner is dan 1 % van zijn nominale waarde [4].

• Spanningsdips:

vermindering van de magnitude van de spanning tussen 90 % en 1 % van
zijn nominale waarde. De tijdsduur van een dip varieert tussen de 10 ms
en één minuut. Een spanningsdip kan veroorzaakt worden door schakelope-
raties geassocieerd met een tijdelijke afschakeling van een bron, opstartstro-
men van motoren of foutstromen. De hoofdoorzaak van spanningsdips wordt
echter vooral toegewezen aan blikseminslagen.

• Spanningsstijging:

korte stijging (minimaal 10 %) van de rms-waarde van de spanning en een
tijdsduur tussen de 10 ms en één minuut. Spanningsstijgingen komen vaak
voor samen met een spanningsdip. Bij een eenfasige kortsluiting treedt er
immers een stijging van de spanning op in de fasen waar geen fout aanwe-
zig is. Nogal wat toestellen hebben een ingebouwde beveiliging zodat ze
afschakelen wanneer er een spanningsstijging wordt opgemerkt.

• Over- en onderspanningen:

deze termen worden gebruikt indien de spanning meer dan 10 % afwijkt van
zijn nominale spanning en waarbij de tijdsduur van dit fenomeen groter is
dan één minuut.

• Onbalans:

omvat de situatie waarbij ofwel de amplitude van de drie fasespanningen
niet meer identiek is, of de faseverschuiving tussen deze drie fasen niet meer
gelijk is aan 120◦. Deze kunnen echter ook samen voorkomen. De graad van
onbalans wordt over het algemeen uitgedrukt met behulp van symmetrische
componenten.
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De meest voorkomende oorzaken voor het optreden van onbalansen zijn ver-
schillende fasewaarden voor het reactief vermogen, ongelijke verdeling van
eenfasige lasten, asymmetrische impedanties van de lijnen of de transfor-
matorwindingen. De belangrijkste gevolgen van een onbalans zijn extra
verliezen in machines, vermogenselektronische convertoren en aandrijvin-
gen [5, 6].

• Frequentievariaties

kunnen direct in verband worden gebracht met een variatie in de rotatie-
snelheid van de generatoren die het elektrisch systeem voeden. Deze lich-
te variaties worden veroorzaakt door een verschil in de geproduceerde en
opgenomen energie. Lichte variaties in de frequentie kunnen leiden tot be-
schadiging van de generatoren en de turbineschachten. Deze schade wordt
veroorzaakt door het ontwikkelde koppel dat gepaard gaat met deze frequen-
tievariaties. Variaties van de frequentie komen echter niet vaak meer voor in
het Europese net.

De hoofdkenmerken, waaraan de spanning in laagspanningsnetten moet voldoen,
worden beschreven in de norm EN50160 [4]. Een overzicht van de belangrijkste
aspecten uit deze norm wordt weergegeven in tabel 1.1. De vermelde limieten
zijn de minimum vereisten voor de spanning op elk aansluitingspunt (E: point of
connection, poc). Hierbij worden de volgende definities gebruikt:

• Pst: hinderingsgraad voor flikker op korte termijn (gemeten over 10 minu-
ten). Deze hinderingsgraad karakteriseert de waarschijnlijkheid dat span-
ningsfluctuaties zouden leiden tot waarneembare lichtflikkering. Een waar-
de gelijk aan één wijst erop dat 50 % van de mensen lichtflikkering zouden
bemerken bij een gloeilamp van 60 W.

• Plt: hinderingsgraad voor flikker op lange termijn (berekend uitgaande van
12 sequenties van korte termijn hinderingsgraden in een tijdspanne van 2
uur).

Plt = 3

√√√√ 12∑
i=1

P 3
st,i

12
(1.1)

• De totale harmonische distorsie (THD) is de wortel van het kwadratisch ge-
middelde van de harmonische spanningen (hier tot de 40ste-orde) ten opzich-
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Tabel 1.1: Vereisten voor de voedingsspanning volgens de norm EN50160

Fenomeen Criteria
Frequentie 50 Hz ±1 % gedurende 99.5 % van elk jaar

50 Hz +4 %/− 6 % gedurende 100 % van de tijd
Grootte van de spanning Vnom = 230 V
(Spanningsniveau) Vnom ± 10 % voor 95 %/week (10 min effectieve waarde)

Vnom + 10 %/− 15 % voor alle 10 min effectieve waarden
Snelle spannings- 5 % Vnom

veranderingen 10 % Vnom indien zelden
Flikkeringsgraad Plt < 1 gedurende 95 %/week

Onbalans Inverse component van de spanning is kleiner dan 2 % van de
directe spanning gedurende 95 %/week

Harmonische distorsie THD< 8 % gedurende 95 %/week

te van de fundamentele spanning1:

THD =

√∑40
h=2 V

2
h

V 2
1

(1.2)

1.1.2 Liberalisering van de markt

A. Inleiding

De belangrijkste aspecten in verband met de liberalisering van de markt worden
in de huidige paragraaf besproken met behulp van [7–12]. In 1996 werd de eerste
Elektriciteitsrichtlijn (96/92/EG) goedgekeurd die ervoor zorgde dat de elektrici-
teitsmarkt binnen de Europese Unie zou worden opengesteld voor mededinging.
Deze richtlijn zorgde echter nog voor verschillen tussen de lidstaten onderling.
Een versnelde opening van de markt was noodzakelijk en werd bekomen via de
tweede Elektriciteitsrichtlijn (2003/54/EG) die de eerste richtlijn introk. De libera-
lisering had drie doelstellingen voor ogen: ten eerste moeten de consumenten hun
leverancier vrij kunnen kiezen, ten tweede moet er concurrentie worden gereali-
seerd op het vlak van levering en productie en tenslotte moet er een vrije toegang
tot de netten worden voorzien.
De richtlijnen uitgevaardigd door Europa werden door elke lidstaat afzonderlijk
vertaald in reglementering. Wegens de communautaire staatsstructuur die ons land

1In dit werk worden conform de IEC61000-X-Y-reeksen enkel de eerste 40 harmonischen be-
schouwd voor de bepaling van indicatoren die rekening houden met de harmonische vervorming.
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1.1 Probleemstelling 7

kenmerkt werd de vertaling van die richtlijn naar het Belgisch recht enigszins be-
moeilijkt. De bevoegdheden inzake energiebeleid werden immers in 1980 verdeeld
tussen het federale en het gewestelijke niveau. De gewestelijke overheden zijn be-
voegd voor spanningsniveaus lager dan of gelijk aan 70 kV terwijl de federale
overheid dossiers behandelt waar sprake is van een spanning hoger dan deze waar-
de. In wat volgt zal de liberalisering besproken worden op Belgisch niveau en waar
vanwege onze staatsstructuur de implementatie van de richtlijn verschillend is voor
de gewesten zal het Vlaamse beleid worden besproken.

B. Structuur van de elektriciteitsmarkt

De structuur van de elektriciteitsmarkt in België net voor de liberalisering, zoals
weergegeven in Fig. 1.1, hangt nauw samen met de ontwikkeling van de elektrici-
teitssector. Deze historische evolutie wordt hier besproken.
De eerste elektriciteitscentrales kwamen er op het einde van de 19de eeuw. Ze
leverden enkel energie voor hun onmiddellijke omgeving, en dit via gelijkstroom
op een lage spanning. In het begin van de 20ste eeuw werd overgeschakeld op
wisselstroom. Zo kon meer stroom op grotere afstand worden vervoerd.
De eerste verbinding tussen centrales kwam in België tot stand in 1911. Dit was
een grote stap vooruit naar een meer betrouwbare bevoorrading: door centrales te
verbinden kon men immers reservecapaciteit uitsparen en verhoogde de betrouw-
baarheid aanzienlijk.
Naarmate de elektrificatie van ons land vorderde, steeg het vermogen van de centra-
les en de capaciteit van de verbindingen. In de jaren twintig en dertig van de vorige
eeuw werden de netten van de verschillende maatschappijen met elkaar verbonden
op 36 en 70 kV.
In de decennia erna noodzaakten nieuwe centrales met een groter vermogen het
vervoer op een nog hogere spanning: 150 en 220 kV. Begin jaren 70 kwam de
eerste 380 kV-verbinding er. In die periode werden ook de eerste kerncentrales en
de pompcentrale van Coo gebouwd, die op het 380 kV-net werden aangesloten. De
380 kV-netten zijn de belangrijkste verbindingen tussen de Europese landen. Ze
dienen om elkaar in geval van nood te helpen.
De behoefte aan een gecoördineerde werking leidde in 1937 tot de oprichting van
CPTE, voluit de “Maatschappij voor de Coördinatie van de Productie en het Trans-
port van Elektrische Energie”. De klemtoon lag op coördinatie. De verschillende
producenten bleven instaan voor het beheer en het onderhoud van hun netten. Op
dat ogenblik telde België 110 centrales met een totaal vermogen van 2000 MW.
In 1951 kwam er ook samenwerking op Europees vlak, met de oprichting van
UCPTE. België was een van de acht stichtende leden en tevens een voortrekker.
Door de concentratie bleven er eind jaren 70 nog drie privé-ondernemingen over in
België die als producent-verdeler van elektriciteit actief waren: Ebes, Unerg en In-
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Transmissienetbeheer en productie/levering

• CPTE

– Electrabel

– SPE

Distributienetbeheer en levering/productie

• Gemengde intercommunales

• Zuivere intercommunales

Figuur 1.1: Elektriciteitsmarkt in België anno 1996

tercom. Zij smolten in 1990 samen tot Electrabel. In de openbare sector hadden de
producenten zich in 1978 gegroepeerd binnen SPE. De hoogspanningsinfrastruc-
tuur van 150 kV tot 380 kV werd ondergebracht in de vennootschap Gecoli.
In 1995 kwam er een fusie tussen Gecoli en CPTE. In het nieuwe CPTE partici-
peerde Electrabel voor 91.5% en SPE voor 8.5%. De eigendomsrechten van de
netten op 70 kV tot en met 30 kV werden overgedragen naar CPTE. Hiermee werd
het huidige transmissieniveau bekomen met spanningen vanaf 30 kV.
Op het distributieniveau (lager dan 30 kV) kon men een onderscheid maken tus-
sen de gemengde intercommunales (Interest, IEH, IVEKA, IMEWO, INTERGEM,
IVERLEK, IGAO en GASELWEST) en de zuivere intercommunales (Interelectra,
Pligas, IVEG, PBE, VEM en WVEM). Bij welke intercommunale men aangeslo-
ten was, was afhankelijk van de woonplaats. Aangezien de intercommunales zowel
optraden als netwerkbeheerder en als leverancier kon men als klant zijn energiele-
verancier niet vrij kiezen. In het geval van de gemengde intercommunales stond
Electrabel in voor de productie van de elektriciteit, het onderhoud en de ontwik-
keling van het distributienet. Tegenover de gemengde intercommunales had men
de zuivere intercommunales waarbij de gemeentes hun elektriciteit aankochten bij
derden.
Uit bovenstaande valt duidelijk op te maken dat de elektriciteitssector beheerd werd
door verticaal geı̈ntegreerde elektriciteitsbedrijven. Hiermee wordt bedoeld dat één
bedrijf zowel verantwoordelijk is voor de productie, het transport, de distributie als
de levering van de energie tot bij de klanten. In de visie van de Elektriciteitsricht-
lijn, waarbij de markt volledig open moet zijn, zou dit leiden tot concurrentiever-
valsing.
De liberalisering van de markt vereist een splitsing van de productie, het transport,
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TNB DNB

Producent

LeverancierProducent

Leverancier

Figuur 1.2: Huidige structuur van de Belgische elektriciteitsmarkt

de distributie en de levering. Bovendien moeten de vier bovenvermelde taken vol-
ledig onafhankelijk van de andere worden uitgevoerd. Hieruit volgt dat de verticaal
geı̈ntegreerde elektriciteitsbedrijven hun takenpakket moesten opsplitsen en dat de
intercommunales verplicht werden te kiezen om te fungeren als distributienetbe-
heerder (DNB) of als leverancier. Deze evoluties hebben geleid tot een nieuwe
structuur van de Belgische elektriciteitsmarkt zoals weergegeven in Fig. 1.2. Voor
de liberalisering werd de markt bepaald door drie spelers. Ten eerste was er de
CPTE, die tegelijkertijd instond voor de productie en transmissie van elektrici-
teit. Vervolgens waren er de DNB’s, die niet alleen zorgden voor het vervoer van
elektriciteit langs de midden- en laagspanningsnetten, maar ook de levering van
elektriciteit voor hun rekening namen en tot slot waren er de afnemers van de elek-
triciteit. In de huidige structuur wordt de elektriciteitsmarkt echter bepaald door
vijf spelers, namelijk de producent, de transmissienetbeheerder (TNB) , de distri-
butienetbeheerder, de leverancier en de afnemer.

C. Actoren in de huidige elektriciteitsmarkt

In wat volgt zullen deze vijf spelers iets meer in detail worden besproken, waarbij
de klemtoon ligt op de eerder gestelde probleemstelling.

1. Producent

De producent wordt gedefinieerd als iedere natuurlijke of rechtspersoon die
elektriciteit produceert. Hierbij wordt er geen onderscheid gemaakt op de
wijze van productie. De producent draagt geen zorg voor de functie van
transmissie of distributie van elektriciteit op het grondgebied dat wordt be-
streken van het net waarop hij is aangesloten. De producent en de leverancier
worden gezien als twee onafhankelijke entiteiten, maar kunnen in werkelijk-
heid ook dezelfde zijn.
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2. Transmissienetbeheerder

Transmissie is het vervoer van elektriciteit op een spanning van 30 kV of
meer met het oog op de levering ervan aan eindafnemers, namelijk de indu-
striële grootverbruikers zoals de NMBS en BASF, of aan de DNB’s. Belang-
rijk hierbij is dat de levering niet in de transmissie zit inbegrepen. De TNB
staat in voor de exploitatie, het onderhoud en de ontwikkeling van het trans-
missienet om zo de continuı̈teit van de elektriciteitsvoorziening te waarbor-
gen. Oorspronkelijk werd het transmissienet beheerd door de CPTE, maar
wegens de vereiste van onafhankelijkheid van de TNB werd Elia opgericht.
Elia omschrijft haar activiteiten als netbeheerder in drie deelaspecten. Ten
eerste is er het beheer van het elektrisch systeem. Dit houdt in dat Elia de
toegang tot het hoogspanningsnet regelt en de transmissie van elektriciteit
in België regelt en de diensten hiervoor levert. Vervolgens beheert Elia de
infrastructuur, hieronder valt het permanent nazicht en onderhoud van het
hoogspanningsnet en de uitbreiding van het net waar nodig. Tenslotte heeft
Elia ook de opdracht van marktfacilitator. Dit is een niet-technische op-
dracht, maar eerder een bijdrage tot de marktwerking. Het hoogspannings-
net wordt op een vlotte, objectieve en transparante wijze opengesteld voor
alle netgebruikers en hierbij wordt gewerkt met systemen en middelen die
het vrij verkeer van elektriciteit bevorderen.

3. Distributienetbeheerder

Distributie is het transport van elektriciteit langs midden- en laagspannings-
netten met het oog op levering aan de afnemers waarbij de levering niet in de
distributie zit inbegrepen. Hierdoor konden de intercommunales hun vroe-
gere taak van zowel DNB als leverancier niet meer blijven uitoefenen. De
intercommunales kozen ervoor om de opdracht van DNB uit te oefenen.

In het geval van de gemengde intercommunales stond Electrabel jarenlang
in voor de technische exploitatie van de netten. De vereiste onafhankelijk-
heid tussen producent en netbeheerder maakte dit echter onmogelijk. Om
hieraan te kunnen voldoen werd GeDIS, voor de uitvoering van openbare-
dienstverplichtingen, en Indexis, voor de verwerking van de metergegevens,
opgericht. Tot slot werd Electrabel Netmanagement Vlaanderen opgericht,
waar het technisch personeel van Electrabel werd ondergebracht, voor de
uitvoering van de operationele taken inzake distributienetbeheer. Door sa-
menvoeging van bovenvermelde operatoren is in 2006 Eandis ontstaan.

Bij de zuivere intercommunales hebben de WVEM, Interelectra en IVEG op
7 juli 2006 hun operationele activiteiten ondergebracht in Infrax. Een aantal
netbeheerders voert hun operaties nog steeds zelfstandig uit: DNB Brussels
Airport, AGEM, PBE, Elia en Gemeentelijk Havenbedrijf Antwerpen.
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De DNB’s zijn onderhevig aan enkele verplichtingen, openbaredienstver-
plichtingen (odv’s) genaamd, opgelegd door de Vlaamse Regering na advies
van de VREG. Hieronder vallen ondermeer de sociale verplichtingen, de
universele dienstverlening en de ecologische verplichtingen. De ecologische
verplichting heeft betrekking op het bevorderen van het rationeel energiever-
bruik, het gebruik van hernieuwbare energiebronnen en kwalitatieve warm-
tekrachtkoppeling (WKK).

4. Leverancier

De leverancier is elke rechtspersoon of natuurlijke persoon die elektriciteit
levert aan een of meerdere eindafnemers, de leverancier produceert of koopt
de aan de eindafnemers verkochte elektriciteit.

Na de keuze van de intercommunales om op te treden als DNB ontstond er
een ruimte voor de afnemers om vrij een leverancier te kiezen. Om ech-
ter te voorkomen dat sommige afnemers zonder energietoevoer zouden val-
len indien ze niet zouden beslissen een contract met een andere leverancier
aan te gaan werd een zogenaamde standaardleverancier aangeduid per regio.
Voor de gemengde intercommunales werd dit Electrabel Customer Solution
(ECS), een dochteronderneming van Electrabel. De zuivere intercommuna-
les vertrouwden na de splitsing hun commerciële activiteit toe aan Luminus.
Luminus werd hier als standaardleverancier aangeduid zodat ook hier conti-
nuı̈teit van de openbare dienst gewaarborgd was voor vrije klanten die niet
opteerden zelf een leverancier te kiezen. Luminus produceert echter zelf
geen energie maar koopt deze aan bij derden.

De leveranciers zijn gebonden aan een etiketteringsverplichting voor hun
elektriciteit. Dit houdt in dat zij op hun rekeningen, of minstens in een bijla-
ge bij hun rekeningen en in het promotiemateriaal dat voor de eindafnemers
is bestemd, het aandeel moeten vermelden van elke energiebron in de totale
brandstofmix die ze in het voorgaande jaar hebben gebruikt. Daarenboven
moeten zij ook verwijzingen maken naar plaatsen waar informatie te vinden
is over de gevolgen voor het milieu wat betreft de CO2-emissie en radioac-
tief afval geproduceerd door de totale brandstofmix.

Tenslotte valt nog te vermelden dat in 2005 een elektriciteitsbeurs, Belpex,
werd opgericht. Dit had tot doel de liquiditeit van de markten voor levering
te verhogen ten bate van de nieuwe operatoren.

5. Afnemer

De afnemers kunnen in twee groepen worden onderverdeeld. Ten eerste zijn
er de grootafnemers, de natuurlijke persoon of rechtspersoon die elektriciteit
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koopt voor doorverkoop, en ten tweede zijn er de eindafnemers die elektri-
citeit kopen voor eigen gebruik.

Toen de markt werd aangepast aan de vereisten van de Europese Elektriciteitsricht-
lijnen is er overgegaan van drie marktspelers naar vijf spelers. Om deze overgang
in goede banen te leiden en om controle uit te kunnen oefenen op de implementa-
tie van de wetgeving werd er in de richtlijnen voorzien in een oprichting van een
reguleringsinstantie.

D. Reguleringsinstanties

Op federaal niveau werd de commissie voor de regulering van de elektriciteit en
het gas (CREG) opgericht en op Vlaams niveau de Vlaamse reguleringsinstantie
voor de elektriciteit- en gasmarkt (VREG). Deze instanties hebben een complete
waaier van taken waaronder de tarificatie van het gebruik van het transmissie- en
distributienet, toezicht en controle op de toepassing van de betreffende wetten en
reglementen, advies geven aan de overheid, enzovoort. Wat betreft het stimule-
ren van milieuvriendelijke en dus vaak decentrale energieopwekking is de VREG
verantwoordelijk voor de uitwerking van het beheerssysteem van de groenestroom-
certificaten. De elektriciteitsleveranciers in Vlaanderen moeten jaarlijks een mini-
mumaandeel aan elektriciteit leveren die uit hernieuwbare energiebronnen is op-
gewekt. Hiervoor werd het systeem van de groenestroomcertificaten in het leven
geroepen. Deze worden toegekend aan producenten van elektriciteit uit hernieuw-
bare energiebronnen. De leveranciers zijn verplicht jaarlijks een bepaald quotum
groenestroomcertificaten in te leveren.
In Fig. 1.3 is een overzicht gegeven van de werking van het systeem van de groene-
stroomcertificaten. De handel in deze certificaten kan worden opgedeeld in zeven
stappen:

1. De netbeheerders en producenten rapporteren maandelijks alle gegevens die
nodig zijn om de netto productie en injectie van elektriciteit uit hernieuwbare
energiebronnen te bepalen.

2. Op basis van deze meetgegevens kent de VREG certificaten toe aan de pro-
ducenten van groene stroom. Afhankelijk van de installatie kan dit certifi-
caat bruikbaar zijn voor het Europese systeem van de garantie van oorsprong
(wanneer de geproduceerde elektriciteit ook in het transmissie- of distribu-
tienet wordt geı̈njecteerd) of voor de certificatenverplichting, of voor beide.

3. De producenten van groene stroom hebben de mogelijkheid om hun groene-
stroomcertificaten tegen een wettelijk vastgelegde minimumprijs te verkopen
aan hun distributie- of transmissienetbeheerder.
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Figuur 1.3: Overzicht van de handel in groenestroomcertificaten

4. Anderzijds kunnen de producenten van groene stroom de hen toegekende
certificaten ook verkopen op de vrije markt aan traders of leveranciers tegen
een te onderhandelen prijs. Ook de netbeheeders kunnen de certificaten die
zij hebben gekocht opnieuw te koop aanbieden.

5. Alle leveranciers die zich ertoe verbinden groene stroom te leveren aan eind-
afnemers, moeten maandelijks een aantal groenestroomcertificaten bij de
VREG indienen voor gebruik als garantie van oorsprong. Een certificaat
voor garantie als oorsprong wordt gebruikt om aan te tonen dat een hoeveel-
heid elektriciteit uit hernieuwbare energiebronnen aan specifieke eindafne-
mers werd geleverd. Op die manier kan de VREG op een sluitende manier
nagaan dat dezelfde eenheid elektriciteit uit hernieuwbare energiebronnen
nooit meer dan éénmaal als ‘groen’ wordt bestempeld. Het aantal certifica-
ten dat moet worden ingeleverd wordt bepaald door de hoeveelheid groene
stroom die ze maandelijks leveren. De VREG geeft de groenestroomcertifi-
caten daarna terug.

6. Groenestroomcertificaten die als garantie van oorsprong zijn verbruikt kun-
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nen nog verder verhandeld worden op de vrije markt.

7. Alle leveranciers hebben de verplichting om jaarlijks een aantal groene-
stroomcertificaten bij de VREG in te dienen voor de certificatenverplichting.
Een tekort aan ingediende certificaten wordt beboet. Dit aantal wordt be-
paald als een percentage van de totale stroom die zij in een jaar geleverd
hebben. De VREG haalt het groenestroomcertificaat daarna uit de handel.

Los van de bovenstaande handel in groenestroomcertificaten kan de producent zijn
geproduceerde elektriciteit verkopen aan een trader of aan een leverancier die deze
elektriciteit levert aan eindafnemers. Volgens de gegevens van de VREG is het aan-
tal uitgereikte groenestroomcertificaten toegenomen van 150 042 in het jaar 2002
tot 2 005 415 in 2008. Het overgrote aandeel van deze certificaten is afkomstig
van de energieproductie uit biomassa en biogas. Voor het jaar 2008 bedraagt het
aandeel certificaten van zonne-energie, windenergie op land en waterkracht respec-
tievelijk 33 600, 332 965 en 3 603. Uit de voorlopige cijfers van 2009 valt vooral
het stijgende aandeel van zonne-energie op met een aantal van 98 854.
Het is duidelijk dat wegens de liberalisering, die het makkelijker maakt om als
producent op de markt te verschijnen, het aantal decentrale generatoren is toegeno-
men. Daarenboven zijn er via de ontstane organisaties bijkomende verplichtingen
opgelegd om de productie via hernieuwbare bronnen te stimuleren. Deze verplich-
tingen zijn er vooral gekomen in het kader van de 20-20-20 doelstellingen, die in
wat volgt kort zullen worden besproken.

1.1.3 20-20-20 doelstelling

Europa wil een voortrekkersrol spelen in de internationale strijd tegen de opwar-
ming van de aarde. Om deze reden presenteerde de Europese Commissie in januari
2008 haar voorstel tot klimaatplan. Het plan steunt op de volgende pijlers: De EU
wil een algemene daling van het energieverbruik nastreven zodat ze minder afhan-
kelijk is van energie-import, bovendien wil ze vooruitlopen op een nieuw wereld-
wijd milieupact (vanaf 2012 wanneer het Kyoto-protocol afloopt) en tenslotte wil
ze haar positie aan de wereldtop op vlak van energietechnologie versterken.
Het voorstel legt Europa vier ambitieuze doelstellingen op. De Europese Unie
moet tegen 2020 de uitstoot van schadelijke broeikasgassen met 20% doen dalen,
het energieverbruik met 20% doen dalen en het aandeel hernieuwbare energie tot
20% optrekken. Bovendien moet 10% van de brandstof voor de transportsector
uit biobrandstof bestaan. Indien er op de milieuconferentie van Kopenhagen een
akkoord uit de bus zou gekomen zijn, wou de commissie zelfs 30% minder uitstoot
waarborgen. De 20%-maatregelen zijn een Europees gemiddelde en de inspannin-
gen worden nationaal verdeeld.
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Europa wil deze doelstellingen bereiken via een vernieuwde emissiehandelsricht-
lijn. Het is de bedoeling dat er geen gratis emissierechten meer worden toege-
kend aan de bedrijven. De opbrengst uit het veilen van deze rechten zou worden
herverdeeld over de EU-lidstaten om dan te worden gebruikt om te investeren in
hernieuwbare energie, wat er moet toe bijdragen om de CO2-uitstoot drastisch te
verlagen.
De gevolgen voor België van dit Europees klimaatplan worden opgelijst in wat
volgt. Ten eerste moet tegen 2020 13% van het energieverbruik uit hernieuwbare
energie komen en een kleine helft daarvan moet in België worden geproduceerd.
Het overige aandeel zal gehaald worden door te investeren in hernieuwbare ener-
gieproductie in het buitenland. Daarnaast moet België zorgen voor een reductie
van de broeikasgassen in sectoren als transport, huisvesting, landbouw en afvalver-
werking in 2020 met 15% ten opzichte van 2005 [13].

1.2 Doelstelling

De doelstelling van dit werk richt zich op het bepalen van de invloed van decen-
trale generatie op de netkwaliteit in het distributienet. De overgrote meerderheid
aan decentrale productie-eenheden wordt door middel van convertoren op het net
aangesloten. Bijzondere aandacht zal dan ook worden besteed aan de impact van
de controlestrategieën voor deze convertoren.
Om deze doelstelling te verwezenlijken wordt er een simulatiemodel ontwikkeld
van het distributienet. De bijdrage van dit model bestaat erin dat het op een snelle
en robuuste manier het harmonisch spectrum van de spanning en de stroom in een
willekeurig ingegeven radiaal netwerk kan bepalen. Om een accurate oplossing
te bekomen wordt er in dit werk aandacht besteed aan de aanwezige niet-lineaire
elementen in het elektrisch net. Zo worden niet-lineaire harmonische modellen
ontworpen van transformatoren om zo hun magnetiseringsstromen te berekenen.
Deze modellen zijn zodanig opgesteld dat ze op een eenvoudige manier gekop-
peld kunnen worden met het simulatiemodel en bovendien een minimale impact
hebben op de snelheid van het simulatiemodel. De transformatormodellen zullen
nadien worden aangewend om de beı̈nvloeding van de veranderde spanningskwa-
liteit, vanwege de decentrale generatoren, op de ijzerverliezen te berekenen.
Via bovenstaande bijdrage is het de bedoeling dat de netbeheerder een beter zicht
krijgt op wat de gevolgen zijn van het gebruik van nieuwe technologieën op de
netkwaliteit. Bovendien kan de netbeheerder een inschatting maken wat dit voor
gevolg heeft voor de verliezen in zijn net, wat kan leiden tot een betere tarificatie
voor het gebruik van zijn distributienet.
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Tabel 1.2: Fourier componenten van het beschouwde stel spanningen

Fase a Fase b Fase c
h Va,h φa,h h Vb,h φb,h h Vc,h φc,h

1 1 0 1 0.98 0 1 1.03 −π/20
5 0.15 π/6 7 0.2 π/4 5 0.25 π/10

1.3 Basisonderstellingen

In dit werk wordt uitgegaan van een aantal fundamentele aspecten omtrent de fasor-
voorstelling van golfvormen. De belangrijkste hiervan worden in deze paragraaf
besproken.
In Fig. 1.4(a) wordt een driefasig asymmetrisch vervormd stel spanningen getoond.
De spanning in fase a, b en c worden respectievelijk weergegeven door de zwarte
volle lijn, de grijze volle lijn en de zwarte streeplijn. De drie fasespanningen zijn
periodiek en kunnen dus via een fouriertransformatie worden opgesplitst in een
som van sinusoı̈dale componenten:

va(t) =
√

2
∞∑
h=1

Va,h cos(hω0t+ φa,h)

vb(t) =
√

2
∞∑
h=1

Vb,h cos
(
h(ω0t− 2π/3) + φb,h

)
(1.3)

vc(t) =
√

2
∞∑
h=1

Vc,h cos
(
h(ω0t− 4π/3) + φc,h

)
In deze vergelijkingen stelt Vx,h de rms-waarde van de spanning voor in fase x
(x=a, b of c) voor de harmonische orde h waarbij hω0 de hoeksnelheid is van
de desbetreffende fasor. Een fasorvoorstelling van een sinusoı̈dale component is
hier zo gedefinieerd dat de projectie van de fasor op de reële-as de ogenblikkelijke
waarde heeft van de betreffende cosinus.
De fasehoek van de vector

¯
V̂x,h op t = 0 wordt bepaald door hk + φx,h, waarbij k

voor fase a, b of c respectievelijk gelijk is aan 0, −2π
3 of −4π

3 . Deze fasehoek is de
verschuiving van de fasor in zijn eigen referentiestelsel. Hiermee wordt bedoeld
dat een fasehoek van bijvoorbeeld π/4 radialen voor de grondgolf-component over-
eenstemt met een tijdsverschuiving van 2.5 ms terwijl dit voor de 5-de harmonische
een tijdsverschuiving is van 0.5 ms.
De grootheden bekomen via de opsplitsing van de fasespanningen uit Fig. 1.4(a)
met behulp van de fouriertransformatie worden weergeven in tabel 1.2. De corres-
ponderende cosinussen zijn per fase weergegeven in Fig. 1.4(b)-1.4(d). Hierbij kan
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(a) Vervormd driefasig stel spanningen

t [s]

v a
[p

u
]

0 0.005 0.01 0.015 0.02
-1.5

-1

-0.5

0

0.5

1

1.5

(b) Fase a

t [s]

v b
[p

u
]

0 0.005 0.01 0.015 0.02
-1.5

-1

-0.5

0

0.5

1

1.5

(c) Fase b

t [s]

v c
[p

u
]

0 0.005 0.01 0.015 0.02
-1.5

-1

-0.5

0

0.5

1

1.5
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Figuur 1.4: Vervormd driefasig stel spanningen met opsplitsing van de drie fasen
in zijn harmonische componenten. Fase a: zwart, volle lijn; Fase b: grijs, volle
lijn; Fase c: zwart, streeplijn

worden opgemerkt dat fase a en c een 5-de harmonische vervorming ondervinden
terwijl fase b vervormd is met een 7-de orde harmonische. Bovendien is het drie-
fasig stel spanningen voor de grondgolfcomponent asymmetrisch, de rms-waarde
is verschillend en ze bezitten een faseverschuiving die niet gelijk is aan 120◦.
De fasorvoorstelling van de drie spanningen wordt weergegeven in Fig. 1.5. Er
is hier een onderscheid gemaakt tussen de grondgolf en de harmonische fasoren.
Bovendien zijn de fasoren weergegeven op twee verschillende tijdstippen, namelijk
op t = 0 ms en op t = 1.5 ms. Hierbij wordt fase a weergeven door een vector
in volle zwarte lijn, fase b door middel van een vector in volle grijze lijn en fase c
door een vector in zwarte streeplijn.
De verschuiving van fundamentele component van fase c is duidelijk merkbaar in
Fig. 1.5(a). Hierbij kan worden opgemerkt dat een negatieve φx,h overeenkomt
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(c) Harmonische fasoren op t = 0 ms
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(d) Harmonische fasoren op t = 1.5 ms

Figuur 1.5: Fasorvoorstelling van het vervormde stel spanningen op t = 0 en
t = 1.5 ms. Fase a: zwart, volle lijn; Fase b: grijs, volle lijn; Fase c: zwart,
streeplijn

met het verschuiven van de cosinus naar rechts. Op het tijdstip t = 1.5 ms zijn
de grondgolffasoren in tegenwijzerzin verdraaid over een hoek van 0.47 radialen
zoals te zien is op Fig. 1.5(b).

In Fig. 1.5(c)-1.5(d) worden de harmonische fasoren weergegeven op respectieve-
lijk t = 0 ms en t = 1.5 ms. In deze figuur is het duidelijk merkbaar dat wegens
de harmonische orde van de vervorming in fase b (7-de orde) en c (5-de orde), hun
respectievelijke hoeken φb,h en φc,h een verdraaiing voorstellen ten opzichte van
hetzelfde punt. Indien de hoekverdraaiing wordt bekeken die de verschillende har-
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monische fasoren maken in 1.5 ms, is het duidelijk merkbaar dat de harmonische
vervorming in fase b van een andere orde is dan die in fase a en c. In een tijd
van 1.5 ms ondergaan de fasoren voor fase a en c immers een verdraaiing van 2.36
radialen, terwijl de fasor voor fase b over een hoek van 3.3 radialen is verdraaid.
In dit werk wordt er gebruik gemaakt van symmetrische componenten. Symmetri-
sche componenten kunnen net zoals de opsplitsing van de spanning in zijn harmo-
nische componenten worden gezien als een fouriertransformatie, maar dan in de
ruimte. Elk periodiek asymmetrisch driefasig stel spanningen kan immers worden
opgesplitst in drie onafhankelijke symmetrische componenten, namelijk de homo-
polaire (subscript 0), de directe (subscript 1) en de inverse (subscript 2) component.
Het homopolair stelsel bestaat uit drie identieke grootheden, terwijl het directe en
inverse stelstel gevormd worden door drie fasoren die verdraaid zijn over 120◦,
waarbij voor het direct stelsel de fasevolgorde a-b-c geldt en voor het invers stelsel
de fasevolgorde a-c-b. De omzetting van de fasecomponenten gebeurt per harmo-
nische orde met behulp van de transformatiematrix T [14], waarin a gedefinieerd
wordt als ej

2π
3 .

T =
1
3

 1 1 1
1 a a2

1 a2 a

 (1.4)

De complexe waarde die de fasoren beschrijft in symmetrische componenten wordt
bekomen als volgt: ¯

V0,h

¯
V1,h

¯
V2,h

 = T

 ¯
Va,h

¯
Vb,h

¯
Vc,h

 (1.5)

De bekomen fasoren in symmetrische componenten voor het beschouwde driefa-
sig stel spanningen worden weergegeven in Fig. 1.6. In het linker gedeelte van
deze figuur zijn respectievelijk de homopolaire, directe en inverse fasoren gete-
kend op t = 0 ms, terwijl in het rechter gedeelte dezelfde figuren zijn gegeven
op t = 1.5 ms. In elk onderdeel van de figuur zijn er drie fasoren getekend, na-
melijk die voor de fundamentele component (vector in volle zwarte lijn), de 5-de
harmonische (vector in volle grijze lijn) en de 7-de harmonische (vector in zwarte
streeplijn). Hierbij zijn enkel de symmetrische componenten weergegeven waaruit
fase a wordt opgebouwd. Dit wil dus zeggen dat de som van de grijze vectoren uit
het linker gedeelte van Fig. 1.6 identiek is aan de volle zwarte vector uit Fig. 1.5(c),
zijnde de fasorvoorstelling van de 5-de harmonische component van fase a. Uit de
schaal van de figuren valt op te merken dat de fundamentele component van de fa-
sespanningen bijna volledig te herschrijven valt als een directe component. Verder
kan uit de vergelijking van de fasoren in het linker en rechter gedeelte van de figuur
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(e) Inverse fasoren op t = 0 ms
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(f) Inverse fasoren op t = 1.5 ms

Figuur 1.6: Fasorvoorstelling van het vervormde stel spanningen in het symme-
trisch referentiestelsel op t = 0 en t = 1.5 ms. Fundamentele: zwart, volle lijn;
5-de harmonische: grijs, volle lijn; 7-de harmonische: zwart, streeplijn
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het verschil in draaisnelheid worden opgemerkt. Hoe hoger de harmonische orde,
hoe vlugger de overeenstemmende fasor draait.
Indien het beschouwde driefasig stel spanningen zou worden afgeleid uit een net-
werk waarin zowel de lasten als het volledige netwerk gebalanceerd zijn, dan zou-
den de drie golfvormen identiek zijn en verschoven over ±1

3 van de fundamentele
periode. In dit geval kan de fasorvoorstelling in het tijdsdomein worden geschreven
als:

¯
va(t) =

√
2
∞∑
h=1

Va,he
j[(hω0t+φa,h)]

¯
vb(t) =

√
2
∞∑
h=1

Vb,he
j
[(
h(ω0t− 2π

3
)+φb,h

)]
(1.6)

¯
vc(t) =

√
2
∞∑
h=1

Vc,he
j
[(
h(ω0t− 4π

3
)+φc,h

)]
hierbij is het reëel deel van (1.6) identiek aan (1.3) en kunnen, door de gemaakte
veronderstellingen, de rms-waarden (Vx,h) en de hoeken (φx,h) voor een specifieke
harmonische orde gelijk worden gesteld. Dit leidt tot de volgende uitdrukking voor
de drie fasespanningen.

¯
va(t) =

√
2
∞∑
h=1

Vhe
j[(hω0t+φh)]

¯
vb(t) =

√
2
∞∑
h=1

Vhe
j
[(
h(ω0t− 2π

3
)+φh

)]
(1.7)

¯
vc(t) =

√
2
∞∑
h=1

Vhe
j
[(
h(ω0t− 4π

3
)+φh

)]
Zoals reeds vermeld kunnen deze fasewaarden worden omgezet naar symmetrische
componenten met behulp van de transformatiematrix (1.4).

¯
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√
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3

∞∑
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(
Vhe
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[
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4π
3
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¯
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√
2

3
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(
Vhe
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[
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2π
3

+ 2π
3 ] + ej[−h

4π
3

+ 4π
3 ]
])

(1.8)

¯
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√
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+ 4π
3 ] + ej[−h

4π
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+ 2π
3 ]
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Uit vergelijking (1.8) kan worden geconcludeerd dat in symmetrische componen-
ten de volgende harmonischen aanleiding geven tot drie identieke golfvormen die
verschoven zijn over ±1

3 van de fundamentele periode, waarbij de fasevolgorde
a-b-c wordt aangehouden:

• Homopolaire component: De componenten met harmonische orde h = 3i
(i = 0→∞), want voor andere ordes wordt de term tussen de rechthoekige
haken 0.

• Directe component: De componenten met harmonische orde h = 3i+ 1.

• Inverse component: De componenten met harmonische orde h = 3i+ 2.

Bijgevolg kan de rms-waarde van het gebalanceerde deel van een driefasig stel
spanningen geschreven worden als:

V b =

√√√√ 2∑
k=0

∞∑
h=0

V 2
k,3h+k (1.9)

Hieruit volgt dat de rms-waarde voor het ongebalanceerde deel gelijk is aan:

V u =

√√√√ 2∑
k=0

∞∑
h=0

[V 2
k,3h+(k+1 mod 3) + V 2

k,3h+(k+2 mod 3)] (1.10)

1.4 Overzicht van het werk

In deze paragraaf wordt een overzicht gegeven van de volgende hoofdstukken.
In Hoofdstuk 2 worden verschillende modellen besproken om het elektriciteitsnet
te simuleren. Samen met de vereisten uit de huidige probleemstelling leidt dit tot
de ontwikkeling van een nieuw simulatiemodel in het frequentiedomein waarbij
gebruik zal worden gemaakt van symmetrische componenten. Vervolgens worden
de belangrijkste problemen besproken in verband met het iteratief modelleren van
een elektrisch netwerk. Tenslotte zal de invloed van verschillende vereenvoudigin-
gen voor het modelleren van lasten worden besproken.
Het huidige simulatiemodel van een elektrisch net bestaat uit transformatoren die
voorlopig nog worden gezien als een lineair element. Wegens het niet-lineair ge-
drag van het magnetisch blik is er nood aan een meer gedetailleerde voorstelling
van een transformator om zo de magnetiseringsstroom in rekening te kunnen bren-
gen. In Hoofdstuk 3 wordt een transformatormodel ontwikkeld en vervolgens ver-
geleken met eindigelementen-simulaties en metingen op een distributietransforma-
tor.
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In Hoofstuk 4 worden verschillende simulaties gepresenteerd. Op deze manier kan
een gedetailleerd inzicht worden verworven in de invloed van gedecentraliseerde
energieopwekking op de netkwaliteit in distributienetten. Hierbij wordt er vooral
aandacht besteed aan de invloed van de verschillende controlestrategieën voor een
convertor die de energiebron connecteert met het net.
Uit het voorgaande hoofdstuk kan geconcludeerd worden dat de netkwaliteit zeker
niet altijd perfect is in distributienetten en gevolgen heeft voor zowel de verliezen
in het net als voor de verliezen in de toestellen aangesloten op het net door deze
verandering in spanningskwaliteit. In Hoofdstuk 5 zal dieper worden ingegaan op
de invloed van de spanningskwaliteit aan de klemmen van een transformator op
de ijzerverliezen in de transformator. Hierbij zullen simulaties van de verliezen
worden vergeleken met metingen op een distributietransformator.
Tenslotte worden in Hoofdstuk 6 de hoofdpunten van dit werk overlopen en worden
er enkele suggesties gedaan voor verder onderzoek.
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Hoofdstuk 2

Harmonisch model van het
distributienet

2.1 Inleiding

Zoals reeds aangehaald in de probleemstelling van dit werk neemt het aandeel niet-
lineaire elementen in het distributienet toe. Dit leidt tot een hernieuwde aandacht
voor de problemen met betrekking tot de netkwaliteit in elektrische netten. Het
nemen van maatregelen om bijvoorbeeld de harmonischen in een bestaand net te
beperken, zoals het plaatsen van filters, is een dure aangelegenheid. Daarom pro-
beert men in de ontwikkelingsfase van nieuwe netten zoveel mogelijk aandacht te
besteden aan preventieve maatregelen, zoals het aanpassen van de schakelgroep
van de transformatoren. Harmonische simulatiemodellen van het elektrisch net
worden aangewend om een optimalisatie te bekomen tussen de kostprijs van het
elektrische net en de netkwaliteit [1]. In dit hoofdstuk wordt een oplossingsmetho-
de ontwikkeld die kan worden toegepast op een willekeurig radiaal netwerk waarbij
de gebruiker van het model de topologie van het te bestuderen net volledig vrij kan
definiëren.
Verder wordt er aandacht besteed aan de belasting in de verschillende knooppun-
ten. Onder de term ‘belasting’ valt elk element dat (harmonische) stroom opneemt
of injecteert in een knooppunt. Een aantal van deze elementen zal vrij worden
gekozen terwijl andere afhankelijk zijn van de netwerktopologie. De belasting
verbonden met het distributienet bestaat uit vooraf gedefinieerde lasten en meer
specifieke lasten die de gebruiker zelf kan ingeven. Zo zal in Hoofdstuk 4 het
voorgestelde simulatiemodel worden aangewend om de invloed van verschillen-
de controlestrategieën voor convertoren te bestuderen die gebruikt worden om een
willekeurige energiebron te connecteren met het distributienet.
Na het beschouwen van de topologie van het netwerk en de belasting langsheen
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het net wordt de oplossingsmethode voorgesteld om vervolgens over te gaan tot de
interactie tussen de voorgestelde oplossingsmethode en de belasting. Hierbij wordt
meer specifiek aandacht besteed aan convergentieproblemen en aan de invloed van
de manier waarop niet-lineaire lasten zijn gemodelleerd op het uiteindelijke resul-
taat.
Eerst wordt dieper ingegaan op verschillende oplossingsmethoden die reeds zijn
besproken in de literatuur.

2.2 Netwerkmodellen in de literatuur

Het modelleren van het elektrisch net kan op verschillende manieren gebeuren,
waarbij elke methode op verschillende manieren kan worden uitgevoerd. In dit
overzicht worden de grote lijnen beschreven omtrent het simuleren van het elek-
trisch net. Daarna wordt er meer specifiek ingegaan op de methodes en modellen
die zouden kunnen worden aangewend om een antwoord te formuleren op de hui-
dige probleemstelling.
In eerste instantie kan een onderscheid gemaakt worden over het domein waarin
gesimuleerd wordt, namelijk het tijds- of frequentiedomein [1–3].

• Tijdsdomein

Een tijdsdomeinsimulatie bestaat uit differentiaalvergelijkingen die het dy-
namisch gedrag van het elektrisch netwerk en zijn componenten voorstel-
len. De daaruitvolgende set van, meestal niet-lineaire vergelijkingen, wor-
den over het algemeen opgelost met behulp van numerieke integratie. Indien
de informatie van een tijdsdomeinsimulatie moet gebruikt worden voor een
harmonische analyse van het netwerk moet er op de steady-state oplossing
een fast fouriertransformatie (FFT) worden uitgevoerd.

• Frequentiedomein

In zijn eenvoudigste vorm kan een simulatie in het frequentiedomein onmid-
dellijk resulteren in het effect van een individuele harmonische injectie in
een lineair distributienet. Hierbij wordt de interactie tussen het netwerk en
de bron van vervuiling verwaarloosd. De harmonische injectie neemt m.a.w.
een vooraf bepaalde waarde aan en blijft constant gedurende de oplossings-
methode. Bovendien wordt er vaak gewerkt met het eenfasig equivalent van
een driefasig netwerk waarbij verondersteld wordt dat het net zich in een har-
monisch symmetrische toestand bevindt, wat uitzonderlijk is. Indien het net
bestaat uit meerdere harmonische bronnen die geografisch gescheiden zijn
van elkaar, dan wordt de interactie tussen deze harmonische bronnen vaak
verwaarloosd. Men berust zich dan op het superpositieprincipe om de totale
harmonische distorsie in het netwerk te bepalen.
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Om de interactie tussen de lasten en de spanning in het aansluitingspunt in rekening
te brengen wordt er vaak gebruik gemaakt van iteratieve methodes [1].

• Iteratieve methode

In distributienetten, waar het kortsluitvermogen lager is dan in transmissie-
netten, heeft de injectie van een harmonische stroom een duidelijke invloed
op de spanningsvervorming. De lasten, die meer en meer worden geconnec-
teerd met behulp van convertoren, zijn gevoelig aan deze spanningsvervor-
ming en injecteren op hun beurt aangepaste harmonische stromen in het net.
Op deze manier is het duidelijk dat er enkel een correct resultaat kan worden
bekomen indien er wordt gewerkt met een iteratieve methode. Een iteratie-
ve methode wordt over het algemeen uitgevoerd in het harmonisch domein,
wat een beperking is van het frequentiedomein tot enkel de frequentiecom-
ponenten die een geheel veelvoud zijn van de fundamentele frequentie. Het
netwerk wordt over het algemeen opgesplitst in een lineair en een niet-lineair
stuk. Het lineair gedeelte wordt dan tot aan het point of common coupling
(pcc) gesimuleerd in het harmonisch domein waarbij de lasten gemodelleerd
worden als stroombronnen. De lasten zelf worden vervolgens gesimuleerd
in het tijdsdomein vanaf het pcc, waarbij het pcc wordt gezien als een span-
ningsbron. De bekomen stromen worden dan via een FFT omgezet naar het
harmonisch domein [4]. Een andere mogelijkheid bestaat erin om de las-
ten te modelleren met behulp van analytische uitdrukkingen door gebruik te
maken van harmonische fasoren.

De meest voorkomende iteratieve methodes zijn de Gauss-Seidel, de Newton-
Raphson en de forward/backward methode. De Gauss-Seidel methode maakt
gebruikt van de admittantiematrix en de vermogens geı̈njecteerd in de ver-
schillende knooppunten om op die manier de spanningen te bepalen in de
knooppunten. De Newton-Raphson methode maakt gebruik van de Jacobi-
aan om vervolgens een nieuwe toestandsmatrix te bepalen. De forward/back-
ward methode overloopt de verschillende knopen en takken van het netwerk.
Op basis van de spanningen in de knooppunten worden de stromen onttrok-
ken in de knooppunten bepaald en vervolgens de stromen in de takken. De
bijhorende spanningsval over de takken bepaalt vervolgens terug de span-
ning in de knooppunten.

Naast de bovenstaande classificatie van simulatiemodellen worden in wat volgt
enkele onlangs voorgestelde modellen uit de literatuur vermeld. Ze zijn gekozen
op basis van hun raakpunten met de vooropgestelde doelstellingen uit Hoofdstuk 1.
Deze modellen hebben elk hun eigen innovatieve bijdrage tot de ontwikkeling van
snelle, accurate en robuuste netwerkmodellen.
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De meeste van deze modellen gebruiken echter admittantiematrices. Deze me-
thode is tijdrovend omdat die niet gebaseerd is op de typische topologie van een
distributienet. Bovendien is er een LU-decompositie1 nodig voor elke harmonische
orde. Daarnaast werd in [5–7] de CPU tijd voor de forward/backward methode, die
verder in detail wordt besproken, vergeleken met de simulatietijd voor de Newton-
Raphson methode. In dit onderzoek werd geconcludeerd dat de forward/backward
methode sneller is dan de Newton-Raphson methode. Wegens de topologie en
de typische fysische eigenschappen van het distributienet is het duidelijk dat de
forward/backward methode te verkiezen is boven de Gauss-Seidel of de Newton-
Raphson methode.
De forward/backward methode kan zonder veel moeite ook worden uitgebreid
tot licht vermaasde netwerken zoals aangetoond in [8–10] en uitgewerkt in para-
graaf 2.5. De aanwezigheid van de neutrale en aardingsgeleider werd geı̈ntroduceerd
in [11]. In [12] werd de forward/backward methode uitgebreid met harmonischen.
Een harmonische analyse van een distributienet maakt gebruik van een gedetail-
leerde representatie van equivalente circuits van netwerkelementen zoals voorge-
steld in [13, 14]. In Hoofdstuk 1 werd reeds duidelijk gemaakt dat onbalans inhe-
rent aanwezig is in distributienetten. De belangrijkste aspecten hieromtrent werden
behandeld in [12, 15].
De originele bijdrage van het in dit hoofdstuk voorgestelde netwerkmodel, geba-
seerd op de forward/backward methode, ligt in de nauwkeurigheid van de equi-
valente circuits en het gebruik van symmetrische componenten. Het gebruik van
symmetrische componenten leidt tot snellere algoritmes. Het oplossen van het net-
werk in symmetrische of in fasecomponenten vereisen beide dat er drie netwerken
moeten worden opgelost. Wanneer echter fasecomponenten worden gebruikt, dan
zijn de drie netwerken gekoppeld en bijgevolg duurt het even lang om elk net-
werk op te lossen. Wanneer symmetrische componenten worden gebruikt, dan zijn
de netwerken enkel gekoppeld in de knooppunten waar een ongebalanceerde be-
lasting is aangesloten. Een knooppunt met een ongebalanceerde belasting wordt
gedefinieerd als een knooppunt waarvan de lastimpedanties voor de drie fasen niet
identiek zijn. Bijgevolg leidt een verandering van de directe spanning niet tot de-
zelfde verandering in de onttrokken stroom in de drie netwerken in symmetrische
componenten. Bovendien zijn de waarden van de homopolaire en inverse compo-
nent kleiner dan voor de directe component. Bovenstaande zorgt ervoor dat het
spanningsverschil in een bepaald knooppunt tussen twee opeenvolgende iteraties
kleiner zal zijn voor de inverse en homopolaire component dan voor de directe
component en bijgevolg zullen deze twee netwerken sneller convergeren.
In wat volgt zullen de voornaamste verschillen worden aangehaald tussen het hier

1LU-decompositie van een matrix A is de decompositie van een matrix in een benedendriehoeks-
matrix L (E: Lower) en een bovendriehoeksmatrix U (E: Upper).
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voorgestelde netwerkmodel en de reeds vermelde referenties. Het onderscheid met
het onderzoek voorgesteld in [15] waar de nadruk ligt op ongebalanceerde netten,
ligt in de opheffing van het omzettingsalgoritme dat driefasig magnetisch gekop-
pelde netwerken omzet in een ontkoppeld direct equivalent netwerk. Dit wordt dan
in een bestaand direct netwerkmodel gestopt. Ten opzichte van [11] heeft het in dit
werk voorgestelde netwerkmodel het voordeel dat er kan gewerkt worden met een
3x3-impedantiematrix zonder verlies aan informatie over de stromen in de neutrale
geleider en de bijhorende spanningsval. Over het algemeen is de impedantiematrix
in symmetrische componenten een diagonaalmatrix, dus waar in [16] benaderin-
gen nodig waren om een dergelijke matrix te bekomen is dit in de huidige aanpak
niet meer nodig. De mogelijkheid van het netwerkmodel om de harmonische com-
ponenten in rekening te brengen is een bijkomend voordeel. Hoe de bijhorende
problemen omtrent de convergentie van harmonische iteratieve methoden worden
opgelost, zal worden besproken in paragraaf 2.6.

2.3 Topologie van het elektrisch net

De elektrische energie wordt via het elektrisch net getransporteerd en gedistribu-
eerd. De term transport wordt aangewend wanneer grote hoeveelheden energie van
één punt naar een ander punt worden overgebracht met behulp van één of meer
transmissielijnen en dit zonder vertakkingen. Het Belgisch transmissienet, wat
sterk vermaasd is, bestaat uit luchtlijnen en ondergrondse kabels met een span-
ning van 380 tot 30 kV. Meer dan 800 hoogspanningsposten zetten de spanning
om tot op het vereiste niveau. Het omzetten van de spanning gebeurt door mid-
del van vermogenstransformatoren die voornamelijk in ster/driehoek-configuratie
zijn geschakeld. De distributie of de verdeling van de elektrische energie aan de
eindafnemers gebeurt door middel van het midden- en laagspanningsnet. Het mid-
denspanningsnet kan worden opgevat als een primair verdeelnet dat radiaal of in
open ring wordt uitgebaat. Dit middenspanning wordt omgezet naar laagspanning
met behulp van distributietransformatoren die in het algemeen in driehoek/geaarde
ster zijn geschakeld2. Het laagspanningsnet kan worden beschouwd als het secun-
dair verdeelnet en is radiaal uitgebaat met een groot aantal vertakkingen [17].
In wat volgt zal er vooral aandacht worden besteed aan de eigenschappen van het
laagspanningsnet [17–20]. Een groot aantal van de decentrale productie-eenheden
wordt immers op dit niveau aangesloten. De oplossingsmethode die zal ontwikkeld
worden in dit hoofdstuk, zal gebruik maken van de typische karakteristieken van
het laagspanningsnet. Het model heeft als doel om een willekeurige topologie van
het distributienet, ingegeven door de gebruiker, te bestuderen.

2De gegevens vermeld in verband met transformatoren zijn verkregen via Pauwels Transforma-
toren, Mechelen.
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Driefasig vierdraads laagspanningsnet In tegenstelling tot in transmissienetten
waar vaak wordt gewerkt zonder neutrale geleider, zal deze in distributienetten
wel worden gebruikt. In het distributienet zijn er immers veel eenfasige lasten
aanwezig. Volgens de cijfergegevens van Eandis bezit 46 % van het totaal aantal
afnemers een eenfasige meter. Naast deze eenfasige lasten zijn er nog een groot
aantal driefasige lasten gekoppeld met het distributienet. Onder alle mogelijke
combinaties van schakelingen die mogelijk zijn bij driefasige voedingen zijn er
slechts drie systemen toegelaten bij de uitbating van het net uit het oogpunt van
beveiliging tegen elektrocutie in het laagspanningsnet:

• TN-systeem

• TT-systeem

• IT-systeem, dat in uitzonderlijke situaties wordt gebruikt, omdat een eerste
aardsluiting niet tot onmiddellijke afschakeling mag leiden.

De eerste letter van deze combinaties duidt op de behandeling van het net bij de
bron:

T: Het verdeelnet heeft een geleider verbonden met de aarde

I: Het verdeelnet heeft geen geleider verbonden met de aarde of is verbonden
met de aarde via een hoogohmige impedantie

De tweede letter duidt op de behandeling van de genaakbare geleidende delen van
de belastingen met de grond:

T: De aarding ligt dicht bij de gebruiker en is onafhankelijk van het verdeelnet

N: De aarding van de gebruiker is verbonden met de geaarde geleider van het
verdeelnet, over het algemeen valt deze geaarde geleider samen met de neu-
trale geleider

In dit werk worden enkel industriële en huishoudelijke omgevingen beschouwd en
bijgevolg bezitten de feeders in het distributienet drie fasegeleiders en een neutrale
geleider.

Configuratie van het laagspanningsnet Indien de radiale lay-out van het distri-
butienet wordt bestudeerd dan kan er worden opgemerkt dat vanuit het pcc, gelegen
na de distributietransformator, er verschillende driefasige feeders vertrekken. Op
deze feeders kunnen er vervolgens nog verschillende vertakkingen aanwezig zijn,
verder beschreven met de term subfeeders.
Volgens cijfergegevens verkregen via Eandis kunnen de volgende conclusies wor-
den getrokken over de gemiddelde configuratie van het distributienetwerk:
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Stedelijke omgeving

• distributietransformator: 400-630 kVA

• 12 feeders vertrekken vanuit het pcc

• > 100 klanten per distributietransformator

• feeders zijn gemiddeld 300 m lang

Landelijke omgeving

• distributietransformator: 250-400 kVA

• 6-12 feeders vertrekken vanuit het pcc

• < 100 klanten per distributietransformator

• feeders zijn tussen 600-1200 m lang

Van belang is hierbij op te merken dat de feeders in landelijke omgeving een stuk
langer zijn dan in stedelijke omgeving.

Fysische eigenschappen van het laagspanningsnet Het kabeltype gebruikt voor
nieuwe of vernieuwde ondergrondse verbindingen is EAXVB. Voor bovengrond-
se lijnen zijn dit kabels van het type BAXB. De kabels die momenteel geplaatst
worden door Eandis hebben in het algemeen een configuratie van 3x95+54.6 voor
luchtlijnen en 4x150 voor ondergrondse kabels. In een stedelijke omgeving met een
hoge belastingsgraad liggen er meestal ondergrondse kabels terwijl het distributie-
net in landelijke gebieden vooral bestaat uit luchtlijnen. Via de R/X-verhouding
van de gebruikte kabels kan het resistief karakter van het laagspanningsnet worden
verklaard. De eigenschappen van bovenvermelde kabels worden weergegeven in
tabel 2.1.

Tabel 2.1: Data voor BAXB en EAXVB kabels voor laagspanningsnetten

BAXB EAXVB
doorsnede [mm2] 3× 95 + 54.6 4× 150

Rf [Ω/km] 0.410 0.265
Rn [Ω/km] 0.713 0.265
L [mH/km] 0.243 0.248
Rf/X 5.37 3.40

Inom ondergronds [A] - 315
Inom luchtlijn [A] 255 300
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Tabel 2.2: Schatting van de gemiddelde piekbelasting

huis appartement
zonder elektrische verwarming 3 kVA 2.5 kVA
met elektrische verwarming 16 kVA 16 kVA

Typische afname in het laagspanningsnet De klanten in het laagspanningsnet
kunnen zowel driefasig als eenfasig aangesloten zijn met het laagspanningsnet. In-
dien de verbruikers alleen energie nodig hebben voor verlichting of kleine huishou-
delijke toepassingen, dan worden ze eenfasig aangesloten. Wordt er ook energie
voor drijfkracht vereist, dan worden drie fasen binnengebracht, en de motoren zul-
len dan gevoed worden door de lijnspanningen. Zoals reeds vermeld wordt het
totale percentage van eenfasige meters geschat op 46 % t.o.v. het totaal.

In tabel 2.2 wordt het gemiddeld vermogen per woning weergegeven tijdens de
piekperiode. Hierbij kan worden opgemerkt dat de laagspanningsnetten zijn ont-
wikkeld om dit piekvermogen te leveren en bijgevolg voornamelijk uitgebaat wor-
den bij een fractie van dit piekvermogen.

Structuur van het beschouwde netwerk De oplossingsmethode die zal worden
voorgesteld in dit hoofdstuk heeft als doel om het harmonisch spanningsspectrum
te bepalen in elk knooppunt van het netwerk. Het netwerk dat hierbij wordt be-
schouwd, wordt in zijn meest algemene vorm weergegeven in Fig. 2.1.

De topologie van het netwerk is als volgt: een hoog- naar middenspanningstrans-
formator wordt gekoppeld met een Thévenin-equivalent van het hoogspanningsnet.
Daarna volgen de distributietransfomatoren die eventueel via een verbindingslijn
verbonden zijn met de vermogenstransformatoren (transformatoren op het hoog-
spanningsnet). De distributietransformatoren worden op hun beurt verbonden met
het pcc. Als pcc wordt in dit werk het eerste gemeenschappelijk punt beschouwd
van alle afnemers die verbonden zijn met het middenspanningsnet via dezelfde
distributietransformator. Dit punt kan samenvallen met de secundaire van de trans-
formator, of valt samen met het andere uiteinde van de verbindingslijn die vertrekt
vanuit de secundaire van de distributietransformator. Vanuit het pcc vertrekken de
distributiefeeders waarop er nog één of meerdere subfeeders kunnen vertrekken
en/of de verbruikers zijn geconnecteerd. Voor een gedetailleerde bespreking van
hoe de gebruiker een dergelijk netwerk kan ingeven en hoe de impedantiematrices
worden opgesteld van het beschouwde netwerk wordt de lezer doorverwezen naar
Bijlage A.1.
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Figuur 2.1: Eendraadsschema van een willekeurig radiaal distributienet

2.4 Belastingen in de knooppunten van het netwerk

Onder de term ‘belasting’ valt elk element dat (harmonische) stroom opneemt of
injecteert in de knooppunten. Een deel van deze elementen zal worden gedefinieerd
door de gebruiker terwijl andere afhankelijk zijn van de netwerktopologie.

2.4.1 Belasting afhankelijk van de netwerktopologie

A. Capaciteit van een kabel

In het geval van een luchtlijn met een lengte vanaf 50km of een kabel mag de
capaciteit niet verwaarloosd worden [17]. Met betrekking op de netwerken onder
studie, waarbij de lengte van een feeder maximaal ongeveer één kilometer is, mag
de capaciteit van de luchtlijnen verwaarloosd worden maar de capaciteit van de
kabels niet.
In het model is ervoor geopteerd om te werken met een Π-voorstelling in plaats
van een T-voorstelling omdat het aantal te berekenen knooppunten dan niet wordt
verhoogd door een knooppunt in het midden van de lijn toe te voegen. Het opstellen
van de bijhorende impedantiematrices wordt beschreven in Bijlage A.2.1.
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Figuur 2.2: Magnetisatiecurve van de transformator

B. Magnetiseringsstroom van de transformatoren

Transformatoren zijn historisch gezien de eerste bronnen van harmonischen in het
elektrisch netwerk. De relatie tussen de spanning en de stroom aan de primaire
van de transformator is sterk niet-lineair en kan vereenvoudigd worden voorgesteld
zoals in Fig. 2.2. De nabijheid van saturatie zorgt voor een vervormde magneti-
seringsstroom. De nominale werking van de transformator bevindt zich beneden
de knie van de magnetisatiecurve, dus in het lineair gebied, met als gevolg dat de
harmonische distorsie in nominale omstandigheden gering is. Indien er echter een
kleine afwijking optreedt van deze nominale werkingstoestand, bijvoorbeeld een
kleine spanningstoename, resulteert dit in een grote toename van de magnetise-
ringsstroom waarbij ook de harmonische inhoud sterk toeneemt [21].
In dit model wordt de magnetiseringsstroom geı̈njecteerd in het knooppunt tussen
de primaire en de secundaire impedantie van de transformator. De berekening van
de magnetiseringsstroom, in symmetrische componenten, en de beı̈nvloeding van
de andere fasen in een driefasige transformator worden uitgebreid besproken in
Hoofdstuk 3.

2.4.2 Belasting gedefinieerd door de gebruiker

De belastingen gedefinieerd door de gebruiker omvatten alle mogelijke lasten in
een knooppunt, alsook decentrale generatoren (installaties die elektrische energie
produceren en aangesloten zijn op het elektrische laagspanningsnet). In deze para-
graaf wordt er geen onderscheid gemaakt tussen lasten en decentrale generatoren,
omdat deze laatste kunnen worden beschouwd als lasten die een negatief vermogen
opnemen. Er wordt echter wel een onderscheid gemaakt tussen de verschillende
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modelleringsmogelijkheden van de lasten omdat dit een invloed heeft op de nauw-
keurigheid van het beschouwde geval.
De gebruiker heeft de mogelijkheid om enerzijds de basisbelasting van het netwerk
te definiëren onder de vorm van verdeelde lasten langsheen de feeders en de sub-
feeders. Anderzijds heeft de gebruiker de optie om meer specifieke lasten toe te
kennen aan een knooppunt, deze worden hier verder besproken onder de noemer
‘niet-verdeelde lasten’.
In wat volgt zal kort worden besproken wat er verstaan wordt onder ‘verdeelde
lasten’ en ‘niet-verdeelde lasten’ en waarom er een onderscheid wordt gemaakt.
De manier waarop de gebruiker deze belastingen kan ingeven en hoe dit verwerkt
wordt, komt meer uitgebreid aan bod in Bijlage A.2.2.

A. Verdeelde lasten

Onder de basisbelasting van het netwerk vallen de lineair driefasig symmetrische
RL- en RC-lasten, of een combinatie van beide. Deze kunnen zowel in ster, geaarde
ster als in driehoek worden geschakeld en daarbij kunnen ze gedefinieerd worden
als constante impedantielasten of constant-vermogenlasten.

B. Niet-verdeelde lasten

De niet-verdeelde lasten zijn in het opgestelde netwerkmodel de belangrijkste be-
lastingen die aangesloten worden met het distributienet. Het model heeft immers
tot doel om de invloed van de decentrale productie-eenheden en niet-lineaire be-
lastingen op de netkwaliteit te bestuderen. De typische kenmerken van deze belas-
tingen zullen tot uiting kunnen komen wegens deze specifieke behandeling ervan.
Voor het model zal elke niet-verdeelde last worden aanzien als een stroombron die
al dan niet spanningsafhankelijk is. De belasting zelf zal waar nodig de spanning
in het geconnecteerde knooppunt als informatie meekrijgen. Ter illustratie wordt
in paragraaf 2.7 dieper ingegaan op de wijze waarop een niet-verdeelde last kan
worden gedefinieerd. Hierbij zal vooral aandacht worden besteed aan de invloed
van het al dan niet spanningsafhankelijk simuleren van de stroombron die de niet-
verdeelde last voorstelt.

2.5 De oplossingsmethode

De oplossingsmethode die zal worden aangewend voor het berekenen van het span-
ningsspectrum in elk knooppunt en de stroom in ieder segment is de iteratieve
forward/backward methode. Als illustratie van deze methode is in Fig. 2.3 een een-
voudig radiaal netwerk weergegeven. Uit deze figuur blijkt dat de forward/backward
methode in vier stappen kan worden opgedeeld [22]:
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Figuur 2.3: Schematish overzicht van de forward/backward methode

Stap A: In deze eerste stap wordt het spanningsspectrum opgesteld in de verschil-
lende knooppunten. Tijdens de allereerste iteratie kan deze vrij worden
gekozen. Algemeen wordt hetzelfde spanningsspectrum gekozen voor de
verschillende knooppunten, maar dit is geen noodzaak. Zo kan een goede
schatting van het uiteindelijke spanningsspectrum leiden tot een beter con-
vergerende oplossingsmethode [23].

Stap B: Afhankelijk van het spanningsspectrum in de knooppunten wordt de totale
onttrokken stroom in elk knooppunt bepaald. Deze stromen worden bepaald
door de reeds gedefinieerde belastingen uit paragraaf 2.4.

Stap C: In deze stap wordt de voorwaartse beweging (E: forward sweep) uitgevoerd.
De stromen in de segmenten worden immers berekend door te beginnen bij
de stroom in het laatste segment en te eindigen bij de stroom in het segment
juist voor het eerste knooppunt. De stromen worden berekend met behulp
van de eerste wet van Kirchhoff.
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Stap D: De laatste stap, ook wel de achterwaartse beweging (E: backward sweep) ge-
naamd, bepaalt het nieuwe spanningsspectrum in ieder knooppunt. Dit wordt
verwezenlijkt door vanaf het vast spanningsspectrum in het eerste knoop-
punt, het spectrum in het volgende knooppunt te bepalen door het berekenen
van de spanningsval over het volgende segment. Het bekomen spectrum in
ieder knooppunt wordt vervolgens vergeleken met het spectrum bekomen in
de vorige iteratie. Ligt het verschil binnen een vooraf bepaald convergentie-
gebied, dan eindigt de forward/backward methode hier. Indien het verschil
niet binnen het opgegeven convergentiegebied valt, dan wordt het spannings-
spectrum in stap A bepaald door het net berekende spanningsspectrum.

De vooropgestelde netwerktopologie is echter driefasig en de berekeningen gebeu-
ren met behulp van symmetrische componenten. Bijgevolg dient in de voorgestel-
de oplossingsmethode het eendraadsschema uit Fig. 2.3 uitgebreid te worden naar
drie netwerken. De implementatie van de oplossingsmethode in de voorgestelde
netwerktopologie wordt uitgewerkt in Bijlage A.3.
Het gebruik van symmetrische componenten in plaats van fasecomponenten leidt
tot een snellere oplossingsmethode. Wanneer immers wordt gewerkt met fasecom-
ponenten dan zijn de drie op te lossen netwerken gelijkwaardig en sterk gekoppeld.
Bijgevolg kost de berekening van elk netwerk ongeveer evenveel tijd. Bij het ge-
bruik van symmetrische componenten zijn de drie netwerken enkel gekoppeld op
de plaatsen waar een ongebalanceerde last is geconnecteerd of waar de impedan-
tiematrix van de lijn niet kan geschreven worden als een cirkulante matrix [24].
Dit is bijvoorbeeld het geval bij een eenfasige of tweefasige lijn. Een verandering
in de directe spanning leidt in het geval van symmetrische componenten niet tot
dezelfde verandering in de onttrokken stroom in de drie netwerken zoals bij de het
gebruik van fasecomponenten wel het geval is. Bovendien zijn de waarden van
de homopolaire en inverse component kleiner dan voor de directe component. Bo-
venstaande zorgt ervoor dat het spanningsverschil in een bepaald knooppunt tussen
twee opeenvolgende iteraties kleiner zal zijn voor de inverse en homopolaire com-
ponent dan voor de directe component en bijgevolg zullen deze twee netwerken
sneller convergeren. Dit leidt tot een oplossingsmethode die sneller leidt tot een
eindoplossing.
De uitbreiding van de oplossingsmethode van een radiaal net naar een licht ver-
maasd net kan worden aangetoond met behulp van Fig. 2.4. Op deze figuur wordt
een net afgebeeld met twee onafhankelijke lussen. In eerste instantie worden even-
veel openingen gemaakt als er onafhankelijke lussen zijn. Bijgevolg worden twee
nieuwe knooppunten geı̈ntroduceerd. Naast het ontstaan van deze twee knoop-
punten wordt er een stroom ingevoegd die vloeit van het oorspronkelijke naar het
geı̈ntroduceerde knooppunt.
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Figuur 2.4: Uitbreiding van de oplossingsmethode naar een licht vermaasd netwerk

De eerste vier stappen zoals beschreven met behulp van Fig. 2.3 worden in eerste
instantie uitgevoerd op het radiaal gemaakte netwerk. In stap D resulteert dit in
nieuwe spanningen voor elk knooppunt. Vervolgens worden de onbekende stromen
berekend door het spanningsverschil uit te schrijven tussen het geı̈ntroduceerde en
het oorspronkelijke knooppunt. Hierbij wordt enkel rekening gehouden met de
stromen die worden geı̈ntroduceerd door het radiaal maken van het oorspronkelijk
licht vermaasde netwerk.
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Via (2.1) kunnen vervolgens de onbekende stromen worden berekend. Met behulp
van deze stromen wordt vervolgens in elk knooppunt een nieuwe spanning bere-
kend, waarbij er enkel rekening wordt gehouden met de door de lussen ontstane
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Figuur 2.5: Schematische voorstelling van een éénknooppuntsnetwerk.

stromen en een spanning gelijk aan nul in het begin van het netwerk. De span-
ningen die op deze manier bepaald zijn, worden tot slot opgeteld bij de waarden
bekomen in stap D uit de oorspronkelijke oplossingsmethode. Dit levert uitein-
delijk de nieuwe set spanningen waarmee kan worden gewerkt in stap A van de
oplossingsmethode.

2.6 Convergentie van de forward/backward methode

In de voorgaande paragraaf werd de oplossingsmethode voor het netwerkmodel
besproken. Het is duidelijk dat het gaat om een iteratieve methode. Een gevolg
hiervan is echter dat de methode numeriek instabiel kan worden. Om de reden
van deze numerieke instabiliteit te verklaren kan het netwerk van Fig. 2.5 wor-
den beschouwd. Op deze figuur is een schematische voorstelling gegeven van een
éénknooppuntsnetwerk, d.w.z. een last (

¯
zlast) wordt gevoed vanuit een punt met

vaste spanning (
¯
vbus) die verbonden is met de last via een lijn met impedantie

¯
z.

Uiteraard kan de spanning in het knooppunt van de last (
¯
v) worden bepaald met

behulp van een simpele spanningsdeler, maar om het instabiliteitsprobleem te ver-
klaren wordt het netwerk berekend met behulp van de forward/backward methode.
Het verband tussen de spanning en de stroom in de opeenvolgende iteraties kan als
volgt worden geschreven: ¯

ik+1

¯
vk+1

 =

 0
1

¯
zlast

¯
z ¯

zlast − ¯
z

¯
zlast

 ·
 ¯
ik

¯
vk

 (2.2)

Bij een discreet proces kan worden gesteld dat het convergent is indien de eigen-
waarden niet buiten de eenheidscirkel vallen. De eigenwaarden van het vooropge-
stelde systeem zijn:

λ1 = 1

λ2 = ¯
z

¯
zlast

(2.3)
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Het is duidelijk dat de verhouding tussen de impedantie van de last en de lijn bepa-
lend is voor het al dan niet convergeren van de forward/backward methode. Voor
een netwerk met een laag kortsluitvermogen of m.a.w. een hoge netimpedantie zal
deze methode eerder instabiel zijn. Intuı̈tief valt dit makkelijk te verklaren. Een
verandering in onttrokken stroom resulteert dan immers in een grote spannings-
verandering in het beschouwde knooppunt, wat op zijn beurt terug kan versterkt
worden indien de lastimpedantie laag is of indien de last gevoelig is voor verande-
ringen in de spanning. In het algemeen kan gesteld worden dat er voor de grond-
golfcomponent weinig problemen zijn, terwijl deze problemen toenemen met de
harmonische orde. Indien er immers gewerkt wordt met resistieve belastingen, dan
blijft de impedantie van deze belasting nagenoeg constant in het ganse spannings-
spectrum. De lijnimpedantie, die in distributienetten resistief-inductief is, is echter
wel gevoelig aan de harmonische orde. Een verhoging van de frequentie geeft hier
aanleiding tot een verhoging van de reactantie, wat dus kan leiden tot een eigen-
waarde die buiten de eenheidscirkel valt, en bijgevolg tot numerieke instabiliteit
van de beschouwde methode.

Een gelijkaardig probleem stelt zich ook bij het modelleren van ac/dc systemen
[23, 25–29]. Een eerste mogelijkheid voor het verbeteren van de convergentie is
het werken met een goede schatting van de initiële waarde voor het iteratief proces;
hiervoor kan een tijdsdomeinsimulatie van het net worden aangewend. Ten tweede
kan gewerkt worden met een reactantiepaar. Dit betekent dat er twee tegengestelde
reactanties worden geplaatst in serie, waarbij de negatieve reactantie aan de net-
zijde is geplaatst en de positieve reactantie aan de lastzijde. De spanning die nu
wordt beschouwd gedurende de iteratieve methode is de spanning in het knoop-
punt tussen het reactantiepaar. Op deze manier is het duidelijk dat de bekomen
eigenwaarde (λ2) een kleinere waarde aanneemt. Een uitbreiding op voorgaande
methode kan worden gevonden door te werken met een impedantiepaar in plaats
van met een reactantiepaar. Zodoende kunnen de impedanties worden afgesteld zo-
dat ze een mogelijke resonantie in het net teniet kunnen doen en zo de convergentie
van het proces verbeteren. Tot slot kan de parallelle compensatietechniek worden
aangewend om de convergentie te verbeteren. Deze methode is analoog aan de
vorige methode, maar de impedanties worden hier in parallel geplaatst waarbij de
positieve impedantie dichtst bij de netzijde staat en de negatieve impedantie aan
de lastzijde. De positieve impedantie wordt in rekening gebracht bij het opstel-
len van de admittantiematrix en de negatieve impedantie wordt als een belasting
beschouwd. Bijgevolg verandert de spanning niet in het beschouwde knooppunt,
maar wel de stroom opgenomen door de belasting. Deze laatste methode kan echter
enkel worden toegepast op iteratieve methodes waarbij de admittantiematrix wordt
opgesteld.

In het huidig model is ervoor gekozen om te werken met de methode van het reac-
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tantiepaar. Het netwerk dat wordt ingegeven door de gebruiker is immers vol-
ledig willekeurig. Hierdoor kan er moeilijk een schatting worden gemaakt van
de voorkomende resonanties in het netwerk en kan er dus niet van op voorhand
een impedantiepaar worden berekend dat het effect van deze specifieke resonan-
ties tegengaat. Het gebruik van een goede schatting van de initiële waarden is niet
aangewezen wegens het tijdsintensieve aspect. In Fig. 2.6 wordt aangetoond hoe
het éénknooppuntsnetwerk wordt aangepast door de keuze voor het reactantiepaar.
Zoals reeds vermeld wordt in de forward/backward methode het knooppunt waar
de spanning wordt aangepast verlegd. Hierdoor stijgt de impedantie van de last
schijnbaar terwijl de impedantie van het net schijnbaar daalt. Fysisch gezien is er
echter niets veranderd aan het beschouwde net.

In het netwerkmodel is de waarde van de reactantie een bepaalde fractie α van
de reactantie tussen het beschouwde knooppunt en het begin van het netwerk. De
reactanties van de tussenliggende transformatoren worden bovendien nog verme-
nigvuldigd met een factor afhankelijk van het aantal feeders dat erop is aangesloten.
Op deze manier wordt een robuuste oplossingsmethode bekomen bij elk willekeu-
rig ingegeven netwerk. De implementatie van bovenstaande vuistregels gebeurt
in dit model als volgt: de waarde van de reactantie in een bepaald knooppunt op
een feeder wordt gelijk gekozen aan de som van de reactantie van de hoogspan-
ningstransformator vermenigvuldigd met het totaal aantal feeders, de reactantie
van de distributietransformator, waarmee het knooppunt is verbonden, vermenig-
vuldigd met het aantal feeders geconnecteerd op de beschouwde transformator en
tot slot de reactantie tussen het beschouwde knooppunt en de distributietransfor-
mator. De bekomen reactantie wordt vervolgens vermenigvuldigd met α, die in
de huidige simulaties gelijk is aan één. De reactantie die wordt aangewend voor
een knooppunt op een subfeeder wordt in de simulaties gelijk gekozen aan de reac-
tantie berekend voor het knooppunt waarop de subfeeder is geconnecteerd. Het
aantal harmonischen dat in de uitgevoerde simulaties wordt beschouwd is gelijk
aan 40. Indien hier echter meer harmonischen zouden worden beschouwd heeft dit
een invloed op de waarde van α. Hoe meer harmonischen er worden aangewend,
hoe groter α moet zijn om een stabiele oplossingsmethode te bekomen. Instabi-
liteitsproblemen treden immers vooral op bij de hogere harmonische ordes. Voor
een beschrijving van de implementatie van het reactantiepaar in het netwerkmodel
wordt de lezer doorverwezen naar Bijlage A.4.

In bovenstaande is duidelijk gemaakt dat het gebruik van een reactantiepaar een
goede oplossing is om de convergentie van de oplossingsmethode te verbeteren
indien zowel de lijn als de last resistief-inductief kunnen worden verondersteld.
Indien de belasting nu echter capacitief wordt verondersteld, wat zo is bij de capa-
citeit van een kabel of bij een RC−belasting, dan worden de convergentieproble-
men niet opgelost door gebruik te maken van het reactantiepaar. In deze situatie
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Figuur 2.6: Schematische voorstelling van een éénknooppuntsnetwerk uitgebreid
met een reactantiepaar.

wordt de absolute waarde van de lastimpedantie in eerste instantie namelijk ver-
kleind door bij de het negatief imaginair gedeelte een positieve reactantie op te
tellen. Dit probleem wordt echter wel opgelost door de onttrokken stroom van een
capacitieve belasting maar voor een fractie in rekening te brengen.

¯
ik+1 =

(β − 1)
¯
ik +

¯
ilast

β
(2.4)

In bovenstaande stelt
¯
ik+1 de onttrokken stroom voor van de capacitieve last in de

(k + 1)-de iteratie. Deze is opgebouwd door rekening te houden met de stroom in
de k-de iteratie en de werkelijk onttrokken stroom (

¯
ilast). De factor β bepaalt hoe

snel de waarde naar de werkelijke waarde gaat, hoe hoger deze β hoe hoger de ver-
traging. In de simulaties uitgevoerd in dit werk wordt β gelijk aan zeven gekozen.
Deze aanpassing heeft echter ook zijn gevolg voor de convergentiecriteria van de
oplossingsmethode. De iteraties voor een netwerk worden nu pas beëindigd indien
zowel de spanningen als de stromen onttrokken door de capacitieve elementen in
het netwerk binnen een vooraf bepaald convergentiegebied liggen.

2.7 Niet-lineaire lasten

In de huidige paragraaf zal worden nagegaan wat de invloed is van de methode
waarop niet-lineaire lasten worden gesimuleerd op het eindresultaat van het si-
mulatiemodel. De resultaten voorgesteld in deze paragraaf zijn gebaseerd op de
bevindingen geformuleerd in [30].
In Fig. 2.7 is een overzicht gegeven van het beschouwde driefasig netwerk waar-
op de simulaties worden uitgevoerd. Het netwerk bevat één hoogspanningstrans-
formator die verbonden is met twee distributietransformatoren. Na elk van deze
distributietransformatoren volgt er een feeder. Deze feeders hebben dezelfde leng-
te maar met een verschillende X/R-ratio. De equidistante lasten langsheen elke
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Figuur 2.7: Topologie van het beschouwde netwerk.

feeder (10 per feeder) nemen gezamenlijk 90 kVA af met een cosφ van 0.8. De
invloed van de methode waarop niet-lineaire lasten worden gesimuleerd wordt on-
derzocht door het plaatsen van vier éénfasige piekgelijkrichters langsheen de fee-
ders. Een schematische voorstelling van deze piekgelijkrichter is weergegeven in
Fig. 2.8. Het simuleren van de piekgelijkrichter gebeurt op twee verschillende
methoden. In het eerste geval wordt de piekgelijkrichter eenmaal in het tijdsdo-
mein gesimuleerd met behulp van plecs R©. De aangelegde spanning is de nominale
spanning en de bekomen stromen worden met behulp van een FFT omgezet naar
het frequentiedomein. In de daarop volgende iteraties wordt de piekgelijkrichter
aanzien als een constante stroombron met als waarde het bekomen spectrum uit de
eerste iteratie3. De inductantie uit Fig. 2.8 wordt in dit geval dus beschouwd als
een doorverbinding. In tweede instantie kan de stroom onttrokken door de piekge-
lijkrichter spanningsafhankelijk worden gemaakt. Dit wordt verwezenlijkt door de
piekgelijkrichter gedurende elke iteratie te simuleren in het tijdsdomein. De span-
ningsbron op Fig. 2.8 wordt dan bepaald door de spanning tussen het reactantiepaar
in het beschouwde knooppunt4. In de eerste iteratie wordt de de inductantie van
het reactantiepaar nog aanzien als een doorverbinding, maar in de daarop volgende
iteraties wordt de inductantie bepaald door de elektrische afstand van de bron tot
het aansluitingspunt.
De overige elementen die aanwezig zijn op Fig. 2.8 zijn de weerstandswaarde van
de belastingRlast en de capaciteit van de elektrolytische condensatorC. De waarde
van de weerstand, Rlast, wordt zodanig bepaald in functie van de gemiddelde dc-
spanning over de condensator zodat het opgenomen vermogen gelijk is aan 10 kW.
In het eerste geval, waarbij maar één simulatie in het tijdsdomein wordt uitgevoerd
is deze weerstand dus onafhankelijk van de spanning in het knooppunt terwijl voor

3In het netwerk wordt deze niet-lineaire last beschouwd zoals de niet-verdeelde last xj uit
Fig. A.5

4Deze methode van simuleren is analoog aan de voorstelling van de niet-verdeelde last xi uit
Fig. A.5 en de spanning V is bijgevolg gelijk aan VNV(xi)
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Figuur 2.8: Schematische weergave van de gebruikte piekgelijkrichter.

het tweede geval de weerstand wel afhankelijk is van de spanning in het knoop-
punt. De capaciteitswaarde van de elektrolytische condensator is 1 mF. Een gevolg
hiervan is dat de piekgelijkrichter kan aanzien worden als een capacitief belaste
gelijkrichter. Hierdoor is de harmonische inhoud van de onttrokken stroom hoger.
De gemiddelde waarde van de spanning over de last is in dit geval ook hoger.
De invloed van de twee methoden van simuleren wordt aangetoond door de vier
gelijkrichters te connecteren op knooppunt 2, 4, 6 en 8. Hierbij worden ze allen
geconnecteerd op fase a. De totale harmonische spanningsdistorsie in fase a wordt
voor elk knooppunt van de bovenste feeder getoond in Fig. 2.9. Hierbij wordt de
totale harmonische distorsie als volgt gedefinieerd:

THD =

√∑40
h=2 V

2
h

V 2
1

(2.5)

In Fig. 2.9 stellen de zwarte balken de distorsie voor, indien de gelijkrichters span-
ningsonafhankelijk zijn en de grijze balken indien ze spanningsafhankelijk zijn.
Algemeen kan hier opgemerkt worden dat de totale harmonische distorsie stijgt
met de afstand van de bron tot de verste niet-lineaire last (geconnecteerd op knoop-
punt 8). Daarenboven kan worden opgemerkt dat de stijging van de distorsie groter
is indien er stroomafwaarts meerdere niet-lineaire lasten zijn geconnecteerd. Indien
de invloed van de methode van simuleren wordt beschouwd, dan valt er duidelijk
op te merken dat de distorsie kleiner is indien de gelijkrichters worden gesimu-
leerd als spanningsafhankelijke stroombronnen. De maximale afwijking tussen de
twee methoden is ongeveer 15%, wat erop wijst dat het in rekening brengen van
de spanningsafhankelijkheid van de piekgelijkrichters wel degelijk een belangrijke
impact heeft op het uiteindelijke resultaat. Het verschil kan worden verklaard met
behulp van het attenuatie-effect [31].
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Figuur 2.9: De totale harmonische spanningsdistorsie in fase A.
Zwarte balken: De piekgelijkrichters zijn spanningsonafhankelijk.
Grijze balken: De piekgelijkrichters zijn spanningsafhankelijk.

Het attenuatie-effect beschrijft de verzwakking van de harmonische stroomcom-
ponenten onttrokken door de niet-lineaire last indien deze spanningsafhankelijk
worden gesimuleerd. Hierbij is het van belang dat de X/R-ratio gezien vanuit de
beschouwde niet-lineaire lasten gelijk is en dat de niet-lineaire lasten eenzelfde
vermogen opnemen. Op deze manier wordt het ontbreken van harmonische stro-
men in het netwerk vanwege hun verschillende fasehoek, verder beschreven onder
de noemer diversiteitseffect, beperkt [32]. In wat volgt wordt het attenuatie-effect
beschreven met behulp van de attenuatiefactor:

AFh =
INh
NIh

(2.6)

In bovenstaande vergelijking stelt INh de som voor van de rms-waarden van de
harmonische stromen opgenomen door de vier piekgelijkrichters voor de harmo-
nische orde h, de term Ih uit de noemer stelt de rms-waarde van de harmonische
stroom van orde h voor van één piekgelijkrichter indien deze gesimuleerd wordt
als een spanningsonafhankelijke stroombron. De term Ih wordt vermenigvuldigd
met een factor N , wat gelijk is aan het aantal beschouwde niet-lineaire lasten. In
het huidige geval is dit vier.



i
i

i
i

i
i

i
i

46 Harmonisch model van het distributienet

Harmonische orde

A
tt

en
u
at

ie
fa

ct
o
r

0 5 10 15 20 25 30 35 40
0

0.5

1

1.5

Figuur 2.10: De attenuatiefactor voor de verschillende harmonische ordes.

De attenuatiefactor voor de verschillende harmonische ordes wordt weergegeven in
Fig. 2.10. Het is duidelijk dat een overgrote meerderheid van deze factoren kleiner
is dan één, wat ervoor zorgt dat de uiteindelijke harmonische distorsie afneemt. Op
deze figuur valt echter ook op te merken dat er voor bepaalde harmonische ordes
een versterking optreedt i.p.v. een verzwakking. De reden hiervoor kan enerzijds
worden verklaard door de afhankelijkheid van de onttrokken harmonische stromen
aan de harmonische spanningsvervorming. Anderzijds kan het gebruik van een
belasting die een constant vermogen afneemt aanleiding geven tot een verhoging
van bepaalde harmonische stroomcomponenten [32].

In tweede instantie worden de piekgelijkrichters geplaatst op de knooppunten 4, 8,
14 en 18. Op deze manier kan worden nagegaan wat de invloed is van een verschil-
lende X/R-ratio van beide feeders op het elimineren van harmonische stromen in
het net. Indien de feeders dezelfde X/R-ratio zouden hebben, dan zouden de op-
genomen harmonische stromen van de gelijkrichters op de knooppunten 4 en 14
immers dezelfde zijn, zowel in amplitude als in fase, net zoals voor de gelijkrich-
ters op de knooppunten 8 en 18. Het elimineren van harmonische stromen met
als oorzaak een verschillende X/R-ratio wordt in de literatuur beschreven als het
diversiteitseffect [31]. Dit effect wordt in wat volgt besproken met behulp van de
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Figuur 2.11: De diversiteitsfactor voor de verschillende harmonische ordes.
Zwarte balken: Diversiteitsfactor voor de gelijkrichters geconnecteerd op knoop-
punt 4 en 14.
Grijze balken: Diversiteitsfactor voor de gelijkrichters geconnecteerd op knoop-
punt 8 en 18.

diversiteitsfactor:

DFh =

∣∣∣∣∣
∑N

i=1 ¯
Iih∑N

i=1

∣∣̄Iih∣∣
∣∣∣∣∣ (2.7)

De diversiteitsfactor levert een vergelijking tussen twee niet-lineaire lasten die op
een gelijkaardige positie staan (4 en 14 of 8 en 18), maar waar er toch eliminatie is
van harmonische stromen vanwege het verschil in X/R-ratio tussen het punt van
connectie en het eerste gemeenschappelijke punt. In (2.7) is N dus gelijk aan twee
en wordt de verhouding van de complexe som van de fasoren vergeleken met de de
som van de rms-waarden van deze fasoren. Indien de twee lijnen identiek zouden
zijn dan zou de diversiteitsfactor voor elke harmonische orde gelijk zijn aan één.
In Fig. 2.11 wordt de diversiteitsfactor voor de convertoren geconnecteerd op de
knooppunten 4 en 14 weergegeven door middel van de zwarte balken, en de diversi-
teitsfactor voor de gelijkrichters geconnecteerd op de knooppunten 8 en 18 door de
grijze balken. De diversiteitsfactor varieert tussen 0 en 1 waarbij een kleine waarde
wijst op een grotere eliminatie van de harmonische stromen vanwege de circulatie
van deze harmonische stromen tussen de niet-lineaire lasten. Uit Fig. 2.11 valt af te
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leiden dat deze eliminatie hoger is voor de hogere harmonische ordes. Verder kan
er nog worden opgemerkt dat de eliminatie hoger is voor de gelijkrichters die meer
stroomafwaarts zijn geconnecteerd. Dit is echter ook gedeeltelijk te wijten aan het
groter verschil in harmonische spanning die deze gelijkrichters ondervinden aan
hun klemmen.
Algemeen kan uit de huidige paragraaf worden besloten dat het van belang is dat
de spanningsafhankelijkheid van de niet-lineaire lasten niet verwaarloosd mag wor-
den. De invloed van harmonische circulatiestromen op het uiteindelijk resultaat is
significant en vindt zijn oorsprong in het verschil in fasehoek van deze opgenomen
harmonische stromen.

2.8 Besluit

In dit hoofdstuk werd een simulatiemodel ontwikkeld voor een willekeurig radiaal
distributienet. In eerste instantie werden de verschillende eigenschappen van het
distributienet besproken. Hieruit werd vervolgens afgeleid aan welke structuur het
willekeurig radiaal netwerk moet voldoen.
Wegens de keuze voor typische belastingen, namelijk de verdeelde belastingen,
die eenvoudig voor het volledige netwerk kunnen worden gedefinieerd en de meer
complexere niet-verdeelde belastingen is het mogelijk om de invloed van een grote
verscheidenheid aan elementen op de netkwaliteit te bestuderen. De niet-verdeelde
belastingen kunnen immers volledig vrij worden gekozen en de complexiteit van
het modelleren ligt volledig in handen van de gebruiker.
De oplossingsmethode die wordt aangewend om de spanningen in ieder knooppunt
van het netwerk te bepalen is de forward/backward methode. Deze methode bestaat
uit twee bewegingen, namelijk de voorwaartse en de achterwaartse beweging. In
eerste instantie worden op basis van de spanningen in de knooppunten de stromen
bepaald die onttrokken worden in elk knooppunt. Via de achterwaartse beweging
worden vervolgens de stromen in de takken van het netwerk bepaald. Tot slot wordt
in de voorwaartse beweging de spanning in elk knooppunt bepaald, op basis van
de stromen in de takken en de impedanties van de takken. Via een vergelijking met
de spanning in de voorgaande iteratie wordt beslist of er al dan niet voldaan is aan
de convergentiecriteria.
Het gebruik van de forward/backward methode heeft als voordeel dat de specifie-
ke topologie van het distributienet wordt gebruikt en op deze manier leidt dit tot
een model met een kortere simulatietijd. Bovendien worden de berekeningen uit-
gevoerd in symmetrische componenten wat een extra troef is om sneller tot een
oplossing te komen.
Het gebruik van een iteratieve methode heeft onvermijdelijk tot gevolg dat in be-
paalde gevallen numerieke instabiliteit kan voorkomen. Dit probleem is reeds ge-
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kend bij het modelleren van ac/dc systemen. De voorstellen die in dit verband wer-
den geformuleerd leiden hier ook tot een oplossing. De uitbreiding van het model
met reactantieparen werd besproken alsook de impact op de oplossingsmethode.
Tot slot werd in dit hoofdstuk onderzocht wat de invloed is van de manier waar-
op niet-lineaire lasten worden gemodelleerd op het uiteindelijk resultaat. Er werd
duidelijk gemaakt dat het verwaarlozen van de spanningsafhankelijkheid van de
niet-lineaire lasten leidt tot een overschatting van de harmonische distorsie in het
netwerk. Enerzijds kan dit verklaard worden door de veranderde harmonische
stroominjectie vanwege de vervormde spanning in het aansluitingspunt en het ge-
bruik van constant-vermogenlasten. Anderzijds kan er worden opgemerkt dat er
harmonische stromen circuleren tussen de verschillende niet-lineaire lasten, waar
dit bij het gebruik van spanningsonafhankelijke niet-lineaire lasten niet in rekening
wordt gebracht. Bovenstaande fenomenen laten zich beschrijven met behulp van
de attenuatie- en diversiteitsfactor.
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Hoofdstuk 3

Niet-lineair transformatormodel
in symmetrische componenten

3.1 Inleiding

Om de verliezen te beperken bij het transport van elektrische energie van de ge-
nerator naar de verbruiker worden elektrische energienetten op verschillende span-
ningsniveaus uitgebaat. Het omzetten van deze spanningen wordt verwezenlijkt
door transformatoren. Transformatoren maken bijgevolg een belangrijk deel uit
van het huidig elektrisch netwerk. Daarom wordt er in dit hoofdstuk dieper inge-
gaan op de invloed van de transformatoren op de netkwaliteit.
In het ideale geval bestaat een transformator uit twee of meerdere spoelen die per-
fect gekoppeld zijn met dezelfde magnetische flux (Φ), wat betekent dat er geen
spreiding aanwezig is. Bij vermogenstransformatoren worden de spoelen gewik-
keld op een ijzeren kern zodat de spreiding minimaal wordt. In Fig. 3.1 wordt
het elektrisch equivalent circuit (EEC) getoond van een niet-ideale transformator.
Hierbij zijn de secundaire grootheden omgerekend naar de primaire zijde. Indien
een transformator gevoed wordt met een sinusoı̈dale spanning aan de primaire zij-
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Figuur 3.1: Equivalent elektrisch circuit voor een niet-ideale transformator
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de en de secundaire zijde wordt als open keten uitgebaat (Is = 0), dan zal er toch
een stroom vloeien door de primaire wikkeling. Deze stroom kan worden opge-
splitst in twee delen, een eerste deel correspondeert met de magnetiseringsstroom
(Im) die de flux in de kern produceert. Het tweede, kleinere deel (Iv) stemt over-
een met de verliezen in de ijzeren kern en heeft een fasevoorijling van 90◦ op de
magnetiseringsstroom.
Bij een goed gedimensioneerde transformator valt het maximum van de magneti-
sche inductie (B̂) samen met de knie in de BH- of saturatiecurve van het magne-
tisch blik. Zodoende is de magnetische veldsterkte (H) niet-lineair met de magne-
tische inductie. Bijgevolg kan de magnetiseringsstroom niet sinusoı̈daal zijn indien
de flux in het materiaal sinusoı̈daal is. Bijgevolg kunnen transformatoren worden
beschouwd als een eerste bron van harmonischen in het elektrisch netwerk. Daar-
enboven kan de aanwezigheid van harmonischen in de spanning de waarde van
de piekspanning beı̈nvloeden met als gevolg dat de piekwaarde van de magnetise-
ringsstroom kan toenemen, alsook de harmonische inhoud van de magnetiserings-
stroom.
Het doel van dit hoofdstuk is om een niet-lineair transformator model te ontwik-
kelen, zodat de verschillende harmonische componenten van de magnetiserings-
stroom accuraat kunnen bepaald worden in functie van de harmonische spanningen
aan de primaire en secundaire zijde. Dit model moet ook makkelijk te implemen-
teren zijn in het eerder ontwikkelde netwerkmodel.
In de literatuur zijn verschillende modellen voorgesteld die de harmonische inhoud
van de magnetiseringsstroom berekenen voor een driefasige, driebeens transforma-
tor [1–8]. Deze modellen en de verschillen met het voorgestelde model zullen in
de volgende paragraaf worden besproken.

3.2 Transformatormodellen in de literatuur

Verschillende harmonische modellen kunnen worden aangewend om transforma-
toren te beschrijven. De voornaamste zijn de modellen die gebruik maken van het
equivalent circuit, de differentiaalvergelijkingen en de duale representatie tussen
elektrische en magnetische grootheden [9].

1. Equivalent circuit van de saturatie in de kern.

Een eerste stap bestaat erin om de saturatie in de kern te modelleren, dit kan
gebeuren door een lineaire benadering van de saturatiecurve te maken zoals
getoond in Fig. 3.2. Een gedetailleerde beschrijving over het modelleren
van de niet-lineariteit in de kern kan gevonden worden in [1, 2]. Bij studies
in het tijdsdomein kan deze curve worden gebruikt om punt per punt de
magnetiseringsstroom te bepalen.
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Φm

Im

Figuur 3.2: Relatie tussen de magnetische flux en de magnetiseringsstroom

Veel studies worden echter uitgevoerd in het frequentiedomein. Transfor-
matoren worden voorgesteld in het harmonisch domein door middel van een
Norton-equivalent van de transformatorkern voor elke harmonische frequen-
tie [3]. Een iteratieve methode wordt daarbij aangewend wat vervolgens leidt
tot een relatie tussen de magnetische flux en de magnetiseringsstroom voor
de kern. De resultaten uit [3] worden in [4] aangewend om het periodiek ge-
drag van een driefasige transformator te bestuderen terwijl de transformator
wordt gecombineerd met het lineair deel van het netwerk in een algemene
iteratieve methode.

2. Differentiaalvergelijkingen.

Deze modellen stellen de transformator voor d.m.v. een set van differentiaal-
vergelijkingen. Deze vergelijkingen beschrijven het verband tussen de ver-
schillende elektrische en magnetische grootheden. Numerieke algoritmes
worden vervolgens gebruikt om de vergelijkingen op te lossen. De modellen
zijn geschikt voor zowel steady-state als transiënte studies.

Onder deze oplossingsmethode vinden we ook de volgende differentiaalver-
gelijking, (3.1), die werd beschreven in [1] en die de basis vormt van veel
elektromagnetische transiënte programma’s.

Deze vergelijking is hier uitgeschreven voor een transformator metN -spoelen.
Indien spoel k wordt bekrachtigd dan wordt de k-de kolom van onderstaan-
de matrices bekomen via

¯
Zik =

¯
Vi/¯

Ik, waarbij
¯
Zik de serieschakeling is

van Rik en Lik. Bovendien kunnen saturatie-effecten in rekening worden
gebracht door het introduceren van niet-lineaire inductanties in (3.1) [1, 10].
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V1

V2
...
VN

 =


R11 R12 . . . R1N

R21 R22 . . . R2N
...

...
. . .

...
RN1 RN2 . . . R1N



I1

I2
...
IN



+


L11 L12 . . . L1N

L21 L22 . . . L2N
...

...
. . .

...
LN1 LN2 . . . L1N

 d
dt


I1

I2
...
IN


(3.1)

In [1], zijn er modellen voor éénfasige transformatoren met N klemmen
afgeleid. Deze vergelijking is echter ook geldig in het geval van meerfasige
transformatoren. De impedantie of admittantie matrices zijn berekend met
behulp van testdata van directe en homopolaire kortsluitproeven en excitatie-
testen. Het model afgeleid in [5] gebruikt differentiaalvergelijkingen die
gebaseerd zijn op de voorstelling van de transformator als een set gekoppelde
inductanties. De magnetische fluxen zijn gekozen als toestandsvariabelen en
de stromen worden berekend met behulp van een direct gevormde inverse
inductantiematrix.

3. Duale representatie tussen elektrische en magnetische grootheden.

Het gebruik van duale modellen is nodig omdat transformatoren met meer-
dere benen niet kunnen worden voorgesteld door een T-equivalent schema.
Het magnetisch equivalent circuit (MEC) van een transformator kan wor-
den gevonden door gebruik te maken van de dualiteit tussen magnetische en
elektrische grootheden zoals aangegeven in tabel 3.1.

Een methode in het tijdsdomein werd voorgesteld in [7, 8]. In dit onder-
zoek wordt er gebruik gemaakt van een MEC voor de ruimtelijke discreti-
satie. De jukken zijn echter niet in rekening gebracht in het equivalent cir-
cuit. Het niet-lineaire gedrag van de transformatorkern is voorgesteld door
een eenwaardige saturatiecurve. De magnetiseringsstroom kan benaderd be-
paald worden door de magnetiseringsstroom gelijk te stellen aan de primaire
stroom indien de secundaire open is.

Het model [11] voorgesteld in dit hoofdstuk onderscheidt zich ten opzichte van
andere modellen op de volgende punten. Ten eerste is het model gebaseerd op
de methode van het harmonisch evenwicht (E: Harmonic balance). Dit type van
tijdsdiscretisatie bezit de volgende voordelen
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Tabel 3.1: Dualiteit tussen magnetische en elektrische circuits

Magnetisch circuit Elektrisch circuit
Magnetomotorische kracht (m.m.k.) NI Elektromotorische kracht (e.m.k.) V
Flux Φ Stroom I

ReluctantieR Weerstand R
Permeantie 1/R Conductantie 1/R
Magnetische inductie B = Φ/A Stroomdichtheid J = I/A

Magnetische veldsterkte H Elektrische veldsterkte E
Permeabiliteit µ Conductiviteit σ

• Het transformatormodel kan eenvoudig worden geı̈mplementeerd in een har-
monisch load-flow programma. Met behulp van de frequentiecomponenten
van de primaire en secundaire spanning kan de magnetiseringsstroom wor-
den berekend.

• Een beter inzicht in de interactie tussen de verschillende harmonische com-
ponenten wordt bereikt.

• Er zijn minder fast fouriertransformaties (FFTs) nodig in vergelijking met de
methode die gebruik maakt van het Norton-equivalent van de transformator-
kern [3].

• Het aantal harmonischen dat de globale verzadigingstoestand van de trans-
formator bepaalt kan vrij worden gekozen. Op deze manier bekomt men een
goede benadering van de verzadigingstoestand. De andere harmonischen
kunnen vervolgens bepaald worden met behulp van een linearisatie rond dit
werkingspunt.

• Symmetrische componenten kunnen gemakkelijk worden aangewend als uit-
breiding op deze methode van het harmonisch evenwicht.

Ten tweede worden de elektrische en magnetische vergelijkingen afgeleid met be-
hulp van de elektrische en magnetische equivalente circuits. Dit type van ruimte-
lijke discretisatie heeft de volgende voordelen

• Een MEC, heeft net als de eindige-elementenmethode (EE-methode) een
goede representatie van de fysische opbouw van de transformator.

• Een MEC bevat veel minder variabelen dan een EE-methode waardoor de
simulatietijd sterk wordt gereduceerd.



i
i

i
i

i
i

i
i

58 Niet-lineair transformatormodel in symmetrische componenten

• Door gebruik te maken van het MEC heeft deze methode het voordeel dat de
saturatie van de jukken wordt beschouwd in tegenstelling tot de representatie
door niet-lineaire inductanties [2].

• De koppeling tussen de verschillende fasen en de mogelijk verschillende
saturatieniveaus voor elke fase, in het geval van spanningsonbalans, kunnen
in rekening worden gebracht.

De methode van het harmonisch evenwicht zal worden geı̈ntroduceerd in de vol-
gende paragraaf. Daarna zal het model voor een eenfasige en driefasige trans-
formator worden afgeleid. De mogelijkheid om het model te koppelen met een
load-flow programma zal worden aangetoond in paragraaf 3.6 en 3.7.

3.3 Harmonisch evenwicht

De methode van het harmonisch evenwicht wordt toegepast op de fysische groothe-
den uit het magnetisch equivalent circuit. Dit MEC wordt opgesteld rekening hou-
dend met de dualiteit tussen de elektrische en magnetische grootheden. Het MEC
bestaat dus net als het EEC uit spanningsbronnen, weerstanden en stromen hier
respectievelijk voorgesteld door magnetomotorische krachtbronnen (m.m.k. bron-
nen), reluctanties en fluxen. De magnetische spanningsval, ∆U , over een fluxaf-
hankelijke reluctantie wordt als volgt uitgedrukt:

∆U = R(Φ) Φ (3.2)

Het niet-lineair magnetische gedrag, i.e. R(Φ), kan worden benaderd door gebruik
te maken van een éénwaardige magnetisatiecurve, met behulp van de reluctiviteit
ν.

ν =
H

B
(3.3)

In [12, 13] wordt de volgende veelgebruikte uitdrukking voorgesteld die het ver-
band geeft tussen de reluctiviteit en de magnetische inductie:

ν = α1 exp
(
α2B

2
)

+ α3 (3.4)

De parameters α1, α2 en α3 laten toe om de éénwaardige functie van de reluctiviteit
te fitten met de saturatiecurve van de transformator. Typische waarden voor deze
parameters zijn respectievelijk 20, 1.8 en 100.
Het verband tussen de reluctiviteit en de reluctantie wordt gegeven door:

R =
lν

A
(3.5)
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Indien de reluctiviteit wordt uitgedrukt via (3.4) kan de relatie tussen de reluctantie
en de magnetische flux als volgt worden weergegeven:

R =
l

A

(
α1 exp

(
α2

(
Φ
A

)2
)

+ α3

)
(3.6)

Hier steltA de oppervlakte loodrecht op de flux voor en l de magnetische wegleng-
te.
Het magnetisch equivalent circuit is beschouwd in het frequentiedomein, bijge-
volg moeten de frequentiecomponenten van de reluctantie worden bepaald om zo
de vergelijkingen te kunnen opstellen die het harmonisch evenwicht van (3.2) uit-
drukken [14]. Wegens het niet-lineair gedrag vanR(Φ) wordt de berekening vanR
uitgevoerd in het tijdsdomein. De flux wordt berekend in een discreet aantal pun-
ten in de tijd door middel van de inverse FFT (IFFT) op de frequentiecomponenten
van de flux. De reluctantie wordt vervolgens berekend via een vooropgesteld ver-
band met de flux zoals bijvoorbeeld in (3.6). Tenslotte wordt de reluctantie bepaald
in het frequentiedomein door middel van een FFT. De reluctantie en de flux wor-
den bijgevolg opgesplitst in verschillende cosinussen die allen de volgende vorm
hebben:

Rk(t) = R̂k cos(kω0t+ θk) (3.7)

Φl(t) = Φ̂l cos(lω0t+ θl) (3.8)

Het uitdrukken van het harmonisch evenwicht voor de magnetische spanningsval
via (3.2), waarbij rekening wordt gehouden met (3.7) en (3.8) resulteert in de vol-
gende twee componenten:

∆Uk+l(t) =
R̂kΦ̂l

2
cos
(
(k + l)ω0t+ (θk + θl)

)
(3.9)

∆U|k−l|(t) =
R̂kΦ̂l

2
cos
(
|k − l|ω0t+ sign(k − l)(θk − θl)

)
(3.10)

Aldus blijkt uit (3.9) en (3.10) dat een vermenigvuldiging van een reluctantiecom-
ponent met harmonische orde k en een fluxcomponent met harmonische orde l
aanleiding geeft tot twee componenten in de m.m.k. namelijk k + l en |k − l|. Er
worden hier absolute-waarde-tekens gebruikt omdat de beschouwde frequenties
positieve waarden moeten aannemen.
Indien een bepaalde harmonische component van de reluctantie wordt uitgedrukt
via zijn complexe notatie: R̄ = r1 + ji1, dan kunnen de uitdrukkingen (3.9) en
(3.10) worden herschreven in drie verschillende vormen. Deze drie vormen zijn
afhankelijk van de frequenties van de magnetische spanningsval, f∆U , en de flux,
fΦ.
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• Indien f∆U + fΦ = fR

∆
¯
U =

1
2
R̄

¯
Φ∗ =

1
2
∗

¯̄
R ·

¯
Φ waarbij [∗

¯̄
R] =

[
r1 i1
i1 −r1

]
• Indien f∆U − fΦ = fR en f∆U > fΦ

∆
¯
U =

1
2
R̄

¯
Φ =

1
2 ¯̄
R ·

¯
Φ waarbij [

¯̄
R] =

[
r1 −i1
i1 r1

]
• Indien f∆U − fΦ = −fR en f∆U < fΦ

∆
¯
U =

1
2
R̄∗

¯
Φ =

1
2 ¯̄
R∗ ·

¯
Φ waarbij [

¯̄
R∗] =

[
r1 i1
−i1 r1

]
Waar over complexe grootheden wordt gesproken (enkel onderlijnde symbolen)
stelt ∗ het complex toegevoegde voor. Waar tensoren worden gebruikt (dubbel on-
derlijnde symbolen) wordt ∗ meegenomen in de uitdrukking van de reluctantie zo-
als hierboven beschreven. De tensoren stemmen overeen met 2×2 matrices terwijl
de complexe grootheden kunnen voorgesteld worden als een 2 × 1 kolommatrix,
indien ze vermenigvuldigd worden met een tensor.

3.4 Niet-lineair harmonisch eenfasig transformatormodel

In deze paragraaf zal een niet-lineair harmonisch model van een eenfasige transfor-
mator worden voorgesteld. De elektrische en magnetische vergelijkingen afgeleid
uit het magnetisch en elektrisch equivalent circuit zullen worden aangewend om de
magnetiseringsstroom te berekenen op basis van de spanningen aan de klemmen
van de transformator.

3.4.1 Elektrische en magnetische vergelijkingen

De elektrische vergelijkingen afgeleid uit Fig. 3.3(a) zijn:

Vp = RpIp + Lpσ
dIp

dt
+Np

dΦ
dt

V
′

s = R
′
sI
′
s + L

′
sσ

dI
′
s

dt
+Np

dΦ
dt

(3.11)

Hierbij gelden de volgende notaties:

• Index p: primaire zijde
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Rp R
′
sLpσ L

′
sσ

+ +

+++

− −

−−−

Vp V
′
sIm

F = NpIm

NpdΦ/dt

∆U

Φ

R(Φ)

(a)

(b)

Ip I
′
s

Figuur 3.3: Equivalent elektrisch (a) en magnetisch (b) circuit van een eenfasige
transformator.

• Index s: secundaire zijde

• Ip, I
′
s, Vp, V

′
s : De stromen en de spanningen van de primaire en secundaire

zijde, gerefereerd naar de primaire zijde

• Φ: De fysische flux in de kern

• Rp, R
′
s, Lpσ, L

′
sσ: De weerstand van de windingen en de constante sprei-

dingsinductanties gerefereerd naar de primaire zijde1

• Np, Ns: Het aantal windingen

De relatie tussen de magnetische flux en de stroom kan worden afgeleid uit het
MEC in Fig. 3.3(b):

NpIp +NpI
′
s = NpIm = F = ∆U = R(Φ)Φ (3.12)

1In dit werk is geen rekening gehouden met de frequentie-afhankelijkheid van de weerstand van
de wikkelingen.
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In deze vergelijking stelt Im de magnetiseringsstroom gerefereerd naar de primaire
zijde voor. ∆U is de magnetische spanningsval over de ijzeren kern enR(Φ) is de
niet-lineaire reluctantie van de ijzeren kern.

3.4.2 Berekening van de magnetiseringsstroom

De saturatie van de magnetische kern geeft aanleiding tot een niet-lineair verband
tussen ∆U en Φ. Dit resulteert in een vervormde magnetiseringsstroom wanneer
het aangelegde inductieveld sinusoı̈daal is. Hierdoor worden er harmonische stro-
men geı̈njecteerd in het elektrisch netwerk. Om deze magnetiseringsstromen te
berekenen moeten (3.11) en (3.12) worden herschreven in het frequentiedomein.
Dit leidt tot de volgende vergelijkingen:

¯
Vpk =

¯
Zpk¯

Ipk + jωkNp¯
Φk

¯
V
′

sk =
¯
Z
′
sk¯
I
′
sk + jωkNp¯

Φk

(3.13)

In deze vergelijkingen stelt k de harmonische orde voor.
Indien rekening wordt gehouden met de methode van het harmonisch evenwicht
(paragraaf 3.3) kunnen de magnetische vergelijkingen als volgt worden herschre-
ven:

¯
0 = −Np¯

Ipk −Np¯
I
′
sk +

k−1∑
l=1

( ¯̄
Rk−l + ∗

¯̄
Rk+l

2
) ·

¯
Φl

+ (
¯̄
R0 +

∗

¯̄
R2k

2
) ·

¯
Φk +

kmax∑
l=k+1

( ¯̄
R∗l−k + ∗

¯̄
Rl+k

2
) ·

¯
Φl

(3.14)

In (3.14) komt de koppeling tussen de verschillende frequentiecomponenten dui-
delijk tot uiting. Wegens de niet-lineariteit van de kern, of in andere woorden, de
frequentiecomponenten van de reluctantie, is de fluxcomponent Φl ook afhankelijk
van de stroom Ik waarbij l 6= k.
De vergelijkingen (3.13) en (3.14) zijn niet-lineaire vergelijkingen van de volgende
vorm:

G(x) = S(x)x− b = 0 (3.15)

De componenten van de toestandsvector x zijn de harmonische stromen,
¯
Ipk en

¯
I
′
sk, en de flux

¯
Φk. De vector b is de input van het model en wordt opgebouwd uit

de spanningen aan de primaire en de secundaire zijde.
Vergelijking (3.15) zal worden uitgewerkt in twee stappen. Gedurende de eerste
stap wordt de Newton-Raphson methode gebruikt, dit impliceert het gebruik van
de iteratieve toepassing van het volgende algoritme:

xm+1 = xm −DG(xm)−1G(xm) (3.16)
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De berekening van de Jacobiaan DG(x) kan worden gevonden als DG(x) = S +
(∂S/∂x) · x. Dit geldt wegens de vorm van de niet-lineaire vergelijking G(x) =
S(x)x− b = 0.
In de tweede stap wordt het model gelineariseerd rond de berekende saturatietoe-
stand door gebruik te maken van de differentiële reluctanties. De magnetiserings-
stroom wordt dan bepaald via de volgende vergelijking:

x = P−1b (3.17)

De matrix P wordt op dezelfde manier opgesteld als de matrix S, maar vergelijking
(3.14) wordt vervangen door:

¯
0 = −Np¯

Ipk −Np¯
I
′
sk +

k−1∑
l=1

( ¯̄
Yk−l + ∗

¯̄
Yk+l

2
)
¯
Φl

+ (
¯̄
Y0 +

∗

¯̄
Y2k

2
)
¯
Φk +

kmax∑
l=k+1

( ¯̄
Y ∗l−k + ∗

¯̄
Yl+k

2
)
¯
Φl

(3.18)

Hier is de tensor
¯̄
Y gelijk aan

¯̄
R, indien de reluctantie wordt vermenigvuldigd met

een fluxcomponent met een harmonische orde die werd aangewend om de globale
saturatietoestand te berekenen. In het andere geval wordt de tensor

¯̄
Y bepaald door

de differentiële reluctantie:

∂∆U
∂Φ

=
∂R(Φ)Φ
∂Φ

(3.19)

Indien de reluctiviteit wordt uitgedrukt met behulp van (3.4) leidt dit tot:

∂∆U
∂Φ

=
∂R(Φ)Φ
∂Φ

= 2α1α2B exp(α2B
2)B

l

A
+R (3.20)

Het verschil tussen de twee stappen kan verduidelijkt worden door middel van
Fig. 3.4. Op deze figuur is de eenwaardige BH-curve bepaald door de parame-
ters α1, α2 en α3 zoals die gedefinieerd zijn in paragraaf 3.3. In de eerste stap is
de reluctantie omgekeerd evenredig met de permeabiliteit (zwarte streeplijn). Het
iteratief proces resulteert in een globale saturatietoestand die bepaald wordt door
een vrij gekozen aantal harmonischen. In de tweede stap worden, voor de harmo-
nischen die niet werden aangewend om de globale saturatietoestand te berekenen,
de differentiële reluctanties gebruikt om de uiteindelijke magnetiseringsstroom te
berekenen. De differentiële reluctanties worden berekend via (3.20) en ze zijn om-
gekeerd evenredig met differentiële permeabiliteit (grijze streeplijn). Via (3.17)
wordt de magnetiseringsstroom berekend. Hierbij wordt de inputvector b opge-
bouwd met behulp van het volledig harmonisch spectrum van de spanning.
Tot slot wordt in Fig. 3.5 een schematisch overzicht gegeven voor de berekening
van de magnetiseringsstroom bij een eenfasige transformator.
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Figuur 3.4: Aanduiding van de permeabiliteit (streeplijn: zwart) en de differentiële
permeabiliteit (streeplijn: grijs)

3.5 Driefasig transformatormodel in symmetrische com-
ponenten

In deze paragraaf wordt het model voor een driefasige en driebenige transformator
afgeleid met behulp van symmetrische componenten. Het gebruik van symmetri-
sche componenten heeft als voordeel dat de verschillende connectieschema’s van
de transformatoren direct kunnen worden geı̈mplementeerd in de vergelijkingen
zoals die hier zullen worden afgeleid. In Fig. 3.6 worden de homopolaire schema’s
gegeven voor de verschillende schakelmogelijkheden. Hieruit volgt dat de homo-
polaire stromen bij een driehoeksschakeling vanuit de lijn worden tegengehouden.
Een driehoeksschakeling gedraagt zich dus als een open keten voor de homopolaire
stromen. Tegenover homopolaire stromen vanuit de andere zijde van de transfor-
mator gedraagt de driehoeksschakeling zich als een kortsluiting. In het geval van
een sterschakeling gedraagt deze zich op dezelfde manier als voor de inverse en
de directe stromen indien het sterpunt geaard is, indien het sterpunt niet geaard is,
gedraagt deze zich als een open keten voor de homopolaire stromen.
In de volgende sectie zal het model voor een driefasige en driebenige transfor-
mator worden afgeleid. Hierbij wordt er verondersteld dat zowel de primaire als
de secundaire van de transformator in ster zijn geschakeld, waarbij het sterpunt
verbonden is met de neutrale. Op deze manier wordt een algemeen model afgeleid
waarbij andere schakelingen slechts een kleine aanpassing vergen zoals zal worden
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Figuur 3.5: Schematisch overzicht van het eenfasig transformatormodel

De gebruiker kiest het aantal harmonischen voor de eerste stap

?
De toestandsvector, x, wordt initieel nul gesteld

?

STAP 1: IFFT(Φ) en vervolgens wordtR berekend via een niet-linear
verband met de flux zoals bijvoorbeeld gegeven in (3.6)

?

FFT(R) en de matrix S wordt gevormd via
de methode van het harmonisch evenwicht

?
Een nieuwe toestand wordt berekend via (3.15):
xm+1 = xm −DG(xm)−1G(xm)

?
Convergentie?

Nee

Ja
?

-

STAP 2: De differentiële reluctanties worden berekend via (3.19):

?

FFT(Y ) en de matrix P wordt gevormd. De reluctantie wordt gebruikt
voor harmonischen die werden beschouwd in stap 1 anders wordt de
differentiële reluctantie gebruikt.

?

De toestand wordt berekend via (3.17): x = P−1b
waarbij b wordt opgebouwd m.b.v. het volledig spanningsspectrum

?
De magnetiseringsstroom wordt uitgelezen
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YgYg
YY

∆∆

Figuur 3.6: Homopolair vervangingsschema voor driefasige transformatoren. Y:
ster, Yg: geaarde ster, ∆: driehoek

aangetoond in paragraaf 3.5.3.
Het voorgestelde driefasige transformatormodel maakt gebruik van symmetrische
componenten, naast de fouriertransformatie in de tijd. Zoals beschreven in pa-
ragraaf 3.3, kan het gebruik van symmetrische componenten beschouwd worden
als een discrete fouriertransformatie in de ruimte. Dit impliceert dat alle groot-
heden zowel een harmonische orde hebben in de tijd als in de ruimte. De bere-
keningsmethode zoals deze hier gepresenteerd is ontwikkeld in het frequentie- en
het ruimtedomein, analoog aan de analyse van het magnetisch veld in inductie-
machines met een kooirotor [15]. De tijds- en ruimtevariaties van de grootheden
(spanning, stroom, flux, reluctiviteit) resulteren in componenten gekenmerkt door
hun frequentie, ruimtelijke orde en complexe waarde. In onderstaande vergelij-
kingen duiden rechte indices een ruimteharmonische aan in fase- of symmetrische
componenten en schuine indices stellen een tijdsharmonische voor.

3.5.1 Elektrische en magnetische vergelijkingen

De elektrische vergelijkingen voor de drie fasen (a,b, c) bij een driefasige en drie-
benige transformator kunnen worden afgeleid met behulp van Fig. 3.7.

Vpn = RpIpn + Lpσ
dIpn

dt
+Np

dΦn

dt

V
′

sn = R
′
sI
′
sn + L

′
sσ

dI
′
sn

dt
+Np

dΦn

dt
(n = a, b, c)

(3.21)

In deze vergelijkingen gelden de volgende notaties: Ipn, I
′
sn, Vpn, V

′
sn zijn respec-

tievelijk de stromen en de spanningen van de primaire en secundaire zijde, gerefe-
reerd naar de primaire zijde; Φn, de magnetische flux in de benen;Rp, R

′
s, Lpσ, L

′
sσ,

de weerstand van de windingen en de constante spreidingsinductanties omgerekend
naar de primaire zijde en tot slot Np, Ns, het aantal windingen.
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Figuur 3.7: Equivalent elektrisch circuit van een driefasige en driebenige transfor-
mator.

De magnetische vergelijkingen kunnen worden afgeleid met behulp van Fig. 3.8.
Het grijze pad op het MEC stelt het sluitingspad door de tank en de olie voor. Dit
pad heeft een constante reluctantie Rd. Er is in dit werk gekozen om de homo-
polaire flux in het MEC op te nemen en niet als een spreiding te beschouwen in
het EEC. Dit wegens de mogelijke invloed van de homopolaire component op de
verzadiging van de benen. De reluctanties Rn zijn de reluctanties van de benen.
De reluctanties van de jukken worden voorgesteld door Rab en Rbc. De m.m.k.-
bronnen, Fn, op de figuur zijn gelijk aan Np(Ipn + I

′
sn). Analoge magnetische

equivalente circuits werden opgesteld in [7], maar daar werden de jukken niet in
rekening gebracht en kon bijgevolg één enkel sluitingspad worden gedefinieerd
voor de flux die zich sluit buiten het kernmateriaal.
In Fig. 3.8 staan er negen variabelen, namelijk, de drie m.m.k.-bronnen (Fa, Fb en
Fc), de drie fluxen die zich sluiten buiten het kernmateriaal (Φda, Φdb en Φdc) en
tot slot, de fluxen in de benen (Φa, Φb en Φc). Indien de magnetische spanningsval
over de grijze lussen wordt beschouwd, dan kunnen de fluxen die langs dit pad
vloeien als volgt worden geschreven in functie van de m.m.k.-bronnen en de fluxen
door de benen:

Φdn =
RnΦn −Fn

Rd
(3.22)

Het uitdrukken van de magnetische spanningsval in de overige twee onafhankelijke
lussen resulteert in de volgende vergelijkingen:

0 = Fa −RaΦa +RbΦb −Fb −Rab(Φa + Φda)
0 = Fb −RbΦb +RcΦc −Fc +Rbc(Φc + Φdc)

(3.23)
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+++

Fa Fb Fc

Φa Φb Φc

Φda Φdb Φdc

Ra(Φ) Rb(Φ) Rc(Φ)

Rab(Φ) Rbc(Φ)

RdRdRd

Figuur 3.8: Equivalent magnetisch circuit van een driefasige en driebenige trans-
formator.

Een zesde vergelijking volgt uit de sommatie van de fluxen:

Φa + Φb + Φc + Φda + Φdb + Φdc = 0 (3.24)

Indien vergelijking (3.22) wordt gesubstitueerd in (3.23) en (3.24) bekomt men de
volgende vergelijkingen:

0 = (1 +
Rab

Rd
)Fa −Fb − (Ra +Rab +

RabRa

Rd
)Φa +RbΦb

0 = −Fb + (1 +
Rbc

Rd
)Fc +RbΦb − (Rc +Rbc +

RbcRc

Rd
)Φc

0 = −
∑

n=a,b,c

Fn +
∑

n=a,b,c

(Rn +Rd)Φn

(3.25)

Indien (3.25) op dezelfde manier zou worden geschreven als bij de eenfasige trans-
formator (cfr. (3.12)) bekomt men:

0 = (1 +
Rab

Rd
)(Np(Ipa + I

′
sa))−Np(Ipb + I

′
sb)

− (Ra +Rab +
RabRa

Rd
)Φa +RbΦb

0 = −Np(Ipb + I
′
sb) + (1 +

Rbc

Rd
)(Np(Ipc + I

′
sc))

+RbΦb − (Rc +Rbc +
RbcRc

Rd
)Φc

0 = −
∑

n=a,b,c

Np(Ipn + I
′
sn) +

∑
n=a,b,c

(Rn +Rd)Φn,

(3.26)
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In (3.26) kunnen de termen waar Rd in de noemer staat worden verwaarloosd
omdat de reluctanties van de benen en de jukken veel kleiner zijn dan de reluctantie
van het fluxpad buiten het kernmateriaal, zelfs bij verzadiging van de kern.
Vergelijkingen (3.21) en (3.26) kunnen worden herschreven in symmetrische com-
ponenten. Voor de elektrische vergelijkingen leidt dit in het frequentiedomein tot
de volgende uitdrukkingen:

¯
Vpnk =

¯̄
Zpnk¯

Ipnk + jωkNp¯
Φnk

¯
V
′

snk =
¯̄
Z
′
snk¯
I
′
snk + jωkNp¯

Φnk (n = 0, 1, 2)
(3.27)

Hierbij stelt k de harmonische orde voor en dezelfde notaties gelden zoals bij het
geval van de eenfasige transformator.
Om de magnetische vergelijkingen in symmetrische componenten te schrijven wordt
(3.25) vereenvoudigd tot:

0 = Fa −Fb − (Ra +Rab)Φa +RbΦb

0 = −Fb + Fc +RbΦb − (Rc +Rbc)Φc

0 = −
∑

n=a,b,c

Fn +
∑

n=a,b,c

(Rn +Rd)Φn

(3.28)

Hierbij zijn de termen metRd in de noemer verwaarloosd. Vergelijking (3.28) kan
genoteerd worden als:

0

0

0

 =

 1 −1 0
0 −1 1
−1 −1 −1

 .
 Fa

Fb

Fc

 (3.29)

+

 −(Ra +Rab) Rb 0
0 Rb −(Rc +Rbc)

Ra +Rd Rb +Rd Rc +Rd

 .
 Φa

Φb

Φc


Deze vergelijking is gelijkwaardig aan:

Fa

Fb

Fc

 =

 Ra + 2
3Rab + 1

3Rd
1
3Rd

−1
3Rab + 1

3Rd Rb + 1
3Rd

−1
3Rab + 1

3Rd
1
3Rd

−1
3Rbc + 1

3Rd

−1
3Rbc + 1

3Rd

Rc + 2
3Rbc + 1

3Rd

 .
 Φa

Φb

Φc

 (3.30)



i
i

i
i

i
i

i
i

70 Niet-lineair transformatormodel in symmetrische componenten

Door gebruik te maken van het theorema van Fortescue kan deze vergelijking wor-
den herschreven in symmetrische componenten. Dit leidt tot het volgende verband
tussen de m.m.k.-bronnen en de fluxen:

1
3

 R̄a + R̄b + R̄c + 3R̄d R̄a + R̄b¯
a2 + R̄c¯

a
R̄a +

¯
aRb +

¯
a2R̄c + R̄ab +

¯
a2R̄bc R̄a +

¯
aR̄b¯

a2 +
¯
a2R̄c¯

a+ R̄ab +
¯
a2R̄bc¯

a
R̄a +

¯
a2R̄b +

¯
aR̄c + R̄ab +

¯
aR̄bc R̄a +

¯
a2R̄b¯

a2 +
¯
aR̄c¯

a+ R̄ab +
¯
aR̄bc¯

a

R̄a + R̄b¯
a+ R̄c¯

a2

R̄a +
¯
aR̄b¯

a+
¯
a2R̄c¯

a2 + R̄ab +
¯
a2R̄bc¯

a2

R̄a +
¯
a2R̄b¯

a+
¯
aR̄c¯

a2 + R̄ab +
¯
aR̄bc¯

a2


Dit verband kan worden aangewend om de magnetische vergelijkingen in symme-
trische componenten te noteren:

0 = −Np(
¯
Ip0 +

¯
I
′
s0) + ( ¯̄

Ra +
¯̄
Rb +

¯̄
Rc

3
+

¯̄
Rd)

¯
Φ0

+ ( ¯̄
Ra +

¯̄
Rb

¯̄
a2 +

¯̄
Rc

¯̄
a

3
)
¯
Φ1

+ ( ¯̄
Ra +

¯̄
Rb

¯̄
a+

¯̄
Rc

¯̄
a2

3
)
¯
Φ2

0 = −Np(
¯
Ip1 +

¯
I
′
s1) + ( ¯̄

Ra +
¯̄
a

¯̄
Rb +

¯̄
a2

¯̄
Rc

3
+ ¯̄
Rab +

¯̄
a2

¯̄
Rbc

3
)
¯
Φ0

+ ( ¯̄
Ra +

¯̄
a

¯̄
Rb

¯̄
a2 +

¯̄
a2

¯̄
Rc

¯̄
a

3
+ ¯̄
Rab +

¯̄
a2

¯̄
Rbc

¯̄
a

3
)
¯
Φ1

+ ( ¯̄
Ra +

¯̄
a

¯̄
Rb

¯̄
a+

¯̄
a2

¯̄
Rc

¯̄
a2

3
+ ¯̄
Rab +

¯̄
a2

¯̄
Rbc

¯̄
a2

3
)
¯
Φ2

0 = −Np(
¯
Ip2 +

¯
I
′
s2) + ( ¯̄

Ra +
¯̄
a2

¯̄
Rb +

¯̄
a

¯̄
Rc

3
+ ¯̄
Rab +

¯̄
a

¯̄
Rbc

3
)
¯
Φ0

+ ( ¯̄
Ra +

¯̄
a2

¯̄
Rb

¯̄
a2 +

¯̄
a

¯̄
Rc

¯̄
a

3
+ ¯̄
Rab +

¯̄
a

¯̄
Rbc

¯̄
a

3
)
¯
Φ1

+ ( ¯̄
Ra +

¯̄
a2

¯̄
Rb

¯̄
a+

¯̄
a

¯̄
Rc

¯̄
a2

3
+ ¯̄
Rab +

¯̄
a

¯̄
Rbc

¯̄
a2

3
)
¯
Φ2,

(3.31)

Uit (3.31) blijkt duidelijk dat de symmetrische componenten enkel ontkoppeld zijn
wanneer de reluctanties in de drie benen gelijk zijn en wanneer de jukken niet in
rekening worden gebracht. Zodoende kan men in elk praktisch geval besluiten
dat de symmetrische componenten niet ontkoppeld zijn, zoals reeds aangetoond
in [5]. Indien in bovenstaande vergelijking enkel de fundamentele component van
de stroom en de flux wordt beschouwd, kan worden opgemerkt dat de tensoren die
de reluctanties beschrijven zijn opgebouwd uit de dc- en de 100 Hz-component van
de beschouwde reluctantie.
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De methode van het harmonisch evenwicht, zoals beschreven in paragraaf 3.3 moet
worden uitgebreid om (3.31) te kunnen herschrijven in het frequentiedomein waar-
bij de reluctanties in symmetrische componenten worden uitgedrukt. De algemene
uitdrukking voor de reluctantie en de flux in het ruimte- en tijdsdomein kan als
volgt worden geschreven:

Rk,p(t, r) = R̂k,p cos(kω0t− p
2π
3

r + θk,p) (3.32)

Φl,q(t, r) = Φ̂l,q cos(lω0t− q
2π
3

r + θl,p) (3.33)

In (3.32) en (3.33) wordt de frequentie h weergegeven door k of l en de ruimtehar-
monische orde κ door p of q. Verder valt de analogie tussen de tijd t en de fase,
weergegeven door r, duidelijk op te merken. Afhankelijk van de beschouwde fase:
a, b of c neemt r respectievelijk de waarde 0, 1 of 2 aan.
Het uitdrukken van het harmonisch evenwicht voor de magnetische spanningsval,
waarbij rekening wordt gehouden met (3.32) en (3.33), levert de volgende compo-
nenten:

∆Uh,κ(t, r) =
R̂k,pΦ̂l,q

2
cos
(
(k + l)ω0t− (p + q mod 3)

2π
3

r

+ (θk,p + θl,q)
)

(3.34)

∆Uh,κ(t, r) =
R̂k,pΦ̂l,q

2
cos
(
|k − l|ω0t−

(
sign(k − l)(p− q) mod 3

)2π
3

r

+ sign(k − l)(θk,p − θl,q)
)

(3.35)

Aldus blijkt uit (3.34) en (3.35) dat een m.m.k. wordt bekomen met tijdsharmo-
nische orde h en ruimteharmonische orde κ. Hierbij geldt het volgende verband
tussen de beschouwde tijd- en ruimteharmonischen:

h = k + l

κ = p + q mod 3.

De tweede bijdrage is afhankelijk van de waarde van k en l. Indien k > l levert
dit:

h = k − l
κ = p− q mod 3.

In het andere geval wordt dit:

h = l − k
κ = q− p mod 3.
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De volledige uitdrukking van de magnetische vergelijkingen in symmetrische com-
ponenten en in het frequentiedomein worden gegeven door (3.36)-(3.38) voor res-
pectievelijk de homopolaire, de directe en de inverse component:
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Tabel 3.2: Fysische eigenschappen van de beschouwde transformator

Rp 3.6 mΩ Oppervlakte 0.01 m2

Lσp 0.1524 mH lbeen 0.3 m
Rs 1.2 mΩ ljuk 0.2 m
Lσs 0.0511 mH α1 20 m/H
Np 62 - α2 1.8 1/T2

Vp 230 V α3 100 m/H

3.5.2 Berekening van magnetiseringsstroom

Met behulp van (3.27) en (3.36)-(3.38) kan er analoog aan (3.15) een matrix S
worden opgebouwd. De componenten van de toestandsvector x zijn de harmoni-
sche stromen in symmetrische componenten (

¯
Ip0k,

¯
Ip1k,

¯
Ip2k,

¯
I
′
s0k,

¯
I
′
s1k en

¯
I
′
s2k)

en de fluxen (
¯
Φ0k,

¯
Φ1k en

¯
Φ2k). De vector b is de input van het model en bevat de

harmonische spanningen aan de primaire en de secundaire zijde in symmetrische
componenten aangevuld met nullen. De oplossingsmethode is vervolgens volledig
analoog aan paragraaf 3.4.2.
De magnetiseringsstromen bekomen bij een driefasige transformator waarvan de
fysische eigenschappen zijn gegeven in tabel 3.2 worden getoond in Fig. 3.9. De
aangelegde spanningen aan de primaire zijde zijn zuiver sinusoı̈daal verondersteld
en de secundaire is open.
Het is duidelijk waarneembaar dat indien de spanningen symmetrisch en sinuso-
idaal zijn er toch magnetiseringsstromen worden bekomen die asymmetrisch en
niet-sinusoı̈daal zijn. De stroom in fase a is gespiegeld ten opzichte van de stroom
in fase c terwijl de stroom in fase b symmetrisch is. Dit wordt veroorzaakt door de
symmetrische bouwvorm van de transformator en de verwaarlozing van de magne-
tische verliezen (cfr. eenwaardige saturatiecurve).
Een bijkomend gevolg van deze gespiegelde stromen komt tot uiting wanneer er
een ξI-grafiek wordt getekend. De grootheid ξ wordt hier gedefinieerd als de inte-
graal van de spanning, en wordt bijgevolg uitgedrukt in [Vs]. De oppervlakte van
de lus die de ξI-grafiek beschrijft is een maat voor de verliezen. De verliezen zijn
positief indien de lus in tegenwijzerzin wordt doorlopen en negatief wanneer deze
in wijzerzin wordt doorlopen. Dit valt te verklaren door middel van de volgende
afleiding, waarbij p de energie voorstelt:

p =
∫ T

0
V.Idt (3.39)

In deze vergelijking kan V worden herschreven als dξ/dt, wat met zich meebrengt
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Figuur 3.9: Magnetiseringsstroom indien de transformator onbelast is. Fase a:
zwart, volle lijn; Fase b: grijs, volle lijn; Fase c: zwart, streeplijn

dat indien

V = V̂ cosωt (3.40)

ξ dan gedefinieerd wordt als:

ξ =
V̂

ω
sinωt (3.41)

Uiteindelijk wordt de energie p herschreven als:

p =
∮
Idξ (3.42)

In Fig. 3.10 zijn de ξI-grafieken weergegeven voor de verschillende fasen van de
transformator. Intuı̈tief zou er verwacht worden dat, indien de invloed van de weer-
stand van de windingen zou verwaarloosd worden, deze ξI-grafieken eenwaardige
curves zouden zijn omdat de magnetiseringsstromen zijn bekomen via een verlies-
loos model. In Fig. 3.10 blijkt dit inderdaad zo te zijn voor fase b (midden), maar
voor fase a en c worden twee lussen bekomen. Hierbij valt op te merken dat indien
er een direct stel spanningen wordt aangelegd de lus voor fase a in wijzerzin wordt
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Figuur 3.10: De verliezen in een ξI-grafiek voor Fase a (links), Fase b (midden)
en Fase c (rechts)

doorlopen en de lus voor fase c in tegenwijzerzin. Dit wijst erop dat er vermogen
van fase a naar fase c vloeit, zodoende dat het totale verlies, indien de weerstand
van de windingen wordt verwaarloosd, gelijk is aan nul zoals te verwachten was bij
een verliesloos model. Bij experimentele metingen op transformatoren zal de spie-
geling (die veroorzaakt wordt door dit transport van vermogen) verdwijnen door
de optredende magnetische verliezen in het blik.
Net zoals bij de eenfasige transformator wordt in de eerste stap de globale satura-
tietoestand van de transformator bepaald. De invloed van het aantal harmonischen
dat gebruikt wordt voor de eerste stap in het transformatormodel op de bekomen
magnetiseringsstromen wordt onderzocht door het beschouwen van de volgende
gevallen:

1. De globale saturatietoestand wordt berekend op basis van de fundamentele
component terwijl de spanning aan de primaire zijde 6% vijfde harmonische
bevat.

2. De globale saturatietoestand wordt berekend op basis van de eerste zes one-
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Figuur 3.11: Invloed van het aantal harmonischen in de eerste stap bij verschillende
gevallen van vervormde spanning aan de primaire. Geval 1: Zwarte volle lijn;
Geval 2: Zwarte streeplijn; Geval 3: Grijze volle lijn; Geval 4: Grijze streeplijn.

ven harmonischen terwijl de spanning aan de primaire zijde 6% vijfde har-
monische bevat.

3. De globale saturatietoestand wordt berekend op basis van de fundamentele
component terwijl de spanning aan de primaire zijde 6% vijfde harmonische
en 5% zevende harmonische bevat.

4. De globale saturatietoestand wordt berekend op basis van de eerste zes one-
ven harmonischen terwijl de spanning aan de primaire zijde 6% vijfde har-
monische en 5% zevende harmonische bevat.

Hierbij zijn de spanningen aan de primaire zijde symmetrisch, m.a.w. de vijfde
harmonische is een inverse component en de zevende harmonische is een directe
component (paragraaf 1.3).
In Fig. 3.11 zijn de magnetiseringsstromen weergegeven voor de verschillende ge-
vallen. Een zwarte lijn stelt hierbij de magnetiseringsstroom voor indien de span-
ning aan de primaire 6% vijfde harmonische bevat, terwijl de spanning aan de
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primaire bij een grijze lijn 6% vijfde harmonische en 5% zevende harmonische be-
vat. Indien de stroom gegeven is door een volle lijn, wordt enkel de fundamentele
component aangewend om de globale saturatietoestand te bepalen. Bij een streep-
lijn worden de eerste zes oneven harmonischen in rekening gebracht. Wanneer op
deze figuur de volle lijnen (geval 1 en 3) worden vergeleken met de streeplijnen
(geval 2 en 4), dan valt er op te merken dat de piekwaarden hoger zijn indien enkel
de fundamentele component in rekening wordt gebracht voor het bepalen van de
globale saturatietoestand. De oorzaak hiervan is dat de saturatie overschat wordt
wanneer er minder harmonischen worden beschouwd. Verder kan nog worden op-
gemerkt dat de magnetiseringsstromen voor geval 1 en 2 (zwarte lijnen) een hogere
piekwaarde hebben dan in geval 3 en 4 (grijze lijnen). Dit is te wijten aan de hogere
piekwaarde van de spanning indien enkel 6% vijfde harmonische aanwezig is.

3.5.3 Invloed van de schakeling

De vergelijkingen, die afgeleid zijn in de vorige paragrafen, zijn geldig voor een
transformator die zowel aan de primaire als aan de secundaire in geaarde ster is
geschakeld. Dit leverde een vergelijking op van de volgende vorm:

S(x)x = b (3.43)

Deze vergelijking wordt als volgt uitgeschreven:



¯
Zp0 jωNp

¯
Zp1 jωNp

¯
Zp2 jωNp

¯
Z
′
s0 jωNp

¯
Z
′
s1 jωNp

¯
Z
′
s2 jωNp

−Np −Np R̄00 R̄01 R̄02

−Np −Np R̄10 R̄11 R̄12

−Np −Np R̄20 R̄21 R̄22


.



¯
Ip0

¯
Ip1

¯
Ip2

¯
I
′
s0

¯
I
′
s1

¯
I
′
s2

¯
Φ0

¯
Φ1

¯
Φ2



=



¯
Vp0

¯
Vp1

¯
Vp2

¯
V
′

s0

¯
V
′

s1

¯
V
′

s2

0
0
0


(3.44)
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Indien nu echter een andere schakeling wordt gebruikt aan de primaire of de se-
cundaire zijde, dan moet (3.44) als volgt worden aangepast:

• De primaire is geschakeld in ster: De eerste rij en kolom van de matrix S
in (3.44) mogen worden geschrapt. Verder moet in x de term

¯
Ip0 worden

weggelaten en in b de term
¯
Vp0.

• De secundaire is geschakeld in ster: De vierde rij en kolom van de matrix
S in (3.44) mogen worden geschrapt. Verder moet in x de term

¯
I
′
s0 worden

weggelaten en in b de term
¯
V
′

s0.

• De primaire is geschakeld in driehoek: De term
¯
Vp0 in b wordt gelijk gesteld

aan nul.

• De secundaire is geschakeld in driehoek: De term
¯
V
′

s0 in b wordt gelijk ge-
steld aan nul.

In het geval van een niet-geaarde ster wordt de homopolaire stroom vanuit de lijn
geblokkeerd, hierdoor is de overeenkomstige homopolaire stroom gelijk aan nul,
wat de aanleiding is voor het schrappen van de overeenkomstige kolom van de ma-
trix S. Het schrappen van de overeenkomstige rij kan gerechtvaardigd worden met
behulp van Fig. 3.12. Op deze figuur staan de verschillende homopolaire span-
ningen aangeduid waarbij de transformator in ster geschakeld is. De homopolaire
spanning die gedefinieerd is in het model is de spanning over de winding (

¯
V0). De-

ze spanning is zwevend en afhankelijk van de verzadiging en de schakeling aan de
andere zijde van de transformator [16, 17]. Deze spanning is dus geen input van
het model wat resulteert in het schrappen van de overeenkomstige rij. De homo-
polaire spanning waarop het sterpunt staat (

¯
Vster,0) wordt bijgevolg bepaald door

de homopolaire spanning over de windingen en de homopolaire spanning aan de
klemmen van de transformator (

¯
Vlijn,0).

3.6 Verificatie met behulp van EE-modellen

In eerste instantie wordt het model geverifieerd met behulp van een EE-model van
een transformator. Hierbij wordt er nagegaan of de transformator de stromen in
de windingen kan modelleren indien de transformator belast is. De inputparame-
ters van de transformator werden reeds gedefinieerd in [18] en zijn weergegeven
in tabel 3.3. De primaire wikkeling van de transformator is in ster geschakeld en
is gekoppeld met twee secundaire wikkelingen, waarvan er één in driehoek is ge-
schakeld en één in ster. De vergelijking (3.44) wordt aangepast zoals besproken
in paragraaf 3.5.3. Verder wordt (3.44) uitgebreid omwille van de twee secundaire
windingen.
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Figuur 3.12: Aanduiding van de verschillende homopolaire spanningen bij een
schakeling in ster.

Tabel 3.3: Fysische eigenschappen van de transformator voor de vergelijking van
het transformatormodel met EE-modellen

Rp 0.357 Ω Oppervlakte 0.0038 m2

Lσp 15.355 mH lbeen 0.15 m
Rs,∆ 0.0688 Ω ljuk 0.25 m
Lσs,∆ 0.355 mH α1 0.0596 m/H
Rs,Y 0.0275 Ω α2 3.504 1/T2

Lσs,Y 0.875 mH α3 122.87 m/H
Np 220 - Ns,∆ 71 -
Vp 230 V Ns,Y 41 -

Deze transformator voedt een resistieve last met behulp van twee piekgelijkrich-
ters zoals weergegeven in Fig. 3.13. De gelijkrichters kunnen zowel in serie als
in parallel worden geplaatst afhankelijk van de positie van de schakelaar (S). Het
netwerk, zoals weergegeven in Fig. 3.13, wordt opgelost met behulp van de for-
ward/backward methode zoals beschreven in Hoofdstuk 2.
In Fig. 3.14 is een overzicht gegeven van de iteratieve oplossingsmethode voor
de opstelling onder studie. De transformator wordt beschreven in het frequen-
tiedomein zoals hierboven besproken, terwijl de twee piekgelijkrichters worden
gesimuleerd in het tijdsdomein met behulp van bijv. plecs R©. De simulatie in het
tijdsdomein levert de regimestromen die vervolgens worden omgezet naar het fre-
quentiedomein met behulp van een FFT. Wegens problemen in verband met con-
vergentie, zoals reeds beschreven in paragraaf 2.6, zijn in het schema van Fig. 3.14
twee reactantieparen aanwezig [19]. Het negatieve deel van de reactanties maakt
hier deel uit van het tranformatormodel (in het frequentiedomein) terwijl het posi-
tieve deel geı̈mplementeerd is in het model in het tijdsdomein. De input van het



i
i

i
i

i
i

i
i

3.6 Verificatie met behulp van EE-modellen 83
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Figuur 3.13: Elektrisch netwerk van een transformator die een resistieve last voedt
met behulp van twee gelijkrichters.
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Figuur 3.14: Toepassing van de forward/backward methode op een systeem met
twee piekgelijkrichters gevoed via een transformator.

tijdsdomeinmodel is dus de spanning tussen de reactantieparen.
Het transformatormodel werd ook gesimuleerd met behulp van een EE-methode
die gebruikt werd in [20] om twee dimensionale magneto-dynamische proble-
men op te lossen. Het model bestaat uit een EE-model voor de transformator-
kern, gekoppeld met het elektrisch circuit. Het koppelen van EE-modellen met
elektrische circuits werd reeds beschreven in [20]. De niet-lineaire dynamische
EE-vergelijkingen worden opgelost met behulp van time-stepping en de Newton-
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(b) Serieschakeling

Figuur 3.15: Vergelijking van de stromen in de windingen uit het simulatiemodel
(volle lijn) met de stromen uit het EE-model (streeplijn). Ip,Y: zwart (dik), Is,Y:
zwart (fijn), Is,∆: grijs
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(b) Serieschakeling

Figuur 3.16: Harmonische inhoud van de magnetiseringsstroom ten opzichte van
de totale stroom in de primaire winding
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Raphson methode. Dit EE-model werd geverifieerd met metingen zoals beschreven
in [21].
In Fig. 3.15 worden de stromen uit het transformatormodel (volle lijn) vergeleken
met de stromen bekomen via de EE-simulaties (streeplijn). De dikke zwarte lijn
toont de stroom in de primaire winding, terwijl de stroom in de secundaire win-
dingen wordt weergegeven door een fijne zwarte lijn voor de sterschakeling en een
grijze lijn voor de schakeling in driehoek. Er valt op te merken dat er een goede
overeenkomst is tussen beide modellen, zowel voor de schakeling in ster als de
schakeling in driehoek.
De harmonische inhoud van de magnetiseringsstroom ten opzichte van de tota-
le stroom in de primaire winding wordt weergegeven in Fig. 3.16. Wanneer de
verhoudingen voor de parallel- en serieschakeling worden vergeleken valt op te
merken dat de bijdrage van de magnetiseringsstroom groter is wanneer de gelijk-
richters in parallel zijn geschakeld. In het geval van de serieschakeling neemt de
last immers meer vermogen op. Dit leidt tot hogere belastingsstromen in het geval
van de serieschakeling terwijl de magnetiseringsstroom ongeveer constant blijft (de
waarden voor de magnetiseringsstroom in het geval van de serieschakeling lagen
lichtjes hoger).

3.7 Verificatie met behulp van metingen

In de vorige paragraaf werd het transformatormodel in belaste toestand vergeleken
met EE-modellen. Hierbij werd aangetoond dat het transformatormodel op een
eenvoudige manier gekoppeld kan worden met een iteratieve harmonische metho-
de. Daarenboven werden verschillende schakelmogelijheden van de transforma-
tor aangewend. Via een vergelijking met de stromen bekomen via EE-modellen
blijkt het voorgestelde transformatormodel een accurate berekening te maken van
de stromen in de windingen bij een transformator in belaste toestand.
In de huidige paragraaf zal er meer aandacht worden besteed aan de berekende
waarde voor de magnetiseringsstroom. Hiervoor wordt het transformatormodel
vergeleken met metingen, in onbelaste toestand, op de transformator afgebeeld in
Fig. 3.17. De lengtes aangeduid op de figuur staan in cm en zijn de gemiddel-
de waarden opgemeten op de kern van de transformator. Er wordt hier gebruik
gemaakt van gemiddelde waarden omdat de kern is opgebouwd uit lamellen met
verschillende afmetingen. In tabel 3.4 staan de fysische eigenschappen van de ge-
bruikte transformator. In het linker gedeelte van deze tabel staan de constructieve
aspecten van de transformator vermeld. De oppervlakte (A) van de kern is gelijk
voor zowel de benen als het juk, de vulfactor vermeld in deze tabel is gerelateerd
aan de coating van de lamellen. In het rechter gedeelte staan de weerstand en de
spreiding van de primaire wikkelingen. Er valt op te merken dat de spreidingsin-
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Figuur 3.17: Vooraanzicht van de transformator met de afmetingen aangeduid in
cm

ductanties en de weerstand van de verschillende fasen niet gelijk zijn.
De magnetiseringsstromen worden via stroomsensoren (E: Current Transducers,
CT) opgemeten in een opstelling waar de primaire wikkelingen in ster worden
verbonden met een driefasig programmeerbare bron. De bekomen stromen bij een
aangelegde spanning van 205 V worden weergegeven in Fig. 3.18. Op deze figuur
is een duidelijke vorm van asymmetrie merkbaar. Deze asymmetrie is afkomstig
van de driefasige bron die een kleine dc-offset vertoont. Dit geeft in combinatie met
de verwaarloosbare dc-weerstand van de opstelling aanleiding tot een ontoelaatbare
verzadiging van het transformatorblik in één bepaalde richting, met asymmetrische
magnetiseringsstromen tot gevolg. De spanning in fase b vertoont een negatieve
offset, terwijl fase c een positieve offset heeft. De dc-offset is positief in fase a
maar kleiner dan in beide andere fasen.

Tabel 3.4: Gegevens voor de 50 kVA transformator

# windingen primair 80 - Lσp,a 2.9 mH
Oppervlakte 70.891 10−4 m2 Lσp,b 2.0 mH

Vulfactor 0.9591 - Lσp,c 1.7 mH
lbeen,a/c 30 cm Rp,a 0.538 Ω
lbeen,b 35 cm Rp,b 0.638 Ω
ljuk 31 cm Rp,c 0.456 Ω
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Figuur 3.18: De magnetiseringsstromen opgemeten bij een spannning van 205 V
zonder voorschakelweerstanden. Fase a: blauw, Fase b: zwart, Fase c: rood

De oorspronkelijke opstelling wordt uitgebreid met voorschakelweerstanden zodat
de kleine dc-offset verwaarloosbare gevolgen heeft op de bekomen magnetiserings-
stromen. In Fig. 3.19 wordt een schematisch overzicht gegeven van de opstelling.
De waarden van de voorschakelweerstanden zijn ongeveer 5 Ω.
De benodigde gegevens voor deze simulaties bestaan uit de fysische eigenschap-
pen, opgegeven in tabel 3.4, en de éénwaardige BH-curve (Fig. 3.20) opgemeten
met behulp van een Epstein-frame. Door het gebruik van voorschakelweerstanden
(Rvs) in de metingen zal het transformatormodel moeten geı̈mplementeerd worden
in een forward/backward iteratie (zoals beschreven in Hoofdstuk 2). Zo kan het
exacte harmonisch spanningsspectrum worden aangelegd aan de primaire van de
transformator. Dit harmonisch spanningsspectrum is de eigenlijke input van het
transformatormodel.

3.7.1 Verificatie in een symmetrisch onbelaste toestand

In eerste instantie zullen de magnetiseringsstromen van de transformator worden
opgemeten bij een opgelegd driefasig symmetrisch stel spanningen. De aangelegde
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Figuur 3.19: Schematische voorstelling van de meetopstelling

spanningen liggen in een interval van 160 V tot 230 V met een tussenstap van 5 V.
In wat volgt zullen enkel de gevallen van 165, 185, 205 en 225 V via figuren
worden vergeleken met de simulaties.

A. Model op basis van de fysische weglengte

De weglengtes die gebruikt worden in het model voor de benen en het juk zijn
de lengtes van het magnetisch pad van de flux in de transformator. Hierbij wordt
er verondersteld dat deze lengtes gelijk zijn aan de gemiddelde fysische lengtes
zoals afgemeten op de kern van de transformator. In een werkelijke situatie is
het echter mogelijk dat deze lengte licht afwijkt van de opgemeten lengte. De
flux kiest immers het pad van de minste reluctantie waardoor bijvoorbeeld bij lage
verzadigingstoestanden de flux meer geconcentreerd kan zijn langs de binnenzijde
van de overgang tussen het been en het juk.
In Fig. 3.21 worden de opgemeten waarden van de stromen (streeplijn) vergeleken
met de gesimuleerde waarden (volle lijn) voor de gevallen waar de spanning 165,
185, 205 of 225 V is.
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Figuur 3.20: Eénwaardige BH-karakteristiek opgemeten met behulp van een Ep-
stein frame

Bij een stijging van de aangelegde spanning valt op te merken dat de piekwaarde
en de harmonische inhoud van de magnetiseringsstroom stijgt. Dit volgt uit de
toenemende verzadiging van het materiaal en de bijhorende niet-lineariteit. Er kan
immers ook een éénwaardige curve worden opgesteld die de flux in functie van de
stroom beschrijft en een gelijkaardig verloop kent als de BH-curve uit Fig. 3.20.
Dan is het duidelijk dat bij stijgende verzadiging, wat overeenkomt met hogere
fluxwaarden, de piekstroom gaat stijgen, met een sterkere toename rechts van de
knik, wat resulteert in een niet-lineair gedrag.
Daarenboven kan in Fig. 3.21 worden opgemerkt dat het simulatiemodel niet re-
presentatief is voor de opgemeten stromen, zoals verder zal worden verklaard. De
gemiddelde afwijking t.o.v. de piekwaarden van de stromen stijgt lineair van 160 V
tot 205 V, met een waarde van 71.3 % tot 83.4 %, waarna de afwijking iets minder
dan lineair daalt tot 230 V, met een waarde van 63 %. Het verloop van deze afwij-
kingen in functie van de aangelegde spanningen is getoond in Fig. 3.22. Opmer-
kelijk is dat de waargenomen piekfluxen bij een aangelegde spanning van 205 V
overeenkomen met de knik in de verzadigingscurve en bijgevolg valt de maximale
afwijking samen met de knik in de verzadigingscurve.
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(b) Spanning: 185 V
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(c) Spanning: 205 V
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Figuur 3.21: De opgemeten (streeplijn) en gesimuleerde (volle lijn) magnetise-
ringsstroom. Fase a: blauw, Fase b: zwart, Fase c: rood
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Figuur 3.22: Afwijking van de piekwaarde van de gesimuleerde magnetiserings-
stroom t.o.v. de opgemeten waarde

Tot slot kan met behulp van Fig. 3.21 de invloed van de ijzerverliezen op de op-
gemeten magnetiseringsstromen duidelijk worden opgemerkt. De gesimuleerde
stromen worden immers berekend met behulp van een verliesloos model. Zoals
reeds opgemerkt in paragraaf 3.5.2, waar blijkt dat in een verliesloos model fase a
vermogen levert aan fase c, zijn de stromen in fase a en c als het ware gespie-
geld. De BH-curve voor fase a wordt dan immers in wijzerzin (volgorde X-Z-Y
in Fig. 3.23) doorlopen, terwijl die voor fase c in tegenwijzerzin (volgorde Y-Z-X
in Fig. 3.23) wordt doorlopen. In de opgemeten stroomcurves blijkt deze spie-
geling te ontbreken omdat de ijzerverliezen deze energie-overdracht ruimschoots
overtreffen.
Bovenstaand fenomeen is het duidelijkst waarneembaar in Fig. 3.21(b), waar de
eerste piek in de meting (streeplijn) voor Ima afkomstig is van de verliezen. De
H-waarde in punt Y, in Fig. 3.23, is immers groter dan in punt X. De tweede
piek komt overeen met de piek in de flux (punt Z), met als gevolg dat Ima en Imc

dezelfde vorm hebben. In de simulaties (volle lijn) daarentegen komt de eerste piek
van Ima overeen met de piek in de flux terwijl de tweede piek afkomstig is van de
energieoverdracht tussen fase a en c. Het punt Y komt hier immers na het punt
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Figuur 3.23: Hysteresis lus

X omdat de hysteresislus in wijzerzin wordt doorlopen. Hierdoor lijkt het alsof de
stroom Ima afkomstig uit de simulaties verschoven is t.o.v. die uit de meting. Dit is
echter niet het geval want de pieken afkomstig van de piek in de flux komen voor
op ongeveer hetzelfde ogenblik. De verliezen zorgen er ook voor dat de stroom
Imb niet meer volledig symmetrisch is in tegenstelling tot de simulaties.
Om een verklaring te vinden voor de onderschatte stroomwaarden in deze simula-
ties worden de verschillende factoren onderzocht die invloed hebben op de magne-
tiseringsstromen. In wat volgt worden de vergelijkingen bestudeerd afkomstig uit
het magnetisch equivalent circuit die de magnetische spanningsval beschrijven in
de verschillende kringen:

NpIma −NpImb = (Ra +Rab)Φa −RbΦb

NpImb −NpImc = RbΦb − (Rc +Rbc)Φc (3.45)

NpImc −NpIma = (Rc +Rbc)Φc − (Ra +Rab)Φa

De reluctanties kunnen worden herschreven als volgt:

R =
νl

A
(3.46)
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lbla lc

Figuur 3.24: Aanduiding van de gemiddelde magnetische weglengtes

waarbij ν de reluctiviteit van het materiaal voorstelt en afhankelijk is van de flux,
l de magnetische weglengte is, en in tegenstelling tot wat in deze paragraaf werd
aangenomen niet gelijk moet zijn aan de fysische weglengte, en A de sectie is van
het been of juk. Indien er vervolgens wordt aangenomen dat de flux in één van
de buitenste benen ook de flux is door het juk, dan kan verondersteld worden dat
de reluctiviteit in de buitenste benen gelijk is aan de reluctiviteit in het juk. De
magnetische veldsterkte wordt als volgt gedefinieerd:

H =
νΦ
A

(3.47)

Rekening houdend met (3.46), (3.47) en de bovenstaande veronderstelling kan de
vergelijking (3.45) herschreven worden als:

NpIma −NpImb = Hala −Hblb

NpImb −NpImc = Hblb −Hclc (3.48)

NpImc −NpIma = Hclc −Hala

waarbij de lengte la gelijk is aan de gemiddelde magnetische weglengte in het
been a en het juk ab (bovenaan en onderaan), lb de gemiddelde magnetische weg-
lengte is in het been b en lc analoog gedefinieerd is als la (Fig. 3.24).
Uit de vergelijking (3.48) blijkt duidelijk dat de gemiddelde magnetische wegleng-
te een grote invloed heeft op de berekende magnetiseringsstroom. In de volgende
paragraaf zal de gemiddelde magnetische weglengte worden bepaald met behulp
van H-metingen op de transformator. De bekomen lengtes kunnen dan worden ge-
bruikt als input voor het transformatormodel in plaats van de fysische lengtes, want
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deze resultaten resulteren duidelijk in onderschatte magnetiseringsstromen, vooral
in de knik van de verzadigingscurve, zoals aangetoond met behulp van Fig. 3.21.

B. Model op basis van een verzadigingsafhankelijke magnetische weglengte

Uit de voorgaande paragraaf blijkt dat indien de fysische weglengte wordt gebruikt
als inputparameter voor het transformatormodel, de magnetiseringsstromen onder-
schat worden. De onderschatting is bovendien verzadigingsafhankelijk, wat het
vermoeden versterkt dat ook de gemiddelde magnetische weglengte verzadigings-
afhankelijk zal zijn. In deze paragraaf zal door middel van H-metingen een schat-
ting worden gemaakt van de magnetische weglengte in functie van de verzadigings-
toestand.

H-meting De H-meting gebeurt door middel van een H-spoel verbonden via
een versterker aan een data-acquisitiekaart. Om verstoringen te voorkomen op de
opgemeten signalen wordt de H-spoel door middel van een gespinde draad ver-
bonden met een hoogwaardige instrumentatieversterker (INA114). Deze instru-
mentatieversterker bezit een hoge common-mode rejectie waardoor signalen op-
gepikt door beide draden aanwezig zijn in het uitgangssignaal. Verder bezit de
instrumentatieversterker de eigenschap dat hoogfrequente signalen (ruis) minder
worden versterkt. De hoogfrequente componenten in het uitgangssignaal worden
vervolgens gefilterd met behulp van een RC-filter. Het bekomen uitgangssignaal
wordt door middel van een coaxkabel toegevoerd aan de data-acquisitie die een ho-
ge ingangsimpedantie heeft waardoor er door deze kabel slechts een kleine stroom
vloeit.
De meting van de magnetische veldsterkte in magnetische materialen gebruikt de
randvoorwaarde dat het tangentieel magnetisch veld in het materiaal hetzelfde is als
het tangentieel veld juist buiten het materiaal [22]. De meting van dit tangentieel
H-veld moet dus zo dicht mogelijk bij de rand van het materiaal gebeuren en er
is dus een spoel nodig met een zo klein mogelijke oppervlakte. De geı̈nduceerde
spanning (V ) over een luchtspoel wordt bepaald door de wet van Faraday

V = −ndΦ
dt

= −nAdB
dt

= −µ0nA
dH
dt

(3.49)

met µ0 = 4π10−7 H/m, de permeabiliteit van het vacuüm en de lucht.
Uit (3.49) is het duidelijk dat de vereiste voor een spoel met een zo klein mogelijke
oppervlakte (A) tegengesteld is aan de wens om de meting zo gevoelig mogelijk te
maken. De H-spoel werd bevestigd op de verschillende benen van de transforma-
tor, onder de primaire wikkelingen. In de meetopstelling werd er gewerkt met één
spoel. Uit [22] blijkt echter dat het gebruik van twee spoelen, die elk op een ver-
schillende afstand staan van het te meten oppervlak, betere resultaten oplevert. De
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Tabel 3.5: Gegevens H-spoel

Spoel 1 Spoel 2
afstand 1.530 mm 4.595 mm

n 502 - 502 -
A 15.71 mm2 15.12 mm2

magnetische veldsterkte ter hoogte van het been kan dan immers correcter worden
bepaald door het opgemeten H-veld te extrapoleren. Bij de uitgevoerde metingen
bleek echter dat het opgemeten H-veld in de spoel het verst van het been teveel
werd beı̈nvloed door de stroom in de primaire wikkelingen. De gegevens van de
gebruikte H-spoelen zijn te vinden in Tabel 3.5. De H-metingen die verder zullen
worden besproken zijn de H-velden opgemeten met spoel 1.
De opgemeten H-waarden voor de beschouwde spanningsniveaus zijn gegeven in
Fig. 3.25. Naast het effect van de saturatie kan de invloed van de verliezen duidelijk
worden waargenomen op deze figuren. In Fig. 3.25(b) is duidelijk merkbaar dat
het H-veld na elke positieve piek (X) kleiner is dan ervoor (Y). Dit wijst op een
hysteresislus die in tegenwijzerzin wordt doorlopen. Merkwaardig echter op deze
figuren is de aanwezigheid van lokale extrema (E), zoals aangeduid op Fig. 3.25(c),
op de plaatsen waar het bijhorende B-veld minimaal is. Dit wijst op een stijging
of daling in het H-veld waar het B-veld respectievelijk afneemt of toeneemt. Een
verklaring voor dit fenomeen kan deels worden toegewezen aan de verliezen in
de benen en deels aan de bestaande anisotropie van de lamellen. In [23] is het
verloop van de flux beschreven in de verschillende lamellen van de transformator.
Anisotropie heeft als gevolg dat de lokale fluxen in de lamellen, sterk vervormd
kunnen zijn terwijl de som van de afzonderlijke fluxen, of dus de globale flux in
het been, bijna perfect sinusvormig is. Verder wordt er nog beschreven dat de
fluxverdeling langsheen de verschillende lamellen niet uniform is, in het bijzonder
voor lage saturatieniveaus. Zo kan bijvoorbeeld de globale flux op het tijdstip t0
door nul gaan terwijl de lokale fluxen asymmetrisch verdeeld zijn t.o.v. de as van
het been met een grootste afwijking langs de rand van het been. DeH-waarden zijn
echter opgemeten langs de rand van het been en kunnen dus wel degelijk beı̈nvloed
worden door de vorm van de lokale fluxen, met als gevolg dat er in de metingen
van de H-waarden lokale extrema aanwezig kunnen zijn terwijl in het gemiddeld
H-veld deze extrema minder of niet aanwezig zouden zijn. In wat volgt zijn echter
vooral de piekwaarden van de opgemeten H-velden van belang. Voor de bepaling
van de piekwaarden zijn de effecten van de anisotropie quasi verwaarloosbaar.
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Figuur 3.25: De opgemeten H-velden. Fase a: blauw, Fase b: zwart, Fase c: rood
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Figuur 3.26: De equivalente magnetische weglengte voor fase a en c (rood) en voor
fase b (zwart)

Bepaling van de equivalente beenlengte Met behulp van de opgemeten H-
velden en magnetiseringsstromen kan via (3.48) een equivalente beenlengte wor-
den gevonden. Dit gebeurt via een minimalisatie van de volgende doelfunctie:

F =
∑
k

|NpIma(k)−NpImb(k)− laHa(k) + lbHb(k)|

+
∑
k

|NpImb(k)−NpImc(k)− lbHb(k) + lcHc(k)| (3.50)

+
∑
k

|NpImc(k)−NpIma(k)− lcHc(k) + laHa(k)|

Deze functie (3.50) wordt opgesteld om de waarde van magnetische spannings-
vallen over de verschillende kringen af te stemmen op de m.m.k.’s in de verschil-
lende benen. Hiervoor wordt per spanningsniveau één periode gebruikt van de
opgemeten signalen. Per meetpunt (k) wordt de som van de absolute waarde van
de afwijking genomen tussen de m.m.k. bepaald door de stromen en de magneti-
sche spanningsval bepaald door de H-velden. Deze som wordt geminimaliseerd in
functie van de equivalente beenlengtes met als enige beperking dat de beenleng-
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Figuur 3.27: De magnetische spanningsval langs een kring van het magnetisch
equivalent via de stromen (volle lijn) en de H-velden (streeplijn). kring ab: blauw,
kring bc: zwart, kring ca: rood
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tes positief moeten zijn en dat de equivalente lengtes voor been a en been c gelijk
moeten zijn.
Het verloop van de beenlengtes in functie van de aangelegde spanning wordt ge-
toond in Fig. 3.26. De beenlengtes la en lc zijn in het rood weergegeven en lb in
het zwart. De lengtes la en lc zijn groter dan lb zoals reeds aangeduid in Fig. 3.24.
Het verloop van de drie beenlengtes is analoog, voor lage spanningen is de lengte
klein, maar wel hoger dan de fysische lengte van het been. De equivalente lengte
stijgt bij stijgend spanningsniveau met een maximum op de plaats waar de piekflux
overeenkomt met de knik in de verzadigingscurve. De plaats van dit maximum kon
ook al afgeleid worden uit de simulaties van de magnetiseringsstromen waarbij de
lengte gelijk werd gekozen aan de fysische lengte. De grootste afwijking tussen
de piekwaardes van de opgemeten stromen en de gesimuleerde stromen was ook
waar te nemen bij de knik van de verzadigingscurve. Na het bereiken van dit maxi-
mum zien we terug een sterke daling van de equivalente beenlengte bij stijgend
spanningsniveau.
In Fig. 3.27 wordt de magnetische spanningsval langs een kring van het magne-
tisch equivalent circuit via de stromen, in volle lijn, en via de H-velden (streeplijn)
vergeleken met behulp van de lengtes bekomen uit de minimalisatie van (3.50).
Fig. 3.27 toont een goede overeenkomst tussen het verloop van m.m.k.’s en de
magnetische spanningsvallen gedurende één periode. Dit wijst erop dat de vorm
(met lokale extrema) van de opgemeten H-velden grotendeels kan verklaard wor-
den door de verliezen in de transformator. Deze verliezen zorgen immers voor een
hogere harmonische inhoud van de stroom [21] waardoor deH-velden dus ook een
hogere harmonische inhoud hebben, zoals kan aangetoond worden via Fig. 3.27.

Vergelijking van de magnetiseringsstromen De gevonden equivalente been-
lengtes (Fig. 3.26) worden nu als inputparameters gegeven aan het transformator-
model. Een vergelijking van de opgemeten (streeplijn) en de gesimuleerde stromen
(volle lijn) wordt getoond in Fig. 3.28. De gesimuleerde stromen tonen nu een gro-
te gelijkenis met de opgemeten stromen. Het verschil tussen de gesimuleerde en
de opgemeten stromen kan hoofdzakelijk worden toegewezen aan het gebruik van
een verliesloos model. Dit zorgt ervoor dat de gesimuleerde stromen een lagere
harmonische inhoud hebben dan de werkelijke stromen. Bijkomend zien we dat
de stroom in fase a het meest afwijkt van de opgemeten stroom. Dit is duidelijk
een gevolg van het verliesloos model, waarbij er vermogen van fase a naar fase c
wordt getransporteerd, terwijl dit in de werkelijke situatie volledig wordt gemas-
keerd door de verliezen. Ten opzichte van de stromen bekomen met de fysische
beenlengte zien we dat de piek in de magnetiseringsstroom die overeenkomt met
de piek in de magnetische inductie nu wel tot uiting komt in de simulaties. Zo is
ook de schijnbare faseverschuiving van Ima volledig verdwenen.
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Figuur 3.28: De opgemeten (streeplijn) en gesimuleerde (volle lijn) magnetise-
ringsstroom. Fase a: blauw, Fase b: zwart, Fase c: rood
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Uit deze simulaties kan besloten worden dat de berekende equivalente magnetische
weglengtes een goede benadering zijn en gebruikt kunnen worden als inputpara-
meters van het model. Indien we echter de waarden bekijken van deze lengtes dan
valt op te merken dat deze veel hoger zijn dan de fysische lengte van het been. Het
verschil kan niet enkel verklaard worden door een verandering van het magnetisch
pad van de flux. De sterke verzadigingsafhankelijkheid van de lengte staaft dit
vermoeden. Het is onwaarschijnlijk dat de verdubbeling van de equivalente lengte
enkel zijn oorsprong vindt in de verzadiging van de hoeken.
Indien (3.48) van naderbij wordt bekeken dan zien we dat de m.m.k., in het linker-
lid, gelijk moet zijn aan de magnetische spanningsval over de reluctanties in het
magnetisch equivalent circuit. Indien de lengtes aanwezig in het rechterlid onge-
veer gelijk moeten zijn aan de fysische lengtes dan is het duidelijk dat er in het
rechterlid nog verzadigingsafhankelijke termen moeten worden geı̈ntroduceerd die
een extra magnetische spanningsval veroorzaken in de transformator.
In de volgende paragraaf zal nagegaan worden hoe de coating van de lamellen en de
luchtspleet ter hoogte van de overgang tussen been en juk, in wat volgt aangeduid
met de term overgangszone, een bijkomende magnetische spanningsval veroorza-
ken.

C. Model op basis van de fysische weglengte rekening houdend met de lucht-
spleet

Om de invloed van de coating van de lamellen en de luchtspleet ter hoogte van de
overgangszones op de geı̈ntroduceerde magnetische spanningsval te onderzoeken
is in Fig. 3.29 de schikking van de lamellen weergegeven ter hoogte van deze over-
gangszones. Hierbij is d de dikte van de lamellen, dλ de dikte van het geleidbaar
deel van de lamellen met λ de vulfactor en bijgevolg d−dλ

2 de dikte van de coating,
s is de lengte van luchtspleet tussen twee opeenvolgende lamellen. De hoofdrich-
ting van de fluxen is aangeduid op de figuur. In Fig. 3.30 is een gedetailleerd
verloop van de fluxen getoond in het omkaderd gebied van Fig. 3.29.
In [21] zijn 2D EE-simulaties uitgevoerd op een elementair deel van de kernstape-
ling (zoals getoond in Fig. 3.30). Uit deze simulaties konden de volgende algemene
conclusies worden getrokken. Op een voldoende grote afstand van de luchtspleet
is de flux ongeveer uniform verdeeld over de lamellen (Φl). Dit geldt indien de
globale flux voldoende groot is. In de omgeving van de luchtspleet (s) is er een
niet te verwaarlozen fluxcomponent loodrecht op het vlak van de lamellen (Φc).
De oppervlakte waarover de flux Φc vloeit is gelijk aan A⊥. Voor lage waarden
van de inductie (B) is er maar een klein gedeelte van de flux die de luchtspleet
oversteekt. Als gevolg hiervan is Φs praktisch nul voor lage inducties en is Φc ge-
lijk aan Φl. De equivalente luchtspleet (le) zou in dit geval ongeveer gelijk moeten
zijn aan twee maal de dikte van de coating van de lamellen indien rekening wordt
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s

ddλ

B

Figuur 3.29: De schikking van de lamellen ter hoogte van een overgangszone

Φl

ΦlΦl

Φl

Φs

Φs

Φo

Φo

Φc Φc2Φc

Figuur 3.30: Een detail van de fluxovergang tussen twee lamellen ter hoogte van
een luchtspleet

gehouden met de oppervlakte A⊥. Indien de inductiewaarden nu echter veel gro-
ter zijn dan zal de loodrechte sectie tussen twee lamellen volledig verzadigen en
zal de flux de luchtspleet moeten oversteken. Uit bovenstaande kan besloten wor-
den dat de equivalente luchtspleetlengte fluxafhankelijk zal zijn. De equivalente
luchtspleetlengte zal klein zijn voor lage inducties, daarna zal deze stijgen tot de
verticale sectie tussen twee lamellen volledig zal verzadigd zijn, waarna de equi-
valente luchtspleetlengte ongeveer constant zal worden en bepaald wordt door de
lengte van de luchtspleet.

In wat volgt zal via de metingen van de flux, deH-velden en de stromen de equiva-
lente luchtspleet per been in functie van de flux worden bepaald. Hiervoor wordt er
van de veronderstelling uitgegaan dat de equivalente magnetische weglengte gelijk
is aan de fysische weglengte, met als gevolg dat de equivalente lengte van de lucht-
spleet zal worden bepaald door de ontbrekende magnetische spanningsval. Reke-
ning houdend met (3.46) en bovenstaande kan de vergelijking (3.48) herschreven
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worden als volgt:

NpIma −NpImb = Hala,w +
ν0Φa

A
lea −Hblb,w −

ν0Φb

A
leb

NpImb −NpImc = Hblb,w +
ν0Φb

A
leb −Hclc,w −

ν0Φc

A
lec (3.51)

NpImc −NpIma = Hclc,w +
ν0Φc

A
lec −Hala,w −

ν0Φa

A
lea

waarbij lx,w de werkelijke lengte is van been x (x=a,b of c) en ν0 de reluctiviteit is
van het vacuüm en de lucht en kan geschreven worden als:

ν0 =
1
µ0

(3.52)

In (3.51) wordt er geen rekening gehouden met de werkelijke oppervlakte waar-
langs de flux, bij lage inductiewaarden, van lamel verandert. Bijgevolg zal de be-
komen equivalente luchtspleetlengte bij lage inductiewaarden niet gelijk zijn aan
de dubbele dikte van de coating van de lamellen.
De equivalente lengte van de luchtspleet kan bepaald worden met behulp van (3.48)
en (3.51):

Hala = Hala,w +
ν0Φa

A
lea

Hblb = Hblb,w +
ν0Φb

A
leb (3.53)

Hclc = Hclc,w +
ν0Φc

A
lec

De lengtes vermeld in het linkerlid van (3.53) zijn de equivalente magnetische weg-
lengtes bekomen in de vorige paragraaf (Fig. 3.26). Net zoals bij het bepalen van
een éénwaardige BH-curve zal (3.53) geëvalueerd worden om zo de piekwaarde
van de luchtspleetlengte in functie van de piekflux te bekomen. Dit proces zal wor-
den uitgevoerd voor de verschillende opgemeten spanningsniveaus, om zodoende
een curve te bekomen van de luchtspleetlengte in functie van de flux. Deze curve
zal dan in het model worden aangewend om een ogenblikkelijke luchtspleetlengte
te bepalen in functie van de ogenblikkelijke flux. Dit is volledig analoog aan het be-
palen van de ogenblikkelijke reluctiviteit met behulp van de magnetische inductie
zoals in het oorspronkelijk transformatormodel. Het is duidelijk dat een dergelijke
integratie van de luchtspleetlengte geen extra moeilijkheden met zich meebrengt
voor het modelleren van de magnetiseringsstromen.
Het oplossen van (3.53) gebeurt aan de hand van de simulaties uitgevoerd in pa-
ragraaf 3.7.1B. Het gebruik van de gesimuleerde waarden vormt zeker geen be-
perking op de bekomen resultaten. De waarden bekomen via de simulaties voor
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Figuur 3.31: De equivalente luchtspleetlengte in functie van de flux berekend met
de symmetrische gevallen. Fase a: blauw, Fase b: zwart, Fase c: rood

het B- en het H-veld vertonen immers goede overeenkomsten met de metingen,
op de bovenvermelde opmerkingen omtrent de stromen na. De reden hiervoor is
dat er door de verliezen in de transformator de opgemeten fluxen en H-velden een
faseverschuiving vertonen. Hierdoor valt het maximum van de equivalente lucht-
spleetlengte niet samen met het maximum van de flux, wat wel zo zou moeten zijn
indien we rekening houden met de conclusies getrokken uit [21].

De equivalente luchtspleetlengtes voor de drie benen zijn gegeven in Fig. 3.31.
Deze lengtes worden bepaald met behulp van de metingen waarbij een symmetrisch
stel spanningen werd aangelegd, beginnend bij 160 V tot 230 V in stappen van
5 V. Voor lage fluxwaarden (links van de knik op de éénwaardige BH-curve) zien
we dat de equivalente luchtspleetlengtes voor de drie benen het kleinst zijn en
ongeveer gelijk. Bij deze lage fluxwaarden vinden we voor been a een equivalente
luchtspleetlengte van 0.9088 10−5 m, fase b heeft een equivalente luchtspleetlengte
van 0.9764 10−5 m en voor fase c vinden we een waarde van 1.074 10−5 m.

Bij fluxwaarden die overeenkomen met de knik in de verzadigingscurve zien we
een stijging van de equivalente luchtspleetlengte. Bij hogere waarden van de flux
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(na de knik op de éénwaardige BH-curve) zien we dat voor been a en been c de
luchtspleetlengte constant wordt. Er is echter een klein verschil tussen deze waar-
den. Dit kan te wijten zijn aan een klein verschil tussen de benen a en c. De
equivalente luchtspleetlengte voor been b bereikt bij de opgemeten spanningsni-
veaus echter nog geen constante waarde. Een mogelijke verklaring hiervoor is dat
het materiaal ter hoogte van de luchtspleet in been b nog niet helemaal verzadigd
is, waar dit bij been a en c wel al het geval is. De fluxen zijn opgemeten ter hoogte
van de wikkelingen en niet ter hoogte van de luchtspleten. Voor fase a en c is het
duidelijk dat ter hoogte van de luchtspleten de kern meer verzadigd zal zijn omdat
de fluxen daar een kleiner oppervlak hebben ter hoogte van de hoek. De opper-
vlakte ter hoogte van been b is groter en de kern zal daar dus minder verzadigd
zijn. Verder kan op Fig. 3.31 nog worden opgemerkt dat de equivalente lucht-
spleetlengte voor been b hoger is dan bij de overige twee benen. Dit is te wijten
aan de constructie van de transformator.

Om de algemeenheid van bovenstaande afleiding van de equivalente luchtspleet-
lengte nog te verhogen zijn er ook metingen uitgevoerd op de transformator waarbij
een ongebalanceerd stel spanningen werd aangelegd aan de voorschakelweerstan-
den van de opstelling. In tabel 3.6 staan de instelwaarden voor de onbalansen. In de
eerste zes gevallen is de gemiddelde waarde van de drie fasespanningen 201.4 V,
in de volgende zes gevallen is dit 212 V en tenslotte is de gemiddelde waarde bij
de laatste zes gevallen 222.6 V.

De meetresultaten afkomstig van deze asymmetrische gevallen worden op eenzelf-
de manier verwerkt als bij de symmetrische gevallen. Eerst wordt de equivalente
magnetische weglengte bepaald en daarna de equivalente luchtspleetlengte. Het
enige verschil is dat de beperking waarbij de equivalente magnetische weglengte
van been a (la) en c (lc) gelijk moet zijn, voor het minimaliseren van (3.50), hier
wegvalt. Dit valt te verklaren omdat voor éénzelfde geval de aangelegde spannni-
gen voor fase a en c verschillen, en dus ook de verzadigingstoestand. Bijgevolg
kan er niet meer gesteld worden dat de equivalente magnetische weglengte voor
been a en c gelijk moet zijn.

In Fig. 3.32 wordt de equivalente luchtspleetlengte i.f.v. de flux weergegeven, bere-
kend met de ongebalanceerde gevallen. De volle lijn is de equivalente luchtspleet-
lengte gevonden met de symmetrische spanningsstellen. Deze figuur is analoog
aan Fig. 3.31 maar de labels zijn weggelaten. De labels die nu op de figuur staan
zijn de resultaten voor de asymmetrische gevallen. Het is duidelijk dat voor de drie
benen de bekomen luchtspleetlengtes mogen worden veralgemeend. Verder kan er
nog worden opgemerkt dat de equivalente luchtspleetlengte in been b voor geval
18 uit tabel 3.6, waarbij Vb gelijk is aan 233.2 V, even groot is als het symmetrisch
geval bij 230 V. Dit staaft het vermoeden dat ook voor been b, bij voldoende ho-
ge verzadigingstoestand, een constante maximale waarde van de luchtspleetlengte
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Tabel 3.6: Instelwaarden asymmetrisch stel spanningen

Geval Va [V] ∠Va [◦] Vb [V] ∠Vb [◦] Vc [V] ∠Vc [◦]
1 201.4 0.0 201.4 -120.0 201.4 -240.0
2 200.765 0.0 203.31 -121.5 199.915 -240.75
3 203.31 1.0 203.52 -121.0 197.37 -240.0
4 205.215 1.5 203.52 -122.25 195.465 -239.5
5 204.37 1.75 206.7 -122.0 193.555 -240.75
6 205.43 2.25 207.76 -122.5 191.435 -240.75
7 212.0 0.0 212.0 -120.0 212.0 -240.0
8 212.0 0.25 214.12 -120.5 209.88 -240.75
9 212.0 0.5 216.24 -121.0 207.76 -241.25

10 212.0 1.0 218.36 -121.75 205.64 -241.75
11 212.0 1.25 219.21 -122.25 204.58 -242.25
12 212.0 1.5 221.115 -122.75 202.67 -242.75
13 222.6 0.0 222.6 -120.0 222.6 -240.0
14 223.025 0.5 224.3 -120.5 220.48 -240.5
15 221.755 0.5 226.84 -121.0 219.21 -241.5
16 219.845 0.25 229.17 -121.5 218.785 -242.75
17 220.69 0.25 231.08 -122.25 216.24 -243.0
18 219.42 0.5 233.2 -122.5 215.815 -243.25

wordt bereikt.
Het transformatormodel wordt nu uitgebreid met de bovenvermelde equivalente
luchtspleetlengte door het aanpassen van het magnetisch equivalent circuit zoals
gegeven in Fig. 3.33.
De magnetiseringsstromen worden berekend door de stappen, zoals beschreven in
Fig. 3.34, te doorlopen.
Indien bovenstaande stappen worden vergeleken met het oorspronkelijk transfor-
matormodel, dan valt er op te merken dat het model door de introductie van de
luchtspleet enkel wordt aangepast in stap 4 via de tweede term in het rechterlid
van de reluctantie. De equivalente luchtspleetlengte lex is een functie van de ab-
solute waarde van de flux zoals aangegeven in Fig. 3.31. Hierbij is er van de ver-
onderstelling uitgegaan dat de equivalente luchtspleetlengte gelijk blijft aan zijn
minimale waarde voor lage fluxen en gelijk aan zijn maximale waarde voor grote
flux-waarden.
In Fig. 3.35 zijn de simulaties van het transformatormodel, waarbij gebruik ge-
maakt werd van de werkelijke lengtes (zoals aangeduid op Fig. 3.17) en de equi-
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Figuur 3.32: De equivalente luchtspleetlengte in functie van de flux berekend met
de ongebalanceerde gevallen. Fase a: blauw, Fase b: zwart, Fase c: rood

valente luchtspleetlengte, vergeleken met de metingen. Er valt op te merken dat de
stromen bekomen via de metingen en de simulaties grote overeenkomsten verto-
nen. Bijgevolg kan besloten worden dat de voorstelling van de transformator via
het uitgebreide MEC een correctere benadering is van de werkelijke situatie.

3.7.2 Verificatie in een asymmetrisch onbelaste toestand

In de vorige paragraaf werden de metingen bij een asymmetrische onbelaste toe-
stand gebruikt om aan te tonen dat de bekomen luchtspleetlengte enkel afhankelijk
is van de verzadigingstoestand van de kern ter hoogte van de overgangszones en
niet van het aangelegde stel spanningen. Hiervoor werden achttien verschillende
gevallen bestudeerd zoals weergegeven in tabel 3.6. Deze gevallen konden in drie
grote groepen worden opgedeeld afhankelijk van hun gemiddelde spanning. De ge-
middelde spanning van de eerste groep is 201.4 V, van de tweede groep 212 V, en
tenslotte van de derde groep 222.6 V. Binnen de drie groepen wordt er vervolgens
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Figuur 3.33: Het uitgebreide magnetisch equivalent circuit

nog een onderscheid gemaakt in de graad van onbalans (i.e. de inverse component
van de spanning op de directe component van de spanning). Het eerste geval in
iedere groep levert de symmetrische situatie. De onbalansfactor voor de volgende
gevallen loopt op van 1 % tot 5 %. Om aan te tonen dat het transformatormodel,
uitgebreid met de equivalente luchtspleetlengte, kan worden aangewend in netten
met een bepaalde graad van onbalans wordt voor iedere groep de magnetiserings-
stroom vergeleken met de metingen voor een onbalansfactor van 2 en 4 %. De
resultaten van deze vergelijking worden weergegeven in Fig. 3.36. Hieruit blijkt
duidelijk dat de gesimuleerde stromen de werkelijkheid voldoende benaderen. Hier
valt terug op te merken dat het grootste verschil tussen de gesimuleerde en opge-
meten waarden, namelijk de minder hoge harmonische inhoud, te wijten zijn aan
het gebruik van een verliesloos model.

Uit de metingen en simulaties bij asymmetrische spanningen blijkt ook duidelijk de
invloed van de verschillende fasen op elkaar. In tabel 3.7 zijn de piekwaarden van
de magnetiseringsstromen vergeleken voor de simulaties en de metingen. Naast
de goede overeenkomst valt op te merken dat voor de gevallen 7 tot 12, waar de
spanning in fase a constant blijft, er toch een afname is van piekwaarde van de
magnetiseringsstroom. Hierdoor valt nogmaals (zie paragraaf 3.5.2) op te merken
dat bij het berekenen van de magnetiseringsstroom voor een bepaalde fase, ook de
andere fasen in rekening moeten worden gebracht.
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Figuur 3.34: Flowchart voor het berekenen van de magnetiseringsstromen

1. De flux in de verschillende benen en jukken wordt bepaald
door de vorige iteratie waarbij nul de initiële waarde is

?

2. Een inverse FFT wordt uitgevoerd op de fluxen om zo één periode
te bekomen van de flux (discreet signaal)

?

3. Via deze flux wordt de magnetische inductie berekend en via de
éénwaardige BH-curve van Fig. 3.20 de bijhorende reluctiviteit

?

4. De reluctantie per been wordt berekend als volgt:

Rx =
νxlx,w
A

+
ν0lex
A

, met lex de equivalente luchtspleetlengte

?

5. De reluctanties van de jukken worden op analoge manier
berekend als voordien

?

6. Een FFT wordt uitgevoerd op de bekomen reluctanties en deze
worden terug omgezet naar symmetrische componenten

?

7. De methode van het harmonisch evenwicht wordt toegepast en het
bekomen stelsel van magnetische en elektrische vergelijkingen wordt
berekend via de Newton-Raphson methode

?

8. De bekomen magnetiseringsstromen worden gebruikt om het
spanningsprofiel te bepalen na de voorschakelweerstanden

?
9. Ligt het spanningsprofiel binnen het convergentiegebied?

Nee
Ja?

10. Einde

-
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(c) Spanning: 205 V
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(d) Spanning: 225V

Figuur 3.35: De opgemeten (streeplijn) en gesimuleerde (volle lijn) magnetise-
ringsstroom. Fase a: blauw, Fase b: zwart, Fase c: rood
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(e) Geval 15
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(f) Geval 17

Figuur 3.36: De opgemeten (streeplijn) en gesimuleerde (volle lijn) magnetise-
ringsstroom. Fase a: blauw, Fase b: zwart, Fase c: rood
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Tabel 3.7: Vergelijking van de piekstromen bij het transformatormodel en de me-
tingen

Simulatie Meting
Geval Im,a [A] Im,b [A] Im,c [A] Im,a [A] Im,b [A] Im,c [A]

1 2.37 2.12 2.20 2.52 2.08 2.25
2 2.27 2.42 1.94 2.38 2.63 1.88
3 2.74 2.43 1.60 2.89 2.45 1.67
4 3.11 2.66 1.40 3.12 2.74 1.50
5 2.96 3.15 1.20 3.06 3.07 1.32
6 3.22 3.47 1.03 3.20 3.36 1.21
7 5.48 4.74 5.05 5.31 4.54 4.78
8 5.43 5.31 5.43 5.25 5.04 4.34
9 5.25 6.39 3.84 5.05 5.98 3.85
10 5.22 7.42 3.19 5.00 7.05 3.30
11 4.95 7.83 2.96 4.69 7.65 3.24
12 4.87 8.93 2.54 4.62 8.74 2.82
13 10.36 9.58 10.01 10.38 9.57 9.81
14 10.29 10.46 9.03 9.94 10.39 9.23
15 9.61 11.61 8.63 9.32 11.67 8.81
16 8.47 12.51 9.14 8.18 12.41 9.19
17 8.60 13.49 8.06 8.37 13.34 8.11
18 8.20 14.42 7.67 7.90 14.49 7.76

3.8 Besluit

In dit hoofdstuk werd een transformatormodel ontwikkeld dat op een eenvoudige
manier kan worden gekoppeld met een iteratieve harmonische methode, gebruikt
om de toestand van het elektrisch net te bestuderen. In eerste instantie werd een
model opgebouwd voor een eenfasige transformator. Hierbij werd uitgegaan van
de vergelijkingen bekomen via het elektrisch en magnetisch equivalent circuit. De-
ze vergelijkingen werden herschreven in het frequentiedomein, waarbij er gebruik
werd gemaakt van de methode van het harmonisch evenwicht. Met behulp van deze
methode wordt de m.m.k.-val over een reluctantie beschreven in het frequentiedo-
mein. Op basis van de spanningen aan de primaire en secundaire zijde wordt in een
eerste stap, met behulp van de Newton-Raphson methode, de globale saturatietoe-
stand van het materiaal bepaald. De stromen in de windingen worden vervolgens
berekend via een linearisering rond dit werkingspunt.
Het ontwikkelde eenfasig transformatormodel werd vervolgens uitgebreid naar een
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model voor een driefasige en driebenige transformator. De vergelijkingen beko-
men via de equivalente circuits werden zowel in de tijd als in de ruimte opgesplitst
in hun harmonische componenten. De beschouwde reluctanties werden bijgevolg
opgesplitst in symmetrische en frequentiecomponenten, wat resulteerde in een uit-
breiding van de methode van het harmonisch evenwicht.
In eerste instantie werd de invloed van het aantal gekozen frequentiecomponenten
in de eerste stap van de oplossingsmethode op de bekomen magnetiseringsstromen
getest. Vervolgens werd het model vergeleken met een eindige-elementenmodel.
Hierbij werd aangetoond dat het transformatormodel op een eenvoudige manier
gekoppeld kan worden met een iteratieve harmonische methode. Daarenboven
werden verschillende schakelmogelijheden van de transformator aangewend. Via
een vergelijking met de stromen bekomen via EE-modellen blijkt het voorgestelde
transformatormodel een accurate berekening te maken van de stromen in de win-
dingen bij een transformator in belaste toestand. Tot slot werd via een vergelijking
met metingen op een transformator in onbelaste toestand een uitbreiding bekomen
van het voorgestelde transformatormodel. Het werd duidelijk dat ter hoogte van de
overgangszone tussen de benen en het juk de dikte van de coating van de lamellen
alsook de luchtspleet tussen twee lamellen in hetzelfde vlak een belangrijke invloed
hebben op de magnetiseringsstromen. Hierdoor werd het model uitgebreid met een
verzadigingsafhankelijke luchtspleet. Op deze manier werd een transformatormo-
del bekomen dat zowel in symmetrische als in asymmetrische situaties een goede
benadering levert van de magnetiseringsstromen.
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Hoofdstuk 4

Harmonische analyse van de
invloed van decentrale productie
op de netkwaliteit van het
distributienet

4.1 Inleiding

In het huidig hoofdstuk zal het simulatiemodel uit Hoofdstuk 2 worden aangewend
om de invloed van decentrale productie op de netkwaliteit van het distributienet
te onderzoeken. Als decentrale generator wordt in het huidig werk om het even
welke energiebron beschouwd die door middel van een vermogenselektronische
convertor is geconnecteerd met het distributienet. De manier waarop de convertor
wordt gecontroleerd om de primaire energie om te zetten zodat deze kan worden
geı̈njecteerd in het distributienet en de mogelijkheid om deze convertor uit te brei-
den met extra controlemogelijkheden heeft een invloed op de geı̈njecteerde stroom
in het distributienet en bijgevolg op de resulterende netkwaliteit. De controlestra-
tegieën voor de convertoren die hier worden beschouwd zijn de sinusoı̈dale en de
dempende controlestrategie. In paragraaf 4.4, waar de niet-verdeelde belastingen
worden gedefinieerd, wordt de invloed van de controlestrategie op de geı̈njecteerde
stroom in meer detail besproken.
De invloed van decentrale generatoren op de netkwaliteit kan op verschillende ma-
nieren worden uitgedrukt. Er bestaan immers verschillende indicatoren om de net-
kwaliteit te beschrijven. In paragraaf 4.3 worden de verschillende indicatoren die
reeds in de literatuur werden gedefinieerd besproken. Hierbij wordt rekening ge-
houden met de gevolgen van de vermindering van de netkwaliteit en hoe de be-
schouwde indicator hiermee rekening houdt.
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De verliezen en de spanningskwaliteit in het distributienet zijn de twee belang-
rijkste aspecten die in het huidig hoofdstuk zullen worden besproken. Hiervoor
wordt in hoofdzaak een vooraf gedefinieerd netwerk gebruikt. De topologie van
dit netwerk wordt besproken in paragraaf 4.5. Verder wordt in deze paragraaf een
basisbelasting gedefinieerd, zodat het netwerk zich ook zonder aangesloten de-
centrale productie reeds in een vervormde ongebalanceerde toestand bevindt. De
niet-lineaire belasting die hiervoor wordt aangesloten langsheen het netwerk be-
staat in de simulaties uit twee vaste types. Deze worden net zoals de verschillende
controlestrategieën gedefinieerd in paragraaf 4.4.

Vooraleer de uitgevoerde simulaties worden besproken, wordt in wat volgt een
overzicht gegeven van enkele recente publicaties omtrent de invloed van decentrale
productie op het elektrisch net.

4.2 Voornaamste impact van decentrale productie op de
netkwaliteit

De invloed van decentrale productie op het distributienet kan worden geobserveerd
in verschillende commerciële aspecten en netkwaliteitsaspecten van het elektrisch
net. In wat volgt zullen de belangrijkste aspecten worden besproken.

4.2.1 Spanningsprofiel

Het spanningsprofiel of de rms-waarde van de spanning langsheen het distributie-
net wordt beı̈nvloed door de het decentraal injecteren van vermogen. In het resis-
tief/inductief distributienet leidt de injectie van vermogen immers tot een stijging
van de spanning in de naburige knooppunten. Indien hiermee onderspanningen
worden vermeden kan de decentrale productie-eenheid aanzien worden als een on-
dersteuning voor het net [1]. In sommige gevallen, bij een groot geı̈njecteerd ver-
mogen en een grote lijnweerstand, kan dit echter ook leiden tot overspanningen [2].
Het spanningsprofiel wordt het sterkst beı̈nvloed wanneer de decentrale productie-
eenheid meer stroomafwaarts is geconnecteerd. Een ander nadelig gevolg kan op-
treden wanneer de decentrale productie-eenheid dicht bij een spanningsregulator
is geconnecteerd. Er vloeit dan immers minder vermogen door deze regulator.
In [3] wordt daarom aangeraden om het vermogen van een decentrale generator
te beperken tot 5% van de totale belasting op de feeder indien deze dicht bij een
spanningsregulator wordt geconnecteerd.
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4.2.2 Golfvormdistorsie

De term golfvormdistorsie verwijst naar een afwijking van de golfvorm van zijn
ideaal sinuoı̈daal verloop. Harmonische vervorming is het bekendste voorbeeld
van golfvormdistorsie.

Oorzaak van harmonische vervorming: Harmonische vervorming wordt ver-
oorzaakt door de aanwezigheid van niet-lineaire elementen in het elektrisch net.
De overgrote meerderheid van de decentrale productie-eenheden wordt via ver-
mogenselektronische omzetters geconnecteerd met het distributienet. Convertoren
zijn typische niet-lineaire elementen en hebben bijgevolg een invloed op de har-
monischen die voorkomen in het elektrisch net [3–13].

Analyse van decentrale productie en harmonische vervorming: Decentrale
productie kan op verschillende manieren een invloed hebben op de harmonische
vervorming. Ten eerste is er de invloed van de decentrale productie-eenheden op
de harmonische componenten die een geheel veelvoud zijn van de fundamente-
le frequentie. In [7] wordt een analytisch model voorgesteld om het toelaatbaar
aandeel decentrale generatoren in het distributienet te bepalen zodat de distorsieli-
mieten niet overschreden worden. Via simulaties wordt aangetoond dat het pene-
tratieniveau afhankelijk is van de eigenschappen van het net en van de aanwezige
belasting. Vervolgens is er de spanningsflikkering, die kan gezien worden als een
speciaal geval van interharmonische vervorming. Uit het onderzoek gepresenteerd
in [4] blijkt immers dat het risico op flikker vergroot indien de X/R verhouding
van het distributienet laag is en de aangesloten windturbines de neiging hebben om
een groot variërend vermogen in het net te injecteren. Verder blijkt uit [8], waar de
mogelijke interactie tussen een groot aantal fotovoltaı̈sche convertoren en het dis-
tributienet wordt beschreven, dat er resonantiefenomenen worden waargenomen
in het net terwijl de individuele distorsielimieten niet worden overschreden. Tot
slot wordt in [6] het positieve effect aangetoond van decentrale generatoren op de
spanningsdistorsie.
Uit de huidige analyse blijkt duidelijk dat de invloed van decentrale productie op
het distorsieniveau afhankelijk is van een groot aantal aspecten.

Maatregelen: De maatregelen die getroffen worden om problemen met harmo-
nische vervorming te vermijden kunnen enerzijds worden opgedeeld in regelgevin-
gen en anderzijds in de ontwikkeling van netelementen die de harmonische vervor-
ming beperken.
In [11] is er een schema ontwikkeld om de problemen omtrent de netkwaliteit te
evalueren bij de connectie van decentrale generatoren op het net. De klemtoon
wordt hierbij ondermeer gelegd bij de harmonische emissie. Hiervoor wordt een
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aanpak in drie stappen voorgesteld die gebaseerd is op de standaarden vooropge-
steld door het IEC. In de eerste stap worden de aanvaardbare distorsieniveaus ge-
definieerd. Vervolgens worden harmonische spanningslimieten toegekend aan de
individuele verbruikers om tot slot te komen tot corresponderende stroomdistor-
sielimieten voor de specifieke installatie. Deze aanpak is echter behoorlijk naı̈ef,
want via metingen en simulaties uitgevoerd in [4, 6–8] werd de afhankelijkheid
van de harmonische distorsie, de eigenschappen van het net, en de overige lasten
aanwezig in het net aangetoond.
Om de afhankelijkheid aan al deze aspecten te verminderen wordt er onderzoek
verricht om de convertoren zodanig te controleren dat ze in elk situatie de har-
monische distorsie in het net verlagen [5, 9, 10, 12, 13]. In [5] wordt de spoel
van een stroomgecontroleerde spanningsbronconvertor opgesplitst om een twee-
de orde filter te plaatsen op het middelpunt van de spoel. Op deze manier wor-
den de harmonische problemen veroorzaakt door windturbines, op basis van een
permanent-magneet-generator, met een variërende assnelheid verlaagd. Het on-
derzoek voorgesteld in [12] bespreekt een stabiliteitsanalyse van een convertor die
is uitgebreid met een actief filter om de harmonische stromen in het net te com-
penseren. In [9, 10, 13] wordt de ontwikkeling van een convertor die uitgebreid is
met harmonische spanningsdemping en harmonische stroomcompensatie bespro-
ken en vervolgens wordt de invloed van deze convertor op de spanningsdistorsie
geanalyseerd en geverifieerd met behulp van metingen.

4.2.3 Netwerkverliezen

Decentrale productie beı̈nvloedt de vermogensstroom in het distributienet en bijge-
volg de verliezen in het distributienet. Een analyse van de invloed van decentrale
generatoren op de fundamentele netverliezen wordt besproken in [14–16].
Het onderzoek uitgevoerd in [14] toont aan dat zowel het actief als reactief vermo-
genverlies wordt verminderd indien een kleine hoeveelheid aan decentrale produc-
tie aanwezig is in het net. Indien de penetratie echter verhoogt is het mogelijk dat
de verliezen terug hoger worden.
In [15] wordt een methode gepresenteerd om de jaarlijkse verliezen te berekenen
met een verschil in penetratie en concentratie aan decentrale generatoren in het
distributienet. Bovendien wordt de invloed van de verschillende primaire ener-
giebronnen voor deze decentrale productie onderzocht. Daarbij worden de vol-
gende gevallen beschouwd: warmte-krachtkoppeling, windenergie, zonne-energie
en brandstofcellen. Net zoals in [14] wordt hier opgemerkt dat de verliescurves
in eerste instantie dalen bij een stijgend aandeel aan decentrale productie om dan
vervolgens terug te stijgen, waarbij het niveau zonder decentrale productie kan
worden overschreden. Indien rekening wordt gehouden met de soort decentrale
productie dan kon er worden opgemerkt dat windenergie de minst positieve in-
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vloed heeft op de jaarlijkse verliezen (voor hetzelfde penetratieniveau), dit omdat
het geı̈njecteerd vermogen sterk fluctueert en niet goed aansluit bij het belastings-
profiel op een feeder. Het reactief vermogen geproduceerd of opgenomen door
de decentrale productie heeft ook een invloed op de uiteindelijke verliezen. Er
wordt net zoals in [16] aanbevolen dat enkel grote generatoren de spanning moe-
ten regelen op elk ogenblik, terwijl er voor middelgrote en kleine generatoren een
constante arbeidsfactor mag worden aangehouden, die op discrete ogenblikken kan
worden aangepast. Verder werd in [16] geconcludeerd dat een stijging van de ver-
liezen door decentrale productie enkel voorkomt in landelijke omgeving, terwijl in
stedelijke omgeving de verliezen in het algemeen dalen door de aanwezigheid van
decentrale generatoren.

4.2.4 Transiënte stabiliteit

Decentrale productie-eenheden worden in studies vaak beschouwd als een negatie-
ve impedantie, waarbij zijn transiënt gedrag wordt verwaarloosd. Bij een hoger
penetratieniveau van decentrale productie-eenheden wordt het echter belangrijk
om de invloed van die eenheden op het transiënt gedrag te onderzoeken. In [17]
wordt de invloed van decentrale productie op de transiënte stabiliteit onderzocht.
Er wordt geconcludeerd dat de invloed op de transiënte stabiliteit afhangt van zo-
wel het pentratieniveau als van de gebruikte technologie om de primaire energie-
bronnen te connecteren op het net. In tegenstelling tot asynchrone generatoren
hebben synchrone generatoren een grote invloed op de transiënte stabiliteit. Ze
verminderen de versnelling van de grote generatoren, maar daarentegen verhogen
ze de oscillatieperiode. Decentrale generatoren die geconnecteerd zijn met behulp
van convertoren verminderen het oversynchroon draaien van de grote generatoren
tijdens een fout, omdat ze uitschakelen tijdens de fout.
De impact van decentrale productie-eenheden op de transiënte stabiliteit wordt in
dit werk niet bestudeerd.

4.2.5 Economische aspecten

In [2] ligt de klemtoon op de mogelijke economische besparingen veroorzaakt door
decentrale generatoren vanwege hun invloed op de netondersteuning (vermindering
van de verliezen, spanningsondersteuning, arbeidsfactorcorrectie). Via simulaties
werd de afhankelijkheid aan de overige belasting aangetoond om de invloed van
decentrale generatoren op bovenstaande te bepalen.
In [18] werd het probleem van de tarificatie aangekaart en meer bepaald wat het
verlies voor de distributienetbeheerder (DNB) is vanwege de opkomende decen-
trale productie. De leverancier betaalt immers een bepaald bedrag aan de DNB
per hoeveelheid geleverd vermogen per jaar aan een klant. Op een volledig jaar
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kan deze hoeveelheid verwaarloosbaar zijn, terwijl door het verschil in tijdstip van
afname en productie van een klant, het netwerk toch het volledige jaar door werd
belast. Hierdoor ontstaat de situatie dat de DNB geen vergoeding krijgt voor de
geleverde diensten.
De impact van decentrale productie-eenheden op de economische aspecten wordt
in dit werk niet bestudeerd.

4.3 Indicatoren voor de netkwaliteit

In de literatuur worden verschillende indicatoren voor de netkwaliteit voorgesteld.
In wat volgt worden de indicatoren besproken die een aanduiding geven over de
distorsie en de graad van onbalans van het systeem. De meeste van deze indices
werden voorgesteld zodat het negatieve effect van de kwaliteitsvermindering dui-
delijk kan worden afgeleid. De indicatoren kunnen zowel gebruikt worden voor
het spannings- als het stroomsignaal en daarom worden de indicatoren beschreven
met de grootheid X , die zowel voor de stroom I als de spanning V kan staan.
Traditioneel wordt de vervorming van een signaal gekarakteriseerd met behulp van
de volgende indicator:

THDXj =

√√√√∑40
h=2X

2
j,h

X2
j,1

(4.1)

De THD stelt de totale harmonische distorsie voor van een bepaald signaal. In deze
vergelijking is Xj,h de rms-waarde van de hde harmonische orde van fase j (met
j = a, b of c). Een uitbreiding van deze indicator wordt bekomen indien gebruikt
wordt gemaakt van de totale vraagdistorsie-indicator (E: total demand distortion
index).

TDDXj =

√√√√∑40
h=2X

2
j,h∑40

h=1X
2
j,h

(4.2)

Op deze manier wordt vermeden dat de distorsie-indicator oneindig zou worden
indien de fundamentele component ontbreekt [19]. Een andere manier om de dis-
torsie uit te drukken is met behulp van de Crest Factor (CF):

CFj =
Xj,piek

Xj
(4.3)

Om de onbalans in een netwerk te beschrijven wordt in het algemeen de onbalans-
factor gebruikt (E: Unbalance Factor). Dit is de verhouding van de inverse op de
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directe component:

%XUF =
X2,1

X1,1
× 100 (4.4)

X1,1 en X2,1 zijn de fundamentele componenten van de directe en de inverse com-
ponent van de spanning of de stroom. Deze indicator kan bijvoorbeeld gebruikt
worden om het verband aan te geven tussen de onbalans in een net en de efficiëntie
van asynchrone motoren [20]. Analoog aan (4.4) kan er een onbalansfactor worden
beschouwd die rekening houdt met de homopolaire component.
Een opgegeven onbalansfactor resulteert echter niet in een unieke set van stromen
of spanningen en zodoende kan uit de onbalansfactor niet worden opgemaakt wat
de exacte invloed is op de efficiëntie van een asynchrone motor. Om deze re-
den werden er verschillende onderverdelingen van de onbalansfactor voorgesteld
in [21]. Hierbij wordt de rms-waarde van de directe component in rekening ge-
bracht. Om diezelfde reden wordt de complexe onbalansfactor gedefinieerd in [22].
De complexe onbalansfactor (CUF) houdt rekening met de fasehoek van de be-
schouwde symmetrische componenten.
Niet elke onbalansfactor maakt gebruik van symmetrische componenten. Zo is er
bijvoorbeeld de onbalansfactor gedefinieerd door de National Electrical Manufac-
tures Association:

Maximale Afwijking van het Gemiddelde
Gemiddelde

× 100 (4.5)

In [19] wordt een sinusoı̈daal referentiesignaal gedefinieerd waarvan de rms-waarde
(Xe) gelijk is aan de nominale waarde van het driefasig stel golfvormen. De
deviatie-indicator is vervolgens gegeven door:

XjDI =

√√√√∣∣∣X2
j −X2

e

∣∣∣
X2
e

× 100 (4.6)

Vervolgens wordt in [19] een indicator gedefinieerd die rekening houdt met de drie
indicatoren die berekend zijn via (4.6). Daarenboven kunnen nog gewichtsfactoren
worden toegekend per deviatie-indicator om op deze wijze rekening te houden het
vermogen dat per fase getransporteerd wordt.
Een ander standpunt om een onbalans te kwantificeren werd onlangs geformuleerd
in [23–25]. De voorgestelde indicatoren houden rekening met het gezamenlijk
voorkomen van onbalans en distorsie in het elektrisch net. De indicatoren (4.5) en
(4.6) houden evenwel ook rekening met de distorsie in het net, maar niet op een
relevante manier. De indicatoren die voorgesteld zijn in [24] zijn opgesteld in het
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kader van de symmetrische componenten en steunen bijgevolg op de basisonder-
stellingen zoals reeds geformuleerd in Hoofdstuk 1. Een driefasig golfvormstel
kan worden opgesplitst in een gebalanceerd deel:

Xb =

√√√√ 2∑
k=0

40∑
h=0

X2
k,3h+k (4.7)

en een ongebalanceerd deel dat bijgevolg als volgt kan worden genoteerd:

Xu =

√√√√ 2∑
k=0

40∑
h=0

[X2
k,3h+(k+1 mod 3) +X2

k,3h+(k+2 mod 3)] (4.8)

Deze onderverdeling heeft aanleiding tot de volgende indicator die de totale fase-
onbalans (E: Total Phase Unbalance) weergeeft:

TPUX =
Xu

Xb
(4.9)

Naast de onderverdeling van de golfvormen in een gebalanceerd en een ongebalan-
ceerd deel kunnen deze ook worden opgesplitst in een fundamenteel (X1) en een
harmonisch (Xd) gedeelte:

X1 =

√√√√ 2∑
k=0

X2
k,1 (4.10)

Xd =

√√√√ 2∑
k=0

40∑
h=2

X2
k,h (4.11)

Dit heeft aanleiding tot de volgende indicator, namelijk, de totale fase-distorsie (E:
Total Phase Distortion):

TPDX =
Xd

X1
(4.12)

Zoals beschreven in [25] levert de TPU indicator een correcte informatie over de
onbalans waar de klassieke onbalansfactor (UF) geen onbalans zou weergeven af-
komstig van de invloed van de distorsie.

4.4 Overzicht van de gebruikte niet-verdeelde belasting

In de huidige paragraaf wordt een overzicht gegeven van de niet-verdeelde belas-
ting die zal worden gebruikt in de simulaties. De belasting kan in twee groepen
worden opgesplitst. Enerzijds zijn er de niet-lineaire lasten, waarvan er twee ty-
pes zullen worden gedefinieerd en anderzijds zijn er de convertoren die worden
aangewend om de decentrale generatoren te connecteren op het net.
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Tabel 4.1: Harmonische stroomspectrum voor de niet-lineaire last van type 1

h Ih/I1 [%]
3 81
5 53
7 25
9 9

11 5
13 4
15 3

4.4.1 Niet-lineaire lasten

De niet-lineaire lasten die worden gebruikt in de simulaties zijn gesimuleerd als
een constante stroombron. Afhankelijk van het type niet-lineaire last kan deze
stroombron spanningsafhankelijk zijn of niet.

Type 1: De niet-lineaire lasten van type 1 zijn enkel afhankelijk van de nominale
spanning in het beschouwde knooppunt en zijn gebaseerd op het onderzoek
gepresenteerd in [26]. In dit onderzoek wordt het harmonisch stroomspec-
trum van een groot aantal computers bepaald. De gemiddelde waarden be-
komen via metingen en simulaties worden weergegeven in tabel 4.1. In de
simulaties wordt deze last beschouwd als een worst case. De harmonische
stromen zijn in tegenfase t.o.v. de grondgolfcomponent1, waarbij de tijdsas
zo wordt genomen dat de grondgolf een cosinus is. De THDI van dit type
belasting is 100.63 %.

Type 2: De niet-lineaire lasten van type 2 zijn gebaseerd op [27]. In dit onderzoek
werd het stroomspectrum bepaald van drie verschillende soorten gelijkrich-
ters die gebruikt worden voor airconditioners. Verder is er rekening gehou-
den met het attenuatie- en diversiteitseffect, waardoor de resultaten van dit
onderzoek geschikt zijn om te gebruiken in allerhande simulaties. De fase-
hoeken worden opgegeven ten opzichte van het sinusoı̈daal referentiestelsel
en worden voor gebruik in het simulatiemodel omgerekend naar het referen-
tiestelsel ten opzichte van de cosinus. Dit levert het harmonisch spectrum
zoals weergegeven in tabel 4.2, waarbij de fasor voor de harmonische orde h
als volgt wordt genoteerd:

khI1 exp
(
j
(
h(∠

¯
v1 +

π

2
) + φh

π

180
− π

2
))

(4.13)

1Het maximum van de grondgolfcomponent komt overeen met een minimum voor de harmoni-
sche component.
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Tabel 4.2: Harmonische stroomspectrum voor de niet-lineaire last van type 2

h kh φh [◦]
3 0.531 154
5 0.113 -79
7 0.066 -22
9 0.032 60

11 0.024 137
13 0.017 -150

Uit bovenstaande vergelijking valt duidelijk op te merken dat de het harmo-
nisch spectrum afhankelijk is van de grondgolfcomponent van de spanning
in het beschouwde knooppunt. Dit zowel van de amplitude, die I1 bepaalt,
als van de fase. De THDI van dit type belasting is 54.86 %.

4.4.2 Modelleren van controlestrategieën voor convertoren

De opdeling van de convertoren om een decentrale generator met het net te con-
necteren gebeurt op basis van de controlestrategie. In de simulaties zullen twee
controlestrategieën worden besproken. Enerzijds is er de sinusoı̈dale controlestra-
tegie, waarbij in het ideale geval een zuiver sinusoı̈dale stroom in het net wordt
geı̈njecteerd. Anderzijds is er de dempende strategie, waarbij de convertor naast
zijn hoofdtaak, de toegeleverde energie omzetten zodat deze in het net kan worden
geı̈njecteerd, uitgebreid wordt om de harmonischen die voorkomen in het net te
dempen.

A. Modellering van de sinusoı̈dale controlestrategie

De modellering van de sinusoı̈dale controlestrategie wordt in wat volgt onderver-
deeld in drie groepen.

Type A: De sinusoı̈dale convertor van type A is een zuiver sinusoı̈dale convertor.
Hiermee wordt bedoeld dat deze convertor een niet vervormde sinusoı̈dale
stroom in het net injecteert, zelfs indien de spanning in het aansluitingspunt
vervormd is. Dit is geen realistische situatie, want het ingangsfilter van de
convertor zal ervoor zorgen dat er harmonische stromen vloeien in het geval
de spanning vervormd is.

De wenswaarde van de stroom i∗L wordt bekomen door de vermenigvuldiging
van de conducantie g1 en een sinusoı̈daal referentiesignaal sin(θPLL):

i∗L = g1V
nom

g sin(θPLL) (4.14)
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Tabel 4.3: Verhouding [%] van de harmonische stroom t.o.v. de fundamentele
stroom voor de verschillende percentages van de geı̈njecteerde vermogens

h 0→ 5 5→ 10 10→ 15 15→ 20 20→ 40 40→ 60 > 60
3 23 7 6.5 5.8 3.6 2.2 2
5 11.8 6.6 4.3 3.9 2.1 1.6 1
7 8.8 5.8 3.7 3.2 2 1.6 1
9 5.2 2.1 1.6 1.7 1.2 0.9 0.6

11 2.2 1.4 0.8 1 0.9 0.7 0.5
13 2.2 1.4 1 0.9 0.8 0.7 0.5
15 3.8 2.4 1.6 1 0.8 0.7 0.5
17 2.2 1.4 1.1 0.8 0.7 0.6 0.5

De ingangsconductantie (g1) wordt bepaald door de busspanningsregelaar en
de fasehoek θPLL van het sinusı̈daal referentiesignaal is gelijk aan de fase-
hoek van de fundamentele component van de netspanning vg. De berekening
van θPLL gebeurt aan de hand van een fasevolger (E: Phase Locked Loop,
PLL) [28]. De geı̈njecteerde stroom is in een steady-state situatie in fase (in
het generatorreferentiestelsel, GRS) met de spanning. De amplitude van de
stroom wordt ingesteld zodat het geı̈njecteerd vermogen in het netwerk ge-
lijk is aan het primair vermogen dat wordt toegevoerd aan de dc-bus, m.a.w.
de gemiddelde waarde van de busspanning wordt constant verondersteld in
de steady-state simulaties.

Type B: De stroom geı̈njecteerd door de convertor van type B is gebaseerd op
[29]. De convertor wordt gesimuleerd als een spanningsafhankelijke stroom-
bron, waarbij het vermogen dat geı̈njecteerd wordt in het net constant blijft.
De harmonische stromen worden gedefinieerd d.m.v. een vast percentage
t.o.v. de grondgolfcomponent. De fasehoek van de harmonische stromen is
dezelfde als deze van de grondgolf, waarbij de arbeidsfactor gelijk is aan één,
en bijgevolg wordt met behulp van dit type terug een worst case gesimuleerd.

Het harmonisch spectrum van deze convertor is verder nog afhankelijk van
het geı̈njecteerd vermogen t.o.v. het nominaal vermogen van de convertor.
Hoe lager het geı̈njecteerd vermogen t.o.v. het nominaal vermogen hoe hoger
het aandeel van de harmonische stromen t.o.v. de fundamentele. In tabel 4.3
worden de verhoudingen weergegeven van de harmonische stroom t.o.v. de
fundamentele stroom.

Type C: De convertor van type C is gebaseerd op een harmonische afdruk (E:
Harmonic Fingerprint) van een fotovoltaı̈sche convertor zoals beschreven
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Ch Gh
Ih

Vh

Figuur 4.1: Harmonische afdruk van de convertor van type C.

in [30]. De stroom geı̈njecteerd door dit type convertor kan worden bepaald
met behulp van Fig. 4.1. Afhankelijk van de harmonische spanning in het
beschouwde knooppunt, kan de geı̈njecteerde harmonische stroom worden
berekend. Dit schema bestaat uit drie elementen. Ten eerste is er een reactief
element (C), vervolgens de conductantie G en tot slot een stroombron. Deze
stroombron kan ervoor zorgen dat er kruiscorrelatie is tussen de verschillen-
de harmonische componenten. De metingen die in [30] werden uitgevoerd
toonden echter aan dat deze harmonische stroombron in hoofdzaak enkel
afhankelijk is van de fundamentele component van de stroom.

De waarde van C wordt bepaald via:

C = 18.9 10−6 |Pnom|Cs (4.15)

Hierbij hangtCs af van de beschouwde harmonische orde zoals weergegeven
in tabel 4.4 en stelt Pnom het nominaal vermogen van de convertor voor.
Afhankelijk van het teken van Cs wordt de impedantie van C berekend als
een spoel (negatief) of als een condensator (positief).

De conductiviteit wordt berekend via:

G = 60 10−6 |Pnom|Gs (4.16)

De term Gs wordt beschreven door de volgende vergelijking:

Gs = 0.0012h2 + 0.022h− 1.0443 (4.17)
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Tabel 4.4: Eigenschappen voor de harmonische afdruk van de convertor van type C

h Cs kh

3 -0.18 0.10
5 -0.08 0.02
7 0.05 0.01
9 0.09 0.0075
11 0.10 0.005
13 0.12 0.0075
15 0.12 0.005
17 0.12 0.005
...

...
...

35 0.12 0.005

De harmonische stromen worden bepaald met behulp van hun verhouding
(kh) tot de fundamentele stroom zoals weergegeven in tabel 4.4. De har-
monische stromen zijn t.o.v. de tijdsas, waarbij de grondgolf een cosinus is,
verdraaid over een hoek van −π/15 radialen.

B. Modellering van de dempende controlestrategie

Naast zijn functie om een primaire energiebron met het net te connecteren is deze
convertor uitgebreid met een bijhorende controlefunctie die als doel heeft om de
harmonische spanningscomponenten in het net te dempen [9]. Dit doel wordt be-
reikt indien de convertor reageert als een weerstand voor deze harmonische span-
ningscomponenten [10]. Op deze manier worden harmonische stromen opgeno-
men door de convertor in verhouding met de harmonische spanning in het be-
schouwde knooppunt. De waarde van deze harmonische stroom wordt bepaald
door de de programmeerbare dempende weerstand 1/gh. De conductiviteit (gh)
wordt gelijk gekozen aan Pnom/(V nom

g )2 waarbij Pnom het nominaal vermogen is
van de convertor en V nom

g de nominale spanning in het beschouwde knooppunt. Op
deze manier wordt een conductantie met een waarde van 1 pu bekomen in het refe-
rentiestelsel van de beschouwde convertor, en bovendien is het dempend potentieel
van deze convertor onafhankelijk van het geı̈njecteerde actief vermogen.
Dit type convertor wordt gesimuleerd met behulp van de volgende parameters:
het nominaal vermogen en de nominale spanning van de convertor, die de waarde
bepalen van de conductantie gh, het geı̈njecteerd vermogen van de energiebron
op de dc-bus van de convertor en het frequentiespectrum van de spanning in het
beschouwde knooppunt. De uitdrukking van de wenswaarde van de geı̈njecteerde
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Figuur 4.2: Topologie van het beschouwde distributienetwerk

stroom in het net wordt bekomen via de volgende vergelijking:

i∗L = g1V
nom

g sin(θPLL) + gh

(
vg − V nom

g sin(θPLL)
)

(4.18)

De amplitude van de fundamentele component van de stroom wordt berekend zodat
het fundamenteel vermogen dat in het net wordt geı̈njecteerd gelijk is aan het ver-
mogen geleverd door de primaire energiebron en het vermogen geassocieerd met
de dempende werking van de convertor (via de busspanningsregeling die g1 aan-
past). Op deze manier wordt de spanning op de dc-bus van de convertor gemiddeld
constant gehouden, waarbij de verliezen in de convertor verwaarloosd worden. De
fasehoek van de stroom wordt bepaald door de fasevolger die de fasehoek van de
spanning bepaalt. De geı̈njecteerde stroom is in een steady-state situatie in fase (in
het generatorreferentiestelsel) met de spanning.

4.5 Topologie van het beschouwde netwerk

Het netwerk dat wordt gebruikt voor de simulaties is gebaseerd op de algemene
voorstelling van het distributienet zoals gegeven in Hoofdstuk 2. Het distributienet
weergegeven in Fig. 4.2 heeft een radiale layout, waarbij er drie feeders vertrekken
van een gemeenschappelijk punt, pcc genaamd, die via de feeder S is verbonden
met de distributietransformator. De derde feeder bevat bovendien nog drie subfee-
ders. De lijnen, zowel de luchtlijnen (zwart) als de kabels (grijs), zijn driefasig en
bezitten een neutrale. In tabel 4.5 worden de eigenschappen van de lijnen gege-
ven. Deze eigenschappen zijn enkel geldig voor de fundamentele component, de
weerstandswaarden voor de hogere harmonischen worden immers aangepast vol-
gens [31].
De invloed van de decentrale productie zal op dit netwerk worden bestudeerd,
waarbij er wordt vertrokken van een basissituatie. In deze basissituatie zijn er ver-



i
i

i
i

i
i

i
i

4.5 Topologie van het beschouwde netwerk 139

Tabel 4.5: De eigenschappen van het netwerk

Feeder Lengte [m] Snom [kVA] R [Ω/km] L [mH/km] C [µF/km]
S 620 90 0.0439 0.0573 /
I 155 38 0.351 0.344 /
II 248 36 0.226 0.223 0.29
III 806 40 0.0585 0.086 /
IIIa 310 9 0.351 0.344 /
IIIb 155 25 0.226 0.223 0.29
IIIc 248 18 0.226 0.223 0.29

Tabel 4.6: De verdeling van de belasting

Knooppunt RL-last [kVA] dPF NL-last [kVA] Fase
1 20 0.9 6 a-b-c
2 15 0.95 5 a-b-c
3 7 0.9 / /
4 4 0.9 / /
5 7 0.95 3 a
6 3 0.85 1 a-b-c
7 2 0.9 2 a-b-c
8 6 0.9 / /
9 2 0.9 3 a-b-c

schillende lineaire en niet-lineaire lasten aangesloten op het netwerk zoals weer-
gegeven in tabel 4.6. In deze tabel zijn de lineaire lasten ingegeven door middel
van hun opgenomen driefasig schijnbaar vermogen en hun arbeidsfactor, waarbij
enkel rekening wordt gehouden met de fundamentele component van spanning en
stroom (E: displacement Power Factor, dPF) [32]. Indien de spanningsdistorsie
verwaarloosbaar zou worden verondersteld, dan geldt het volgende verband tussen
de arbeidsfactor (PF) en de dPF:

PF =
dPF√

1 + (
THDI

100
)2

(4.19)

De niet-lineaire lasten die voorkomen in tabel 4.6 zijn ofwel alle van type 1 of van
type 2. De resulterende spanningsvervorming voor beide gevallen wordt weerge-
geven in tabel 4.7 en 4.8. In eerste instantie valt de aanwezigheid van de eenfasige
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Tabel 4.7: Spanningsvervorming met niet-lineaire lasten van type 1

Knooppunt v1 [pu] THDVa [%] THDVb [%] THDVc [%]
1 0.973 2.142 1.123 1.152
2 0.976 1.908 0.915 0.929
3 0.975 1.909 0.915 0.928
4 0.974 3.213 1.092 1.097
5 0.973 3.431 1.148 1.156
6 0.973 3.441 1.154 1.162

Tabel 4.8: Spanningsvervorming met niet-lineaire lasten van type 2

Knooppunt v1 [pu] THDVa [%] THDVb [%] THDVc [%]
1 0.973 2.546 2.321 2.324
2 0.976 2.132 1.909 1.912
3 0.975 2.125 1.903 1.905
4 0.974 2.898 2.364 2.370
5 0.973 3.049 2.467 2.474
6 0.973 2.066 2.484 2.490

niet-lineaire last in knooppunt 5 op te merken. Dit resulteert in hogere waarden
voor de vervorming in fase a, en dan vooral langs feeder III. Verder kan het onder-
scheid van het type niet-lineaire last worden waargenomen. Terwijl de THDI voor
type 1 beduidend groter is dan voor type 2, blijkt dat de spanningsdistorsie in het
algemeen hoger is indien de niet-lineaire last van type 2 wordt aangewend.
Het onderscheid tussen beide types lasten is echter te wijten aan de manier waar-
op de niet-lineaire last is gemodelleerd. Het stroomspectrum van de niet-lineaire
last van type 1 is enkel afhankelijk van de nominale spanning in het beschouwde
knooppunt. Bijgevolg worden voor drie eenfasige lasten van dit type, op hetzelfde
knooppunt maar op een verschillende fase, drie identieke golfvormen opgenomen
met een verschuiving van ±1

3 van de fundamentele periode. Dit resulteert in een
homopolaire stroom die enkel drievoudige harmonischen bevat zoals reeds bespro-
ken in paragraaf 1.3. In het geval van de niet-lineaire last van type 2, is het stroom-
spectrum afhankelijk van de werkelijke spanning in het beschouwde knooppunt.
Wanneer bijgevolg in een ongebalanceerd net drie eenfasige lasten van dit type,
op hetzelfde knooppunt maar op een verschillende fase, worden geplaatst, dan zal
de opgenomen stroomgolfvorm gelijk zijn maar niet meer verschoven over ±1

3
van de fundamentele periode. Dit leidt uiteindelijk tot homopolaire stromen die
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niet enkel meer de drievoudige harmonischen bevatten en bijgevolg tot een hogere
spanningsvervorming. De hogere waarde van de THDI komt wel tot uiting indien
wordt gekeken naar de invloed van de eenfasige niet-lineaire last. De THDVa is
immers wel groter in knooppunt 5 indien de niet-lineaire last van type 1 is.

4.6 Invloed op de verliezen in het netwerk

In wat volgt wordt de invloed van de decentrale productie op de netverliezen be-
sproken. Hierbij wordt zowel rekening gehouden met de fundamentele als met de
harmonische verliezen. De resultaten uit de huidige paragraaf zijn gebaseerd op de
resultaten gepresenteerd in [33–35].
De fundamentele en de harmonische verliezen langs de verschillende lijnen worden
berekend met behulp van de stromen resulterend uit het simulatiemodel. De verlie-
zen worden hier echter berekend voor elke fase en de neutrale waardoor de stromen
worden omgerekend van symmetrische componenten naar fasecomponenten. Dit
levert vervolgens de volgende uitdrukking voor de verliezen:

PJ,1 = Rph,1(I2
a,1 + I2

b,1 + I2
c,1) +Rn,1I

2
n,1 (4.20)

PJ,h =
40∑
i=2

Rph,i(I2
a,i + I2

b,i + I2
c,i) +Rn,iI

2
n,i (4.21)

In de simulaties wordt rekening gehouden met de harmonische orde om de weer-
standswaarde aan te passen. Dit gebeurt door de dc-weerstand te vermenigvuldi-
gen met de wortel van de harmonische orde [31]. Dit is echter een vereenvoudi-
ging omdat de weerstandswaarde voor de harmonische componenten, wegens het
stroomverdringings- en proximiteitseffect, stijgt in functie van de wortel van f over
Rdc. Bijgevolg is de stijging van een de weerstand voor een bepaalde harmonische
orde afhankelijk van de harmonische orde en de sectie van de geleider [36].

4.6.1 Beschouwde scenario’s voor de simulaties

In deze paragraaf worden de verschillende scenario’s besproken waarmee in de
volgende paragraaf zal worden gewerkt om de invloed van decentrale productie op
de verliezen te bespreken. In eerste instantie worden de verliezen in de basissituatie
besproken waarbij de niet-lineaire lasten die geconnecteerd zijn met het netwerk
zoals voorgesteld in Fig. 4.2 van het type 1 zijn.
De eerste aanpassing aan deze basissituatie wordt bekomen door een decentrale
generator te connecteren in fase a van knooppunt 1. De convertor die wordt aange-
wend voor de interconnectie heeft een sinusoı̈dale regelstrategie en is van type B.
Het geı̈njecteerd vermogen wordt in stappen van 1 kW verhoogd tot 30 kW. Vervol-
gens wordt de beschouwde convertor vervangen door een convertor uitgerust met
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Tabel 4.9: Connectie van de decentrale generatoren voor de verschillende gevallen

geval 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15
P [kW] 3 9 15 3 3

1 fase a a a a a
P [kW] 3 9 3

4 fase a a a
P [kW] 3 9 3 3 3

6 fase a a b c a
P [kW] 3 9 15 3 3

8 fase a a a a a

de dempende regelstrategie. Hierbij wordt een vergelijking gemaakt tussen beide
convertoren, indien het actief vermogen varieert en het nominale vermogen al dan
niet gelijk blijft aan het geı̈njecteerd vermogen.
Verder wordt met behulp van 15 verschillende gevallen de invloed van de locatie op
de feeder en de ongebalanceerde belasting besproken en vervolgens de geldigheid
van het superpositieprincipe. Deze 15 gevallen hebben alle dezelfde lastverdeling
als in de basissituatie, maar nu wordt in de knooppunten 1, 4, 6 en/of 8 een de-
centrale generator geplaatst zoals aangetoond in tabel 4.9. In wat volgt worden in
eerste instantie de resultaten weergegeven indien de convertor van type B is. Waar
expliciet vermeld kan deze convertor uitgerust zijn met de dempende regelstrate-
gie om op deze manier de invloed op de harmonische verliezen meer in detail te
bespreken.

4.6.2 Simulatieresultaten

In de huidige paragraaf worden de resultaten besproken van de verschillende scena-
rio’s zoals gepresenteerd in paragraaf 4.6.1. In het algemeen worden de resultaten
besproken voor de fundamentele en harmonische verliezen voor elke fase en de
neutrale. De verliezen in de verschillende delen van het netwerk worden weerge-
geven in Fig. 4.3. De verliezen in feeder II worden in deze figuur niet getoond
omdat de invloed van de verschillende scenario’s op de verliezen in feeder II bijna
verwaarloosbaar is. Per geval worden vier staven getoond, de eerste drie staven
leveren de totale verliezen in fase a, b en c en de vierde de verliezen in de neutrale
geleider. De hoogte van de staven geeft de totale verliezen weer, waarbij het grij-
ze gedeelte de verliezen weergeeft veroorzaakt door de fundamentele component
van de stroom en het zwarte gedeelte door de harmonische componenten van de
stroom.
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(d) Verliezen in het volledige netwerk

Figuur 4.3: De verliezen in de verschillende onderdelen van het netwerk. zwart:
harmonische verliezen, grijs: fundamentele verliezen

In wat volgt worden de verliezen in de basissituatie besproken (geval 1) om daar-
na de invloed van de convertor-gekoppelde decentrale generatoren te bespreken
uitgaande van de basissituatie.

A. Verliezen in de basissituatie

De verliezen in de basissituatie, bij een totaal verbruik van 86 kVA, voor het volle-
dige netwerk lopen op tot 2.36 kW of 2.7 % van het totaal verbruik. De harmoni-
sche verliezen bedragen in deze situatie 10.3 % van de totale verliezen.
Uit Fig. 4.3 kan worden geconcludeerd dat de verliezen in geval 1 vooral geloka-
liseerd zijn in feeder S die het vermogen transporteert afkomstig van de centrale
generatie. De harmonische verliezen in feeder S voor de fasen b en c lopen op tot
7.2 % van de verliezen in deze fasen, terwijl de harmonische verliezen in fase a
goed zijn voor 15.2 % van de verliezen in fase a. Dit wordt veroorzaakt door de
aanwezigheid van de eenfasige niet-lineaire last in knooppunt 5.
De verliezen in de neutrale geleider bedragen 0.3 % van de totale verliezen en ze
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Figuur 4.4: De harmonische (streeplijn) en fundamentele (volle lijn) verliezen in
feeder I

worden veroorzaakt door de aanwezige onbalans in het netwerk.

B. Invloed van een verhoogd geı̈njecteerd vermogen

De invloed van een verhoogd geı̈njecteerd vermogen wordt onderzocht door een
decentrale generator in knooppunt 1 te connecteren op fase a. Het vermogen loopt
op in stappen van 1 kW tot aan 30 kW. In Fig. 4.4 worden de verliezen in fee-
der I gegeven voor fase a en b in functie van het vermogen geı̈njecteerd door de
decentrale generator.
In Fig. 4.4(a) worden de fundamentele (volle lijn en linker as) en de harmonische
verliezen (streeplijn en rechter as) in fase a voor feeder I gegeven. In eerste in-
stantie is duidelijk merkbaar dat de fundamentele verliezen kleiner worden bij een
stijgend geı̈njecteerd vermogen. Vanaf het punt waar het geı̈njecteerd vermogen
gelijk is aan het totaal opgenomen actief vermogen beginnen de verliezen terug te
stijgen. Voor hogere vermogens afkomstig van de decentrale generator, ongeveer
twee keer het verbruikte actief vermogen in fase a van feeder I, worden de verliezen
terug hoger dan in de basissituatie. De verliezen in het volledige netwerk blijven
dan echter nog steeds kleiner dan in de basissituatie en dit tot het geı̈njecteerd ver-
mogen 26 kW bedraagt. Dit wordt voornamelijk veroorzaakt door de verliezen in
feeder S. De harmonische verliezen in fase a van feeder I nemen steeds toe met een
groter geı̈njecteerd vermogen. Op een bepaald moment worden deze harmonische
verliezen zelfs even belangrijk als de fundamentele verliezen.
In Fig. 4.4(b) worden de verliezen getoond in fase b van feeder I. Hier valt op te
merken dat de fundamentele verliezen steeds dalen met een stijgend geı̈njecteerd
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vermogen. Dit wordt veroorzaakt door de manier waarop de lineaire lasten worden
gemodelleerd. Het zijn immers constant-vermogenlasten die zodanig worden ge-
controleerd dat het vermogen opgenomen door de fundamentele directe component
constant is. Fysisch gezien volgt hieruit dat de fase met de hoogste spanning het
grootste deel van het totaal opgenomen vermogen opneemt. Indien de decentrale
generator de spanning ondersteunt in fase a resulteert dit in een hoger afgenomen
vermogen in deze fase met als gevolg dat het vermogen opgenomen in de andere
fasen kleiner wordt.

Uit de gevallen 2-4 beschreven in tabel 4.9 kunnen nog verdere conclusies worden
getrokken omtrent de invloed van decentrale generatoren op de verliezen in het
net. Met behulp van Fig. 4.3(a) kan worden opgemerkt dat de verliezen in de
neutrale geleider belangrijker worden. Voor geval 4 zijn de verliezen in de neutrale
geleider immers al even groot als de verliezen in fase a van feeder I. Indien wordt
gekeken naar de resultaten voor het volledige netwerk kan worden opgemerkt dat
voor geval 4 de verliezen in de neutrale geleiders 4.7 % bedragen van het totale
verlies.

De gevallen 5-7 en Fig. 4.3(b) leveren dezelfde conclusies. Het enige verschil ligt
in de evolutie van de verliezen in de neutrale geleider. Voor geval 5 zijn deze
immers kleiner dan in de basissituatie. De reden hiervoor kan worden gevonden in
de compensatie van de eenfasige last in knooppunt 5 op fase a van dezelfde feeder.

Indien de sinusoı̈dale convertor van type B wordt vervangen door een convertor
die is uitgebreid met de dempende controlestrategie dan kunnen dezelfde conclu-
sies worden getrokken in verband met de fundamentele verliezen langsheen het
netwerk. De fundamentele verliezen liggen in de buurt van deze bekomen met de
sinusoı̈dale convertor, soms zijn ze echter iets hoger of lager vanwege het extra
fundamenteel vermogen dat wordt geı̈njecteerd afkomstig van het harmonisch ver-
mogen geassocieerd met de demping van de harmonische spanningscomponenten.

De invloed op de harmonische verliezen van de twee beschouwde convertoren is
echter wel verschillend. In Fig. 4.5 worden de totale harmonische verliezen ge-
toond voor de twee types convertoren. Indien de decentrale generator is gecon-
necteerd met behulp van een sinusoı̈dale convertor van het type B en het nominaal
vermogen gelijk blijft aan het geı̈njecteerd vermogen (PDG) van de decentrale ge-
nerator, dan wordt de grijze volle curve bekomen. Deze curve vertoont een knik bij
een geı̈njecteerd vermogen van ongeveer 6 kW en deze is afkomstig van een knik
in de harmonische verliezen in feeder S. Dit wijst erop dat vanaf dit geı̈njecteerd
vermogen er bepaalde harmonische stromen vloeien tussen de decentrale generator
en de niet-lineaire lasten waardoor deze niet meer voorkomen in feeder S. Indien
het nominaal vermogen van de sinusoı̈dale convertor constant wordt gehouden op
een waarde van 25 kW en het geı̈njecteerd vermogen varieert tussen 0 en 100 %
van dit nominaal vermogen, wordt de curve bekomen in grijze streeplijn. De in-
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Figuur 4.5: De harmonische verliezen indien een sinusoı̈dale convertor van type B
(grijs) of een dempende convertor (zwart) wordt gebruikt waarbij het nominaal
vermogen variabel (volle lijn) of vast (streeplijn) is

vloed van de verschillende harmonische profielen die reeds werden gedefinieerd in
tabel 4.3 komt hier duidelijk tot uiting. Het harmonisch spectrum van de convertor
hangt immers af van de verhouding van het geı̈njecteerd vermogen tot het nominaal
vermogen. Hoe lager dit percentage, hoe hoger het aandeel van de harmonische
stromen in de totale stroom. Dit verklaart de stappen in de curve in Fig. 4.5 en de
kleinere helling na iedere stap.
Indien een dempende convertor wordt gebruikt om de decentrale generator te con-
necteren met het net, dan worden de zwarte curves bekomen. De volle zwarte curve
wordt bekomen indien het nominaal vermogen gelijk blijft aan het geı̈njecteerd ver-
mogen. De knik in deze curve kan op dezelfde manier worden verklaard als bij de
sinusoı̈dale convertor. De zwarte streeplijn wordt analoog bekomen als in het geval
van de sinusoı̈dale convertor. Het nominaal vermogen van de convertor is 25 kW
en het actief vermogen stijgt van 0 tot 100 % van dit nominaal vermogen.
Met behulp van de volle lijnen in Fig. 4.5 wordt de invloed van de grootte van
de decentrale generator besproken. Indien de decentrale generator zijn nominaal
vermogen levert, dan is er een duidelijk verschil merkbaar in de invloed op de har-
monische verliezen. In het geval van een 30 kW convertor bedraagt de reductie van
de harmonische verliezen 13.49 % indien een dempende convertor wordt gebruikt
in plaats van een sinusoı̈dale convertor van het type B.
Indien de grootte van de convertor vast wordt beschouwd, tonen de streeplijnen de
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Geval 9: PJ,tot = 2213.6 W
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Geval12: PJ,tot = 2017.9 W

Figuur 4.6: De totale verliezen voor de gevallen 9-12 met opsplitsing in fundamen-
tele (zwart) en harmonische (grijs) verliezen

invloed van een variërend actief vermogen. Voor de sinusoı̈dale convertor zijn de
harmonische verliezen afhankelijk van het geı̈njecteerd vermogen en worden deze
harmonische verliezen gelijk aan deze in de basissituatie indien de decentrale ge-
nerator geen vermogen in het net injecteert. Voor de dempende convertor ontstaat
er echter een totaal andere situatie. De harmonische verliezen zijn hier enkel afhan-
kelijk van het nominaal vermogen van de convertor en de harmonische verliezen
in het net worden dus nog gereduceerd zelfs al levert de primaire energiebron geen
vermogen aan de dc-bus.

C. Invloed van de plaatsing langsheen de feeder

Wanneer de gevallen 9 en 10 worden vergeleken met de gevallen 11 en 12 kan
de invloed van de plaatsing op de feeder worden bestudeerd. Voor de gevallen 9
en 10 wordt telkens een decentrale generator geplaatst op fase a in knooppunt 4,
de eerste maal levert deze 3 kW en de tweede maal 9 kW. De gevallen 11 en 12
zijn analoog maar dan is de decentrale generator meer stroomafwaarts geplaatst,
namelijk in knooppunt 6.
De totale verliezen voor deze gevallen worden weergegeven in Fig. 4.6, waarbij
deze verliezen zijn opgesplitst in fundamentele (zwart) en harmonische (grijs) ver-
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liezen. Uit deze figuur kan worden afgeleid dat de totale verliezen voor een decen-
trale generator met een vermogen van 3 kW het grootst zijn indien deze is geplaatst
op knooppunt 4. Het omgekeerde kan worden waargenomen indien de decentra-
le generator 9 kW injecteert in het net. In dit geval zijn de verliezen immers het
grootst wanneer de decentrale generator meest stroomafwaarts is geconnecteerd.
Deze observaties kunnen worden verklaard met behulp van de verdeling van de
lasten zoals weergegeven in tabel 4.6. Het verbruik in knooppunt 4 en 6 ligt tussen
3 en 9 kW, dus wanneer het geleverd vermogen door de decentrale generator gelijk
is aan 3 kW zullen minder transportverliezen optreden indien deze meer stroom-
afwaarts is geplaatst. Wanneer het geı̈njecteerd vermogen nu echter gelijk is aan
9 kW dan kan de omgekeerde conclusie worden getrokken. Het overschot aan
vermogen moet in geval 12 immers stroomopwaarts worden getransporteerd.
Indien de sinusoı̈dale convertor wordt vergeleken met de dempende convertor dan
kan worden opgemerkt dat een meer stroomafwaartse plaatsing bij de sinusoı̈dale
convertor leidt tot een stijging van de harmonische verliezen. Bij de dempende
convertor treedt een daling op van de harmonische verliezen.

D. Invloed van een ongebalanceerde last

Het verband tussen de ongebalanceerde belasting en de fase waarin de eenfasige
decentrale generator vermogen injecteert kan worden besproken met behulp van
de gevallen 11, 13 en 14. In geval 11 wordt de decentrale generator geconnec-
teerd met knooppunt 6 op de meest belaste fase, namelijk fase a. In de gevallen 13
en 14 wordt de decentrale generator respectievelijk geconnecteerd met fase b en
c. De totale verliezen voor de gevallen 13 en 14 bedragen 2243 W, terwijl in ge-
val 11 de verliezen gelijk zijn aan 2210 W. Er kan dus worden besloten dat de
grootste reductie optreedt indien de decentrale generator geconnecteerd is met de
meest belaste fase. De grotere reductie kan worden verklaard aan de hand van de
volgende redenering. Ten eerste zijn er de hogere verliezen in de neutrale geleider
voor de gevallen 13 en 14 ten opzichte van geval 11 zoals kan worden opgemerkt
in Fig. 4.3(b). Een tweede belangrijkere reden is dat de connectie van een decen-
trale generator op een meer belaste fase een grotere invloed heeft op de verliezen,
die kwadratisch zijn met de stroom, zoals wordt aangetoond via de volgende af-
leiding. Om de hogere reductie van de verliezen te verklaren voor geval 11 moet
aan de volgende vergelijking worden voldaan (waarbij IDG de stroom voorstelt die
geı̈njecteerd wordt door de decentrale generator).

RI2
a −R(Ia − IDG)2 ?

> RI2
b −R(Ib − IDG)2

Ia
?
> Ib
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Tabel 4.10: De harmonische verliezen bij een asymmetrische THDV

Geval Sinusoı̈dale Convertor [W] Dempende Convertor [W]
11 245.33 239.85
13 242.02 240.64
14 242.02 240.18

Deze laatste vergelijking is juist omdat de onbalans in de belasting in het basisgeval
leidt tot een groter verbruik in fase a en dus tot een hogere stroom in fase a dan in
fase b.
Indien de sinusoı̈dale convertor wordt vervangen door een dempende convertor
dan kan via de gevallen 11, 13 en 14 hun verschillende invloed op de harmonische
verliezen worden onderzocht bij een asymmetrische spanningsdistorsie (tabel 4.7).
In het basisgeval bedragen de harmonische verliezen voor het volledige netwerk
243.08 W.
De harmonische verliezen voor bovenstaande gevallen worden weergegeven in ta-
bel 4.10. Met behulp van deze tabel kunnen de volgende conclusies worden ge-
trokken:

• De dempende convertor heeft een betere invloed op de harmonische verlie-
zen dan de sinusoı̈dale convertor

• De harmonische verliezen worden het meest gereduceerd indien de dempen-
de convertor wordt geplaatst in de fase met de hoogste spanningsvervorming,
zelfs een klein verschil in THDV leidt tot een verschil in reductie zoals kan
worden opgemerkt met behulp van de gevallen 13 en 14

E. Ongeldigheid van het superpositieprincipe

Met behulp van geval 8 kan de geldigheid van het superpositieprincipe worden on-
derzocht. Geval 8 is immers een combinatie van geval 2, waarbij de totale verliezen
worden gereduceerd met 138 W, en geval 5, wat leidt tot een reductie van 146 W.
De vermindering voor geval 8 is echter 270 W en niet 284 W, hetgeen zou worden
bekomen via het superpositieprincipe. Hieruit volgt dat de het superpositieprincipe
ongeldig is en dat de reductie van de verliezen in het huidige geval kleiner is dan
zou worden bekomen via het superpositieprincipe.
Analoge conclusies kunnen worden getrokken met behulp van geval 15. De ver-
mindering bedraagt hier 449 W en niet 582 W zoals zou worden bekomen via de
afzonderlijke gevallen.
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F. Conclusies

De verliezen in elektrische netten kunnen worden opgesplitst in fundamentele en
harmonische verliezen. Decentrale productie-eenheden die door middel van con-
vertoren met het distributienet zijn gekoppeld hebben een invloed op zowel de
fundamentele als de harmonische verliezen. Deze invloed is weliswaar afhankelijk
van de gebruikte controlestrategie voor de convertor.
De fundamentele verliezen zijn afhankelijk van het geı̈njecteerd vermogen en de
belasting, maar in het algemeen kan worden opgemerkt dat de verliezen in eerste
instantie dalen, om daarna, bij grotere geı̈njecteerde vermogens, terug te stijgen.
Daarnaast kan worden vastgesteld dat de harmonische verliezen een belangrijk aan-
deel kunnen krijgen ten opzichte van de totale verliezen. Een vergelijking tussen
de dempende en de sinusoı̈dale controlestrategie toont een belangrijke reductie aan
van de harmonische verliezen indien de dempende controlestrategie wordt aange-
wend. Bovendien zijn de bekomen harmonische verliezen bij de dempende contro-
lestrategie enkel afhankelijk van het nominaal vermogen van de eenheid, terwijl bij
de sinusoı̈dale controlestrategie zowel het nominaal als het geı̈njecteerd vermogen
van belang is.
Indien de decentrale productie-eenheid een vermogen in het net injecteert dat lager
is dan het verbruik in de naburige knooppunten dan kan worden besloten dat een
meer stroomafwaartse connectie de meest gunstige invloed heeft op fundamentele
verliezen. Indien de harmonische verliezen worden beschouwd, kan worden beslo-
ten dat de dempende convertor het best meer stroomafwaarts wordt geconnecteerd.
In een ongebalanceerd net dient een eenfasige productie-eenheid te worden ge-
connecteerd op de meest belaste fase. Een hoger geı̈njecteerd vermogen kan in
het geval van een eenfasige aansluiting echter leiden tot verhoogde verliezen in de
neutrale geleider.
Tot slot werd in de huidige paragraaf aangetoond dat de verliezen in het net niet
kunnen worden berekend door de beschouwing van de combinatie van afzonderlij-
ke gevallen.

4.7 Invloed op de spanningskwaliteit

In wat volgt zal de invloed van de convertor-gekoppelde decentrale generatoren
op de spanningskwaliteit worden onderzocht. Er wordt in het bijzonder aandacht
besteed aan de controlestrategie van de convertor. De resultaten van de simulaties
die hier worden besproken zijn gebaseerd op [37–39]. De simulaties zijn terug
gebaseerd op het netwerk uit Fig. 4.2, maar in tegenstelling tot paragraaf 4.6 zijn
de niet-lineaire lasten van type 2 en de convertoren die worden beschouwd zijn de
sinusoı̈dale van type A of C en de convertor met de dempende controlestrategie.
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G DG

Figuur 4.7: Radiaal distributienet met een eenfasige decentrale generator

De invloeden op de spanningskwaliteit die worden beschouwd zijn in eerste instan-
tie de effectiefwaarde en de harmonische vervorming van de spanning. Vervolgens
wordt de onbalans onderzocht om tot slot de invloed van de decentrale generatoren
in het geval van spanningsdips te bekijken.

4.7.1 Effectiefwaarde van de spanning

A. Analytische beschouwing

De invloed van decentrale generatoren op de rms-waarde van de fasespanningen
wordt in eerste instantie op een analytische manier bekeken. Hiervoor wordt het
radiale distributienet zoals weergegeven in Fig. 4.7 beschouwd. Dit netwerk omvat
één driefasige feeder (zwart) met drie knooppunten. Deze feeder is geconnecteerd
door middel van een driehoek/geaarde ster-transformator met het net, voorgesteld
door zijn Thévenin-equivalent, dat perfect gebalanceerd kan worden verondersteld.
Bovendien is er in elk knooppunt een driefasige constante impedantielast in ster ge-
connecteerd en doorverbonden met de neutrale geleider. In het tweede knooppunt
is er een eenfasige decentrale generator geconnecteerd met fase a.
De invloed van deze eenfasige decentrale generator kan worden gevonden door het
beschouwen van Fig. 4.8. De decentrale generator is in deze figuur voorgesteld
door middel van zijn Norton-equivalent wat resulteert in de volgende vergelijkin-
gen voor de lijnstromen:

ib =ic = 0 (4.22)

ia =i− vay (4.23)

De omzetting van deze stromen in symmetrische componenten geeft aanleiding tot
het volgende stel vergelijkingen:

i0 =i1 = i2 (4.24)

i0 =
i

3
− (v0 + v1 + v2)

y

3
(4.25)
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Figuur 4.8: Connectie van de eenfasige decentrale generator

Vergelijking (4.24) resulteert in de serieschakeling van de drie netwerken in sym-
metrische componenten, terwijl (4.25) leidt tot de connectie van de drie netwerken
met het Norton-equivalent. In Fig. 4.9 wordt het bekomen equivalent schema weer-
gegeven, de homopolaire(v0), directe (v1) en inverse (v2) spanningsval veroorzaakt
door de eenfasige decentrale generator zijn eveneens aangeduid op deze figuur.
Via een klein numeriek voorbeeld zal worden uitgelegd wat de invloed is van een
eenfasige decentrale generator die geconnecteerd is langsheen het distributienet.
De impedantie per equidistant segment van het netwerk bedraagt 0.06 + j0.03 Ω
voor zowel de directe als de inverse component, voor de homopolaire component
wordt drie maal deze waarde gebruikt. De lasten geconnecteerd langsheen dit net-
werk nemen een vermogen op van 4 kVA met een dPF van 0.9 indien de fase-
spanning 230 V bedraagt. In Fig. 4.10 wordt de invloed van decentrale generator
visueel voorgesteld. De spanning voor de connectie wordt in deze figuur aange-
duid door de vectoren weergegeven in volle lijn. De invloed van een decentrale
generator die 10 kW injecteert in fase a kan worden berekend door de spannings-
bron in Fig. 4.9 kort te sluiten en de spanningscomponenten te berekenen in het
knooppunt waar de decentrale generator is geconnecteerd. Het uiteindelijk span-
ningsprofiel wordt voorgesteld door de vectoren weergegeven in streeplijn en deze
worden bekomen door de directe en inverse spanningscomponenten op te tellen
bij de oorspronkelijke vectoren en door het neutraal punt te verschuiven over het
inverse van de homopolaire spanningscomponent.
Uit bovenstaande analyse en Fig. 4.10 kan worden geconcludeerd dat de grootste
invloed op de rms-spanning afkomstig is van de nulpuntsverschuiving. Opmerke-
lijk hierbij is de richting van deze verschuiving. Wegens de resistieve/inductieve
aard van het distributienet valt op te merken dat de verschuiving is gericht tussen
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Figuur 4.9: Equivalent schema van het radiaal distributienet in symmetrische com-
ponenten

de fase spanningen vb en vc maar merkbaar meer richting vb. Bijgevolg kan er
worden opgemerkt dat indien een decentrale generator wordt geconnecteerd met
fase a, de spanning in fase a zal toenemen, maar dat tegelijkertijd de spanning in
fase b en c zal afnemen, met een grotere afname voor fase b.

B. Invloed van een verhoogd geı̈njecteerd vermogen

De invloed van een verhoogd geı̈njecteerd vermogen wordt onderzocht door op
het netwerk van Fig. 4.2 een decentrale generator te connecteren op knooppunt 8.
Deze decentrale generator wordt geconnecteerd met fase a met behulp van een si-
nusoı̈dale convertor van het type C. Het geı̈njecteerd vermogen wordt verhoogd
in stappen van 5 kW. De resultaten van de simulaties worden weergegeven in
Fig. 4.11. Het geval waarbij het geı̈njecteerd vermogen 0 kW is komt overeen
met de basissituatie. Op de abscis van deze figuren wordt de plaats langsheen het
netwerk opgegeven. Ten eerste is er het begin van het netwerk (S), gevolgd door de
secundaire van de hoogspanningstransformator en de distributietransformator, het
pcc en dan de knooppunten langs feeder III.
De gevolgen van de richting van de nulpuntsverschuiving zoals aangegeven bij de
analytische beschouwing zijn duidelijk waarneembaar in Fig. 4.11. De spanning
in fase a wordt groter bij een stijgend geı̈njecteerd vermogen, terwijl de spanning
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N
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Figuur 4.10: Invloed van een eenfasige decentrale generator op de drie fasespan-
ningen. Volle lijn: Voor de connectie van de decentrale generator. Streeplijn: Na
de connectie van de decentrale generator.

in fase b en c daalt met weliswaar een grotere daling voor fase b. Dit fenomeen
maakt duidelijk dat indien er met een netwerk een groot aantal eenfasige decentrale
generatoren worden geconnecteerd, er niet enkel aandacht moet worden besteed
aan de fase waarmee deze zijn geconnecteerd, maar ook de andere fasen moeten in
aanmerking worden genomen.

4.7.2 Harmonische vervorming van de spanning

In de huidige paragraaf wordt de invloed van verschillende types convertoren op
de harmonische spanningsdistorsie besproken. Er wordt een vergelijking gemaakt
tussen de convertor met dempende controlestrategie en sinusoı̈dale controlestrate-
gie, waarvan het type A en C worden beschouwd.
De harmonische vervorming wordt in wat volgt uitgedrukt met behulp van de TPD-
indicator. Zoals reeds vermeld in paragraaf 4.7.1 heeft een eenfasige decentrale
generator invloed op de drie fasespanningen. Indien de convertor harmonische
stromen injecteert of opneemt uit het net beı̈nvloedt deze bijgevolg ook de harmo-
nische distorsie in de andere fasen. Met behulp van de TPD-indicator kan deze
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Figuur 4.11: Invloed van een verhoogd geı̈njecteerd vermogen op het spannings-
profiel

invloed in een enkele term worden gebundeld.
Net zoals bij de voorgaande aspecten zal de invloed van de decentrale generator
besproken worden aan de hand van de basissituatie. In tabel 4.11 wordt het verband
gegeven tussen de THD in de basissituatie en de bijhorende TPD. Dit wordt zowel
gedaan voor de spanning als voor de stroom.
Uitgaande van tabel 4.11 worden de TPD-waarden vergeleken bekomen via de ge-
vallen waarbij een decentrale generator met een vermogen van 3 kW is aangesloten
op fase a in het knooppunt 1, 4, 6 of 8. Verder wordt naar deze gevallen verwezen
als poc x (E: point of connection, aansluitingspunt), met x het beschouwde knoop-
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Tabel 4.11: De distorsie in de basissituatie

TPDV (%) THDVa (%) THDVb (%) THDVc (%)
1 2.40 2.54 2.32 2.32
2 1.99 2.13 1.91 1.91
3 1.98 2.13 1.90 1.90
4 2.55 2.90 2.36 2.37
5 2.67 3.05 2.47 2.47
6 2.69 3.07 2.48 2.49

TPDI (%) THDIa (%) THDIb (%) THDIc (%)
1 11.82 11.78 11.83 11.84
2 9.17 9.11 9.20 9.21
3 1.31 1.40 1.27 1.27
4 15.86 20.68 10.20 10.20
5 22.53 28.15 12.64 12.65
6 13.04 12.97 13.06 13.08

punt. Daarenboven wordt het geval beschouwd waar op de vier bovenvermelde
knooppunten een decentrale generator van 3 kW is aangesloten.
In Fig. 4.12 wordt de invloed van de verschillende gevallen op de TPD-indicator
getoond voor de verschillende convertoren die beschouwd worden. Hierbij wordt
de relatieve verandering uitgedrukt t.o.v. de basissituatie en dit voor de knooppun-
ten startend bij het begin van het netwerk en vanaf het pcc, de knooppunten langs
feeder III.
In Fig. 4.12(a) wordt de invloed van de dempende convertor getoond. De volgende
conclusies kunnen worden getrokken met behulp van deze figuur.

• De kleinste reductie wordt waargenomen indien de decentrale generator is
geconnecteerd met knooppunt 8. Wegens de harmonische spanningsval over
het segment tussen knooppunt 4 en 8 is de reductie van de TPD in knoop-
punt 4 immers minder efficiënt dan het geval waar de decentrale productie-
eenheid is aangesloten op knooppunt 4.

Een grotere reductie voor poc 1 valt te verklaren indien de elektrische afstand
tot de bronnen van de distorsie wordt bekeken. Het knooppunt 1 ligt immers
minder ver van deze bronnen.

• Via de gevallen poc 4 en poc 6 kan worden besloten dat de reductie van
de TPD efficiënter is indien de dempende convertor wordt geplaatst in het
knooppunt met de grootste distorsie.
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(c) Sinusoı̈dale convertor: type C

Figuur 4.12: Invloed van het aansluitingspunt op de ∆TPDV voor verschillende
types convertoren

• Indien er meerdere dempende convertoren worden geplaatst langsheen het
netwerk, dan wordt de TPD meer gereduceerd dan in de afzonderlijke geval-
len. Deze reductie is ongeveer gelijk aan de relatieve som van de reducties
bekomen bij de individuele gevallen.

Indien Fig. 4.12(b) wordt vergeleken met Fig. 4.12(a) komt de positieve invloed
van de dempende convertor tot uiting. De harmonische vervorming wordt immers
veel minder gereduceerd indien de geı̈njecteerde stroom zuiver sinusoı̈daal is. De
reductie kan overigens volledig worden toegekend aan de stijging van de spanning
in fase a. Bovendien kan voor de de sinusoı̈dale convertor van type A nog worden
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besloten dat de hoogste reductie wordt bekomen indien de decentrale generator
is aangesloten op een knooppunt of een subfeeder van een knooppunt dat meer
stroomafwaarts is gelegen. Op deze manier is het duidelijk dat de reductie groter
is voor poc 8 dan voor poc 1.

Tot slot toont Fig. 4.12(c) de invloed van een sinusoı̈dale convertor van het type C,
of m.a.w. van een meer realistische modellering van een convertor uitgerust met
de sinusoı̈dale controlestrategie. Het is duidelijk merkbaar in deze figuur dat een
voorspelling van de reductie onmogelijk te maken valt. De geı̈njecteerde stroom is
immers volledig afhankelijk van de spanning via de harmonische afdruk. Zo is het
mogelijk dat de distorsie minder uitgesproken wordt indien de decentrale generator
is geconnecteerd met het knooppunt 4, terwijl de distorsie erger wordt indien deze
is aangesloten op knooppunt 6. De conclusies die voorheen werden getrokken om-
trent de plaats van connectie gaan dus niet meer op voor de sinusoı̈dale convertor
van type C.

Een verklaring van bovenstaand fenomeen kan gevonden worden indien de vervor-
ming van de fasespanningen voor het geval poc 6 van naderbij wordt bestudeerd.
Er kan worden opgemerkt dat de THDVa (3.05 %) afneemt ten opzichte van de
basissituatie (3.07 %). Terwijl de distorsie toeneemt in de overige twee fasen tot
een waarde van 2.61 %. Dit is te wijten aan de toename van de harmonische stroom
in de neutrale geleider. Bovenstaande wijst er nogmaals op dat invloeden van een-
fasige decentrale generatoren niet enkel in de geconnecteerde fase moeten worden
beschouwd, maar ook in de overige fasen. De TPD voor dit geval is immers groter
dan in de basissituatie, waar dit niet tot uiting zou komen indien enkel de THD in
fase a zou beschouwd worden.

Verder kan uit Fig. 4.12(c) worden besloten dat de reductie in distorsie voor een
gecombineerd geval (poc 1, 4, 6 en 8) niet kan worden afgeleid uit de afzonderlijke
gevallen. Het attenuatie- en het diversiteitseffect spelen immers een belangrijke rol
in een net met verschillende harmonische bronnen.

4.7.3 Spanningsonbalans

In de huidige paragraaf wordt de invloed van eenfasige decentrale generatoren op
de spanningsonbalans besproken. De onbalans zal in eerste instantie worden be-
sproken met behulp van de VUF-indicator, waarbij enkel de sinusoı̈dale convertor
van type C zal worden beschouwd. Daarna wordt de invloed van verschillende ty-
pes convertoren besproken aan de hand van de TPU-indicator. Tot slot wordt een
vergelijking gemaakt tussen de invloed in landelijke en stedelijke netten.
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Tabel 4.12: De onbalans in de basissituatie

TPUV (%) VUF2 (%) VUF0 (%)
1 0.27 0.06 0.22
2 0.27 0.06 0.22
3 0.27 0.06 0.22
4 0.65 0.15 0.54
5 0.71 0.16 0.59
6 0.71 0.16 0.59

TPUI (%) IUF2 (%) IUF0 (%)
1 0.21 0.03 0.20
2 0.22 0.04 0.20
3 0.25 0.06 0.23
4 14.63 9.25 9.06
5 25.34 16.13 15.85
6 0.53 0.07 0.50

A. Spanningsonbalans beschreven met behulp van de VUF-indicator

Het netwerk uit Fig. 4.2 wordt terug aangewend waarbij de niet-lineaire lasten
van het type 2 zijn. De onbalans in de basissituatie wordt weergegeven met be-
hulp van tabel 4.12. In deze tabel is de onbalansfactor gegeven waarbij rekening
wordt gehouden met de inverse (XUF2) en met de homopolaire (XUF2) compo-
nent. Bovendien wordt in deze tabel ook de TPU in de verschillende knooppunten
weergegeven.

Invloed van de plaats van connectie De invloed van de plaats waar de decen-
trale generator wordt geplaatst is onderzocht met behulp van de volgende gevallen:
poc 1, poc 4, poc 6 en poc 8. De decentrale generator injecteert hier telkens een
vermogen van 3 kW in het net met behulp van een sinusoı̈dale convertor van het
type C. De relatieve verandering van de onbalansfactor voor de inverse component
ten opzichte van de basissituatie wordt weergegeven in Fig. 4.13. Op deze figuur
wordt het resultaat van de combinatie van voorgaande gevallen ook getoond.
Ten eerste kan er worden besloten dat het aansluiten van een kleine decentrale ge-
nerator op de hoogst belaste fase een daling oplevert van de onbalans in het net.
Indien echter meerdere decentrale generatoren worden aangesloten op deze fase
kan de onbalans in het net terug gaan stijgen. In verband met de locatie langsheen
het netwerk kan worden besloten dat voor een punt meer stroomopwaarts ten op-
zichte van het poc het niet uitmaakt waar de decentrale generator is geconnecteerd.
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Figuur 4.13: Invloed van het aansluitingspunt op de inverse onbalansfactor

Zo kan immers worden opgemerkt dat de onbalansfactor in het pcc identiek is voor
de gevallen poc 1, poc 4, poc 6 en poc 8.

Invloed van de fase van connectie De invloed van de geconnecteerde fase wordt
onderzocht met behulp van de gevallen poc 6a, poc 6b en poc 6c. In deze gevallen
wordt er telkens een decentrale generator van 3 kW geconnecteerd met knoop-
punt 6, maar dan achtereenvolgens op fase a, b en c. In Fig. 4.14 worden de inverse
onbalansfactoren gegeven in functie van de plaats. Bij wijze van illustratie is in
deze figuur ook de onbalansfactor getoond indien geen decentrale generator (DG)
is aangesloten op het net (geen DG).
Wegens de eenfasige last geconnecteerd met fase a is er reeds een onbalans aan-
wezig in het net. De connectie van de decentrale generator op fase a leidt tot een
daling van de onbalans in het net. Indien de decentrale generator echter wordt aan-
gesloten op een andere fase wordt de bestaande onbalans nog groter. De stijging is
niet identiek voor poc 6b en poc 6c wegens de nulpuntsverschuiving veroorzaakt
door de eenfasige last.

B. Spanningsonbalans beschreven met behulp van de TPU-indicator

In bovenstaande werd de invloed op de VUF-indicator beschreven van een decen-
trale generator geconnecteerd met het net via een sinusoı̈dale convertor van het
type C. In wat volgt zal een vergelijking worden gemaakt tussen drie types conver-
toren, namelijk de dempende convertor en de sinusoı̈dale convertoren van type A
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Figuur 4.14: Invloed van de geconnecteerde fase op de inverse onbalansfactor

en C. De invloed op de onbalans zal echter niet meer worden aangetoond met be-
hulp van de VUF-indicator maar wel met de TPU-indicator. De VUF-indicator
geeft namelijk een beschrijving van de onbalans waarbij enkel de fundamentele
component van de inverse en directe component wordt gebruikt. De beschouwde
convertoren injecteren echter ongeveer dezelfde fundamentele stroom in het net
en bijgevolg zou een vergelijking, gebruik makende van de VUF-indicator weinig
resultaat opleveren.
De gevallen die in onderstaande worden beschouwd zijn identiek aan die in para-
graaf 4.7.3A. en worden daarom in wat volgt niet meer expliciet besproken. Enkel
de resultaten zullen worden behandeld.

Invloed van de plaats van connectie De invloed van het aansluitingspunt voor
de drie verschillende convertoren kan worden aangetoond met behulp van Fig. 4.15.
In deze figuur wordt de relatieve verandering van de TPU-indicator ten opzichte
van de TPU in de basissituatie (tabel 4.12) weergegeven.
Het verschil tussen de beschouwde convertoren is zoals te verwachten nogal klein.
Enkel het verschil in invloed op de harmonische componenten kan immers leiden
tot een onderscheid in de TPU-indicator. Behalve in het geval poc 4 waar de si-
nusoı̈dale convertor van type C de beste invloed heeft kan besloten worden dat de
dempende convertor de meest positieve invloed heeft ten opzichte van de onba-
lans. De verschillen zijn echter klein behalve in poc 6 waar de convertor van ty-
pe C een merkbaar slechtere invloed heeft op de onbalansreductie zoals kan gezien
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Figuur 4.15: Invloed van het aansluitingspunt op de ∆TPUV voor verschillende
types convertoren

worden in Fig. 4.15(c). De reden hiervoor kan verklaard worden met behulp van
Fig. 4.12(c). Daar is immers duidelijk een toename merkbaar van de harmonische
inhoud van de spanning wat leidt tot de bekomen TPU.
Tot slot kan ook hier worden opgemerkt dat het connecteren van meerdere de-
centrale generatoren op dezelfde fase een negatieve invloed heeft op de bekomen
onbalans.

Invloed van de fase van connectie De invloed van de fase waarmee de decen-
trale generator is geconnecteerd wordt weergegeven in Fig. 4.16. Voor de drie
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(c) Sinusoı̈dale convertor: type C

Figuur 4.16: Invloed van de geconnecteerde fase op de ∆TPUV voor verschillende
types convertoren

beschouwde convertoren is de relatieve invloed op de TPU-indicator gegeven ten
opzichte van de onbalans in de basissituatie.

Dezelfde conclusies als voorheen kunnen hier worden getrokken. De onbalans
verbetert indien de decentrale generator wordt geconnecteerd met de meest belaste
fase en de dempende convertor toont de beste resultaten wegens het dempen van
de harmonische componenten in het net.
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Tabel 4.13: Eigenschappen van landelijke en stedelijke kabels

BAXB EAXVB
doorsnede [mm2] 3× 95 + 54.6 4× 150

Rf [Ω/km] 0.410 0.265
Rn [Ω/km] 0.713 0.265
L [mH/km] 0.243 0.248
Lengte [m] 800 400

C. Onderscheid tussen landelijke en stedelijke netten

Het onderscheid tussen landelijke en stedelijke netten wordt gemaakt door ener-
zijds het verschil in eigenschappen van de geplaatste kabels en anderzijds door de
afnemers die geconnecteerd zijn met dit net. De twee types kabel die worden be-
schouwd zijn de BAXB-kabel voor landelijke netten en de EAXVB-kabel voor ste-
delijke netten. De eigenschappen voor beide kabels zijn weergegeven in tabel 4.13.
Op het landelijke net worden vijf identieke klanten geplaatst die equidistant ver-
deeld zijn langs de feeder. Deze driefasige klanten nemen elk een lineair vermogen
af van 2 kVA met een dPF van 0.9 en een niet-linair vermogen van 1 kW van het
type 2. Met het stedelijk net daarentegen worden 33 eenfasige klanten, equidistant
verdeeld, geconnecteerd. Ze nemen een lineair vermogen af van 1 kVA met een
dPF van 0.9 en daarenboven nog 100 W niet-lineair vermogen van type 2. De een-
fasige klanten aangesloten op het stedelijk net worden cyclisch verdeeld over de
fasen a, b en c.
Op de voorgestelde netten zullen telkens vier simulaties worden uitgevoerd. In
eerste instantie wordt er terug een basissituatie gecreëerd waarbij geen decentrale
generator op het net is geplaatst (geen DG). Vervolgens wordt een eenfasige decen-
trale generator geplaatst op het begin van de lijn (poc b), op het midden van de lijn
(poc m, waarbij m gelijk is aan 3 in het landelijk net en aan 16 in het stedelijk net)
en op het einde van de lijn (poc e, waarbij e gelijk is aan 5 in het landelijk net en aan
31 in het stedelijke). De decentrale generator wordt via een sinusoı̈dale convertor
van het type C aangesloten op fase a en injecteert een vermogen van 4 kW.
In Fig. 4.17 wordt de vergelijking gemaakt tussen landelijke (zwart) en stedelijke
(grijs) netten voor de bovenvermelde gevallen. Indien er geen decentrale generato-
ren zijn aangesloten op het net, valt op te merken dat er in het stedelijk net reeds een
onbalans aanwezig is. Dit wordt veroorzaakt door de eenfasige lasten, hoewel die
in de simulaties identiek werden verondersteld. Vervolgens komt de invloed van de
plaatsing terug tot uiting. Hoe meer een decentrale generator stroomafwaarts wordt
geplaatst, hoe groter zijn invloed is op de onbalans in het net. De onbalans in een
punt meer stroomafwaarts gelegen van het aansluitingspunt, ondervindt ongeveer
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Figuur 4.17: Invloed van decentrale generatoren in landelijke (zwart) en stedelijke
(grijs) netten

dezelfde onbalans als in het knooppunt waarop de onbalans wordt gecreëerd.
Voor beide netten valt op te merken dat één enkele decentrale generator de limieten
voor de inverse onbalans niet zal overschrijden. Voor de nulpuntsverschuiving
daarentegen valt op te merken dat die vooral in landelijke netten hogere waarden
kan aannemen, wegens de grotere weerstandswaarde (Rn) van de neutrale geleider.
Het gevaar bestaat dat de fasespanning van de geconnecteerde fase te veel zou
stijgen of de spanning in de andere fasen teveel zou afnemen zoals reeds verklaard
in paragraaf 4.7.1.

4.7.4 Spanningsdips

De invloed van de controlestrategie op de spanning tijdens dips zal worden onder-
zocht op het netwerk uit Fig. 4.2. De aandacht zal hier worden gevestigd op de fun-
damentele component van de spanning en bijgevolg wordt het basisgeval aangepast
door de niet-lineaire lasten uit tabel 4.6 te verwijderen en de magnetiseringsstroom
van de transformatoren te verwaarlozen. Bijgevolg kan worden opgemerkt dat het
net in deze nieuwe basissituatie zich in een gebalanceerde onvervormde toestand
bevindt. Bovendien wordt de impedantie van de lasten tijdens de dip identiek ge-
kozen als juist voor de dip. Er wordt immers verondersteld dat de reactie van de
constant-vermogenlasten traag is t.o.v. de dipduur.
Om de invloed van de controlestrategie te onderzoeken zal een quasi-steady state
simulatie worden uitgevoerd. Hiermee wordt bedoeld dat er een simulatie zal wor-
den uitgevoerd juist voor de dip, en een simulatie tijdens de dip, waarbij de groot-
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Type I Type II Type III

Figuur 4.18: De drie meest voorkomende types spanningsdips

heden bekomen tijdens de eerste simulatie in rekening zullen worden gebracht. In
de simulaties worden geen transiënten beschouwd en worden de stroomregelaars
als ideaal verondersteld. De huidige simulaties kunnen aanzien worden als een uit-
breiding van [40] waar de invloed van eenfasige decentrale productie-eenheden op
spanningsdips in eenfasige netten werd onderzocht.
Zoals getoond in Fig. 4.18 kunnen spanningsdips worden opgedeeld in drie ca-
tegorieën [41, 42]. Er wordt een onderscheid gemaakt in functie van het aantal
betrokken fasen:

Type I: Daling van voornamelijk één van de fasespanningen

Type II: Daling van voornamelijk één van de gekoppelde spanningen

Type III: De drie fasespanningen worden op dezelfde wijze getroffen

De types I en II worden typisch veroorzaakt door een- of tweefasige kortsluitin-
gen. Dips van het type III worden veroorzaakt door driefasige kortsluitingen. Het
onderzoek in [42] presenteert verschillende metingen in netten van 6 kV tot 15 kV
omtrent spanningsdips. Het grootste aantal dips blijkt van type I te zijn, terwijl de
dips van type III het zwaarst zijn.
Een spanningsdip is zelden een lokaal fenomeen. Een spanningsdip plant zich
immers voort in het elektrisch net volgens de volgende basisregels: weinig of geen
verzwakking in stroomafwaartse richting, wel verzwakking stroomopwaarts (naar
hogere spanningsniveaus). Bij de overgang naar een ander spanningsniveau kan de
spanningsdip ook van type wijzigen (met uitzondering van type III).
De invloed van de convertoren gebruikt voor de decentrale generatoren op span-
ningsdips zal worden aangetoond via een dip van het type I. De rms-waarde van
de spanning in fase a valt hier terug op 50 % van zijn nominale waarde en on-
dergaat geen faseverdraaiing. De spanningen in fase b en c vallen terug op 90 %
van hun nominale waarde. De spanning in fase b ondergaat een faseverdraaiing
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Figuur 4.19: Evolutie van de fasehoek bij dempende convertoren voor een dip
met fasesprong. Zwart: voor de dip, grijs: tijdens de dip. Volle lijn: spanning,
streeplijn: stroom

van 13.9◦ terwijl die bij fase c gelijk is aan −13.9◦. Bovenstaande beschrijving
van de dip kan worden herschreven in symmetrische componenten. Hierbij is

¯
V0 = 0 pu,

¯
V1 = 0.75 pu en

¯
V2 = −0.25 pu. Dit type dip wordt in de simulaties

geı̈nitieerd in het begin van het netwerk. Deze plaats kan immers aanzien worden
als een Thévenin-equivalent van het net, waarbij het aangelegde stel spanningen is
beı̈nvloed door een fout op dit spanningsniveau. Verder kan gesteld worden dat de
voortplanting van de dip naar een lager spanningniveau het type dip niet beı̈nvloedt.
De schakeling van de beschouwde transformatoren houdt immers enkel de homo-
polaire component van de spanning tegen en deze is niet aanwezig in de initiële
dip. De dipduur wordt in de simulaties gelijk gekozen aan een halve periode.
De convertoren die worden gebruikt in de simulaties zijn de sinusoı̈dale conver-
tor van het type A en de dempende convertor. De stromen die in het net worden
geı̈njecteerd worden voor deze convertoren respectievelijk bepaald door (4.14) en
(4.18). In beide vergelijkingen wordt de term g1 bepaald door de busspanningsre-
gelaar. Aangezien spanningsdips snelle fenomenen zijn, zal worden verondersteld
dat de busspanningsregelaar geen invloed heeft op de waarde van g1 tijdens de dip
en bijgevolg zal deze gelijk blijven aan de waarde voor de dip. Verder kan ver-
ondersteld worden dat het signaal, sin(θPLL), geleverd door de fasevolger traag
reageert en bijgevolg blijft doorlopen gedurende de spanningsdip.
In regime zijn de netspanning en de ingangsstroom van de convertor in fase. Tij-
dens een spanningsdip met fasesprong, zoals hier zal worden beschouwd, zal het
sinusoı̈daal referentiesignaal voor- of naijlen ten opzichte van de netspanning. Dit
leidt tot een arbeidsfactor verschillend van één, maar deze zou worden weggere-
geld indien de dip langer zou duren. Voor de dempende convertor kan nog wor-
den opgemerkt dat de arbeidsfactor verder wordt gewijzigd door de reactie van de
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tweede term in vergelijking (4.18) zoals aangetoond in Fig. 4.19 waar het genera-
torreferentiestelsel wordt gebruikt. In deze figuur wordt de spanningsvector voor
de dip (

¯
V ) voorgesteld door de vector in volle zwarte lijn, waarbij wordt veron-

dersteld dat deze gelijk is aan de de nominale spanning. De geı̈njecteerde stroom,
bepaald door g1, is voor beide types convertoren gelijk aan de vector weergege-
ven in zwarte streeplijn (

¯
I). Indien er nu een dip optreedt en de spanning wordt

gegeven via de vector in grijze volle lijn (
¯
VD), dan blijft de stroom in het geval

van de sinusoı̈dale convertor identiek. In het geval van de dempende convertor
wordt er bij deze stroom nog een stroom opgeteld bepaald door het verschil in de
huidige spanning en de nominale spanning (vector in grijze punt-streeplijn). Deze
spanning wordt vermenigvuldigd met gh en de bekomen stroom wordt in de figuur
weergegeven via de vector in grijze puntlijn. Het is duidelijk dat de uiteindelijke
stroom voor de dempende convertor (vector in grijze streeplijn,

¯
ID) verdraaid is de

tegengestelde richting, wat leidt tot een verminderde arbeidsfactor. Desalniettemin
zal voor bijna elk praktisch geval kunnen besloten worden dat het actief vermo-
gen dat in het net wordt geı̈njecteerd voor de dempende convertor groter zal zijn
dan voor de sinusoı̈dale convertor en dit door de toename van de amplitude van de
ingangsstroom (|̄ID| > |̄I|).
De invloed van de convertoren wordt beschreven door de volgende gevallen te
vergelijken met de hierboven gedefinieerde basissituatie (geen DG):

• Een driefasige decentrale productie-eenheid met een geı̈njecteerd vermogen
van 75 kW wordt aangesloten in knooppunt 1 (poc 1)

• Een driefasige decentrale productie-eenheid met een geı̈njecteerd vermogen
van 75 kW wordt aangesloten in knooppunt 5 (poc 5)

Verder wordt er gebruik gemaakt van de verhouding van de spanning tijdens de dip
(VD) en de spanning juist voor de dip (V ) [43]:

Vr =
VD

V
(4.26)

In Fig. 4.20 worden de spanningsverhoudingen gegeven voor de drie fasen in de
verschillende gevallen. Bovendien wordt een gemiddelde genomen van de resulta-
ten voor de drie fasen (Vr,t). Hierbij wordt de plaats overlopen vanaf de secundaire
van de distributietransformator tot op het eind van feeder III. De volle lijn stelt
het geval voor zonder decentrale generator, de punt-streeplijn voor het geval poc 1
en de streeplijn voor het geval poc 5. De grijze lijnen worden bekomen indien de
decentrale generator met het net is geconnecteerd m.b.v. een sinusoı̈dale convertor,
analoog worden de zwarte lijnen bekomen voor de dempende convertor. Bij deze
figuren dient nog opgemerkt te worden dat de schalen op de verticale as niet gelijk
zijn.
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Figuur 4.20: De spanningsverhouding (Vr) bij geen DG (volle lijn), bij poc 1 (punt-
streeplijn) met een dempende (zwart) en een sinusoı̈dale (grijs) convertor en bij
poc 5 (streeplijn) met een dempende (zwart) en een sinusoı̈dale (grijs) convertor

In eerste instantie wordt het resultaat van Fig. 4.20(a) bestudeerd. Het minst onder-
steuning wordt geleverd indien er geen decentrale generator met het net is gecon-
necteerd. Verder valt er op te merken dat de spanningsverhouding in het pcc niet
wordt beı̈nvloed door de plaats van aansluiting, maar wel door de controlestrategie
van de convertor. De convertor met een dempende controlestrategie blijkt de beste
ondersteuning te geven voor het spanningsprofiel in het pcc. Vervolgens kan wor-
den geconcludeerd dat de spanning langs feeder III het meest wordt ondersteund
indien de decentrale generator ergens langs deze feeder wordt geconnecteerd.
Indien het resultaat voor de fasen b en c wordt beschouwd, dan valt op te merken
dat de spanningsverhoudingen voor deze fasen niet identiek zijn. Dit kan op het
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eerste zicht verrassend lijken want deze fasen ondervinden ongeveer dezelfde dip.
Enkel de faseverdraaiing is tegengesteld. Het is duidelijk dat het verschil in interac-
tie voor deze fasen te wijten is aan de zin van deze faseverdraaiing. In wat volgt zal
de redenering worden uitgevoerd met behulp van het geval poc 5. Uit de simulaties
blijkt dat indien in dit knooppunt een decentrale generator is geconnecteerd, het
stel spanningen in dit knooppunt verdraaid is in tegenwijzerzin t.o.v. de spanning
in de knooppunten stroomopwaarts. Dit wordt veroorzaakt door de combinatie van
het resistief/inductief distributienet en de injectie van vermogen in knooppunt 5.
Het is immers algemeen gekend dat in zuiver inductieve netten de spanning in een
knooppunt voorijlt t.o.v. een ander knooppunt indien er vermogen van dit knoop-
punt naar het andere vloeit. De stromen die (in GRS) in fase zijn met de spanningen
zijn bijgevolg verdraaid in tegenwijzerzin. Indien nu echter een dip optreedt van
type I, zoals hierboven beschreven, valt op te merken dat de spanning in fase b
in tegenwijzerzin verdraait en in fase c in wijzerzin. Wegens de gemaakte veron-
derstelling dat de fasehoek bij de convertoren met sinusoı̈dale controlestrategie niet
wordt aangepast door de dip, en bij de convertoren met dempende controlestrategie
een faseverdraaiing wordt geı̈nitieerd in de tegenovergestelde richting van de ver-
draaiing voor de spanning volgt, dat de spanning in fase b meer wordt ondersteund
dan in fase c. Het faseverschil tussen de geı̈njecteerde stroom en de spanning in
het beschouwde knooppunt is immers kleiner voor fase b dan voor fase c.

Uit een vergelijking van Fig. 4.20(a) en 4.20(b) blijkt dat dezelfde conclusies als
voorheen kunnen worden getrokken. De spanningsverhouding in fase c, zoals
weergegeven in Fig. 4.20(c) toont aan dat de omgekeerde conclusies kunnen wor-
den genomen. Indien echter de rms-waarde van de spanning wordt beschouwd in
het geval zonder decentrale generator dan valt op te merken dat de spanning daar
toch nog lager is dan in de gevallen met een dempende convertor. Een lagere Vr

betekent immers niet dat de rms-spanning tijdens de dip lager is. Een vergelij-
king met de convertor met sinusoı̈dale controlestrategie toont echter wel aan dat de
rms-waarde in fase c licht hoger is dan bij een convertor met dempende controle-
strategie. Dit is te wijten aan het verschillende faseverschil tussen de spanning en
de stroom bij beide strategieën.

Tot slot wordt in Fig. 4.20(d) de gemiddelde waarde opgegeven van de spannings-
verhouding voor de drie fasen. Hier kan besloten worden dat het positief effect in
fase a en fase b de doorslag geeft.

In Fig. 4.21(a) en 4.21(b) worden de stromen geı̈njecteerd door de driefasige con-
vertor getoond voor het geval poc 5 en dit respectievelijk voor de sinusoı̈dale en
de dempende convertor. De golfvorm in fase a wordt aangeduid via de curve in
zwarte volle lijn, in fase b door de zwarte streeplijn en in fase c door de curve in
grijze volle lijn. In het geval van de sinusoı̈dale convertor valt geen perturbatie op
te merken op het moment van de spanningsdip op t = 0.02 ms. In het geval van
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Figuur 4.21: De stroom en de spanning indien een decentrale generator in het
knooppunt 5 is aangesloten. Fase a: zwarte volle lijn; Fase b: zwarte streeplijn;
Fase c: grijze volle lijn

de dempende convertor valt een duidelijke toename van de stroom in de drie fasen,
met een grootste toename voor fase a.
In Fig. 4.21(c) en 4.21(d) wordt de spanning in knooppunt 5 getoond voor het geval
poc 5 en dit voor de sinusoı̈dale en de dempende convertor. De reeds besproken
spanningsondersteuning valt af te leiden uit een vergelijking van deze figuren. In
Fig. 4.21(b) en 4.21(d) kan bovendien het reeds besproken faseverschil, bij de dem-
pende convertor, tussen de spanning en de stroom worden waargenomen. Er valt
immers op te merken dat gedurende de dip de spanning in fase b eerder door zijn
extremum gaat dan de stroom en het omgekeerde kan worden gezien bij fase c.
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4.8 Besluit

In dit hoofdstuk werd de interactie tussen convertor-gekoppelde decentrale gene-
ratoren en de netkwaliteit bestudeerd. Hiervoor werd de oplossingsmethode zoals
voorgesteld in Hoofdstuk 2 aangewend om een typisch radiaal distributienet te si-
muleren. Een basissituatie werd gecreëerd door middel van in de literatuur gepre-
senteerde niet-lineaire lasten aangevuld met constant-vermogenlasten. De conver-
toren die werden gebruikt zijn ofwel uitgerust met de sinusoı̈dale of de dempende
controlestrategie. De modellering van de convertoren met de sinusoı̈dale controle-
strategie werd vervolgens nog opgesplitst in drie types.
De aspecten van de netkwaliteit die onderzocht werden in dit hoofdstuk omvatten
de verliezen in het net en de spanningskwaliteit. Hiervoor werden diverse indi-
catoren uit de literatuur gebruikt, om zo in de verschillende situaties alsnog een
onderscheid te kunnen maken tussen de types controlestrategieën.
De verliezen werden opgesplitst in de fundamentele en de harmonische verliezen.
De fundamentele verliezen zijn afhankelijk van het geı̈njecteerd vermogen en de
belasting, maar in het algemeen kan worden opgemerkt dat de verliezen in eerste
instantie dalen, om daarna, bij grotere geı̈njecteerde vermogens, terug te stijgen.
Daarnaast kan worden vastgesteld dat de harmonische verliezen een belangrijk aan-
deel kunnen krijgen ten opzichte van de totale verliezen. Een vergelijking tussen
de dempende en de sinusoı̈dale controlestrategie toont een belangrijke reductie aan
van de harmonische verliezen indien de dempende controlestrategie wordt aange-
wend. Naast de invloed van een stijgend geı̈njecteerd vermogen van de decentrale
generatoren werd verder nog de invloed van de plaatsing, de fase van connectie en
het nominaal versus werkelijk geı̈njecteerd vermogen besproken.
De invloed op de spanningskwaliteit werd opgesplitst in invloed op de rms-spanning,
harmonische vervorming van de spanning, spanningsonbalans en de reactie op
spanningsdips. Algemeen kan worden opgemerkt dat de invloed van de stroom
in de neutrale geleider en bijhorende nulpuntsverschuiving een belangrijke invloed
heeft op de spanningskwaliteit. Bijgevolg is het vooral belangrijk in landelijke net-
ten om de spanning in de drie fasen te controleren, zelfs al worden de decentrale
generatoren maar op één bepaalde fase aangesloten. Daarnaast kan de positieve
invloed van de dempende controlestrategie worden benadrukt en de soms onvoor-
spelbare reactie van de sinusoı̈dale convertor die werd gesimuleerd aan de hand
van een harmonische afdruk.
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Hoofdstuk 5

Verliezen in transformatoren

5.1 Inleiding

Zoals reeds besproken in Hoofdstuk 3 maakt het elektrisch net gebruik van trans-
formatoren om de elektrische energie in een klassiek net op een zo efficiënt mo-
gelijke manier te transporteren en te verdelen. Afhankelijk van de lay-out van de
netten kan men stellen dat er in het Europees netwerk per 80 burgers één transfor-
mator aanwezig is, terwijl dit in de VS en Japan één transformator per vijf inwoners
is. Het is duidelijk dat de verliezen in transformatoren, door hun grote penetratie
in het elektrisch net, niet verwaarloosbaar zullen zijn.
In tabel 5.1 wordt een regiogebonden overzicht gegeven van de verliezen in het
elektrisch netwerk [1]1. Er valt op te merken dat de totale verliezen2 wereldwijd
kunnen worden geschat op 1279 TWh, wat overeenkomt met 9, 2 % van het totale
elektriciteitsgebruik3.
De verliezen zoals weergegeven in tabel 5.1 kunnen worden opgedeeld in transmis-
sie- en distributieverliezen. Vervolgens kunnen deze dan verder worden opgedeeld
in lijn- en transformatorverliezen zoals getoond in tabel 5.2. De waarden opge-
ven in deze tabel zijn afkomstig van een beperkt aantal studies, die voornamelijk
gebaseerd zijn op schattingen. Zo is er bij de opsplitsing van de verliezen in het
Verenigd Koninkrijk rekening gehouden met de schatting gemaakt door twee ver-
schillende distributienetbeheerders. In het geval van de VS, wordt een onderscheid
gemaakt tussen private netten (voorbeeld 1) en publieke netten (voorbeeld 2) [2].

1De cijfergegevens uit deze paragraaf zijn gebaseerd op [1].
2Deze verliezen zijn de technische verliezen, hetgeen de verliezen in de lijnen en kabels omvat

alsook de verliezen in vermogens- en distributietransformatoren en de verliezen in de meters. De
niet-technische verliezen, zoals diefstal van energie of inkomstenverlies door een slechte ophaling
van de facturen, worden hier niet in rekening gebracht.

3of het verbruik van ruim 365 miljoen Belgische huishoudens. Volgens de VREG is het gemid-
deld verbruik van een Belgisch huisgezin immers 3500 kWh
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Tabel 5.1: Geschatte netwerkverliezen in de wereld

Regio Elektriciteitsverbruik [TWh] Verliezen [TWh] Verliezen [%]

Europa 3046 222
West-Europa 2540 185 7.3

Voormalige Sovjet Unie 1135 133 11.7
Noord-Amerika 4293 305 7.1
Latijns-Amerika 721

Brazilië 336 61 18.3
Azië 3694 360

Japan 964 98 9.1
China 1312 94 7.2
India 497 133 26.7

Oceanië 219 21 9.5
Afrika/Midden-Oosten 826 83 10.0
Totaal 13934 1279 9.2

Uit tabel 5.2 kunnen de volgende conclusies worden getrokken:

• Eén derde van de verliezen vindt plaats in de transformatoren.

• Ongeveer 70 % van de verliezen bevinden zich in het distributienetwerk.

Hieruit blijkt duidelijk dat in studies over de verliezen in het elektriciteitsnetwerk,
de verliezen in de transformatoren zeker niet verwaarloosd mogen worden. Daar-
enboven kan nog vermeld worden dat de cijfers opgenomen in tabel 5.2 minimale
waarden zijn om de volgende redenen:

• De hoge aankoopprijs voor transformatoren leidt tot de aankoop van minder
efficiënte transformatoren. Hierdoor verhoogt het percentage van de verlie-
zen in transformatoren ten opzichte van de totale verliezen nog steeds.

• De invloed van harmonische vervorming is niet in rekening gebracht, hoe-
wel het geweten is dat een vervormde spanningsgolfvorm leidt tot hogere
verliezen [3].

• Bijkomende verliezen in de lijnen afkomstig van de reactieve component van
de magnetiseringsstroom zijn niet in rekening gebracht.

De verliezen in transformatoren kunnen worden opgedeeld in drie verschillende
groepen. Ten eerste zijn er de ijzerverliezen in het kernmateriaal van de trans-
formator. Vervolgens zijn er de jouleverliezen veroorzaakt door de stromen in
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Tabel 5.2: Opdeling van de verliezen in transmissie (T) en distributie (D)

% van het totaal Transformatoren Lijnen Andere
Geval T D T D
VS - Voorbeeld 1 4.0 16.2 32.3 45.5 2.0
VS - Voorbeeld 2 2.2 36.5 10.5 38.0 7.8
Australië 2.0 40.0 20.0 38.0
Verenigd Koninkrijk - Voorbeeld 1 8.0 24.0 21.0 45.0 2.0
Verenigd Koninkrijk - Voorbeeld 2 10.0 32.0 15.0 43.0
Marktonderzoek 10.0 35.0 15.0 35.0 5

Gemiddelde 6.0 30.6 19.0 41.6 2.8

Rp R
′
s
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′
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Lpσ L
′
sσ

++ ++

−− −−
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sIm
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Figuur 5.1: Elektrisch equivalent circuit

de windingen en tot slot zijn er bij transformatoren met luchtkoeling de ventila-
torverliezen. In normale werkingstoestand zijn de ijzer- en de jouleverliezen bij
distributietransformatoren ongeveer gelijkwaardig [4].
In dit hoofdstuk wordt aandacht besteed aan de ijzerverliezen. In eerste instantie
worden de ijzerverliezen in detail besproken. Vervolgens wordt er dieper ingegaan
op de berekening van deze verliezen met behulp van het voorgestelde transforma-
tormodel uit Hoofdstuk 3. Via metingen op een transformator in onbelaste toestand
zal de voorgestelde berekeningsmethode worden gevalideerd.

5.2 Berekening van de ijzerverliezen

5.2.1 Ijzerverliezen in de literatuuur

Het berekenen van de ijzerverliezen kan op verscheidene manieren gebeuren. In
deze paragraaf zal een overzicht worden gegeven van de verschillende mogelijkhe-
den voor de berekening van de ijzerverliezen.
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Een eerste mogelijkheid is het plaatsen van een weerstand (Rm) in parallel met de
niet-lineaire magnetiseringsinductantie in het elektrisch equivalent circuit [5] zoals
weergegeven in Fig. 5.1. De waarde van de weerstand wordt afgeleid uit metingen
op de transformator in onbelaste toestand:

Rm =
V 2

p

P −RI2
p

(5.1)

Hierbij is Vp de nominale spanning, R de ac-weerstand van de windingen en P het
opgenomen actief vermogen.
De parallelle weerstand, Rm, kan bij overexcitatie of saturatie van de kern een veel
kleinere waarde aannemen waardoor er een niet-lineaire weerstand moet worden
gebruikt voor het bepalen van de verliezen [6]. Het gebruik van een niet-lineaire
weerstand brengt echter ook beperkingen met zich mee. De waarde van de paral-
lelle weerstand blijkt in de huidige aanpak (5.1) een functie te zijn van de spanning
Vp. Bij transformatoren zijn de hysteresisverliezen echter een functie van flux in
de kern, en dus van de spanning over de magnetiseringstak (Ep). De verwaarlozing
van de spanningsval over de primaire tak leidt bijgevolg tot verkeerde flux-stroom
curves [5]. Modellen op basis van een parallelle weerstand/conductantie worden
verder besproken in [7].
In het onderzoek gepresenteerd in [7] wordt de lineaire conductantie (afhankelijk
van de maximale flux) vervangen door een dynamische conductantie op basis van
het concept van de dynamische hysteresis, wat resulteert in een tijdsafhankelijke
conductantie.
Indien gewerkt wordt met een magnetisch equivalent circuit kan, analoog aan het
plaatsen van een (niet-)lineaire conductantie in parallel met de magnetiseringstak,
aan de reluctantie een bepaalde fasehoek worden toegekend [8]. Op deze manier
wordt een naijling van het B- t.o.v. het H-veld bekomen, wat aanleiding geeft tot
de energieverliezen. Een methode voor het afleiden van deze complexe permeabi-
liteit met behulp van een Preisach model wordt gegeven in [9].
In [10] wordt de equivalente niet-lineaire weerstand bepaald via het opsplitsen van
de ijzerverliezen in het quasi-statisch hysteresisverlies, het wervelstroomverlies en
het excessverlies.
Een tweede mogelijkheid voor het modelleren van de ijzerverliezen is via eindige-
elementensimulaties (EE-simulaties) [11]. Op het eerste zicht lijkt het evident om
elk detail in rekening te brengen, zeker in het geval wanneer er koppeling is tussen
het magnetisch (kern) en het elektrisch (bronnen en windingen) probleem. De lan-
ge tijdsduur van de EE-simulaties maakt de implementatie van dit soort modellen
in load-flow programma’s echter minder aantrekkelijk [7].
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5.2.2 Ijzerverliezen via een post-processing methode

In dit werk kadert de berekening van de ijzerverliezen in het geheel van het har-
monisch load-flow programma opgesteld in Hoofdstuk 2. De berekening van de
ijzerverliezen mag dus geen invloed hebben op de duur en de robuustheid van het
simulatiemodel.
Verder werd er in Hoofdstuk 4 aangetoond dat, afhankelijk van de belasting en de-
centrale productie langsheen het distributienet, de spanningskwaliteit langs de fee-
der en dus ook aan de klemmen van de (distributie-)transformator wordt beı̈nvloed.
De invloed op de verliezen in het distributienet werden daarbij onderzocht. Reke-
ning houdend met het percentage aan energie dat verloren gaat in de transformato-
ren ten opzichte van het totale energieverlies (tabel 5.2) is het bijgevolg van belang
dat de invloed van de spanningskwaliteit op de transformatorverliezen niet ver-
waarloosd mag worden. In Hoofdstuk 3 werd reeds aangetoond dat het voorgestel-
de transformatormodel rekening houdt met de spanningskwaliteit aan de klemmen.
Om aan bovenstaande eisen te voldoen werd ervoor gekozen om de verliezen te
berekenen op basis van de grootheden bekomen via het transformatormodel. In dit
model wordt, op basis van de spanning aan de primaire en secundaire zijde, niet
enkel de stroom in de windingen berekend maar ook de flux, en dus de magneti-
sche inductie in de benen en de jukken van de transformator. Via de éénwaardige
saturatiecurve kan vervolgens ook het magnetisch veld worden bepaald. Het is
duidelijk dat de magnetische inductie en het magnetisch veld afhankelijk zijn van
het stel spanningen aan primaire en secundaire zijde, en bijgevolg zijn deze mag-
netische grootheden afhankelijk van de spanningskwaliteit aan de klemmen van de
transformator.
Naast de gestelde eis, dat de verliezen afhankelijk moeten zijn van de spannings-
kwaliteit, is er de vereiste dat de simulatietijd van het load-flow programma niet
beı̈nvloed mag worden. Een iteratieve bepaling van de verliezen, analoog aan de
bepaling van de magnetiseringsstromen, is hier dus niet aan de orde. Bijgevolg is er
gekozen om de ijzerverliezen te berekenen via een post-processing methode [12].
De post-processing methode gebruikt in dit werk is gebaseerd op de opsplitsing
van de ijzerverliezen in het quasi-statisch hysteresisverlies en het dynamisch ver-
lies. Dit dynamisch verlies kan dan verder worden opgedeeld in het wervelstroom-
verlies, ook wel het klassieke dynamische verlies genoemd (E: classical loss), en
het excessverlies zoals gepostuleerd door Bertotti [13]. Bij een periodieke excita-
tie kunnen de verliezen per cyclus en per volume-eenheid [J/m3] als volgt worden
geschreven [14]:

wFe = whys + wcl + wexc (5.2)

Deze componenten kunnen op verschillende manieren worden berekend. In wat
volgt is de manier beschreven die in dit werk wordt gebruikt.
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Quasi-statisch hysteresisverlies: Om het quasi-statisch hysteresisverlies te bere-
kenen wordt er gebruik gemaakt van het quasi-statisch Preisach model. Hier-
bij worden er verschillende quasi-statische (f → 0) BH-lussen opgeme-
ten waarbij de oppervlakte van deze lus het quasi-statische hysteresisverlies
voorstelt. Dit verlies wordt vervolgens uitgedrukt in functie van de maxima-
le H-waarde en bijgevolg kan via interpolatie het quasi-statische hysteresis-
verlies worden bepaald bij een gegeven piekwaarde van het magnetisch veld.
Het bijhorend verlies in [W/kg] wordt verkregen als volgt:

Phys =
1
ρ
whysf (5.3)

waarbij ρ de massadichtheid van het kernmateriaal voorstelt.

Wervelstroomverlies: Het wervelstroomverlies is het klassieke dynamische ver-
lies, wcl, dat zou optreden in een (ideaal) homogene lamel (d.i. zonder mag-
netische domeinen) met dikte van het geleidbaar gedeelte d en geleidbaar-
heid σ. Het verlies in [W/kg] wordt gegeven door:

Pcl(t) =
1
ρ

σd2

12

(
dB
dt

)2

(5.4)

In (5.4) wordt er verondersteld dat de fluxverdringing en de randeffecten in
de lamellen verwaarloosd kunnen worden. Indien de magnetische inductie
zuiver sinusoı̈daal mag verondersteld worden kan het wervelstroomverlies
nog herschreven worden als:

Pcl =
1
ρ

1
6
σπ2d2f2B2

max (5.5)

Excessverlies: Het extra-dynamisch verlies is geassocieerd met de wervelstromen
rond de bewegende domeinmuren. Het verlies in [W/kg] dat hiermee over-
eenkomt kan geschreven worden als volgt:

Pexc =
1
ρ
Cexcf

1.5B1.5
max (5.6)

De parameter, Cexc, in bovenstaande vergelijking is een materiaalafhankelij-
ke constante.

Een overzicht van de aangewende post-processing methode om de ijzerverliezen
te berekenen wordt weergegeven in Fig. 5.2. Hierbij is de oplossingsmethode voor
het transformatormodel niet meer expliciet uitgeschreven.
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Figuur 5.2: Schematisch overzicht voor het berekenen van de ijzerverliezen

Input transformatormodel: Spanningen aan de primaire en
secundaire zijde

?

Output transformatormodel: Stromen aan de primaire en
secundaire zijde en de fluxen in symmetrische componenten

?

De fluxen in symmetrische componenten worden omgerekend
naar de fluxen in de benen

?
Per been wordt het H- en B-veld berekend

? ? ?

Hysteresisverlies
• H-veld
• Via (5.3)

Wervelstroomverlies
• B-veld
• Via (5.4)

Excessverlies
• B-veld
• Via (5.6)

?

De ijzerverliezen worden weergegeven in [W/kg], opgesplitst
in zijn drie componenten

5.3 Vergelijking van de opgemeten en gemodelleerde ver-
liezen in een transformator

In voorgaande paragraaf werd duidelijk gemaakt hoe de verliezen in een transfor-
mator worden berekend via een post-processing methode op de magnetische waar-
den bekomen uit het transformatormodel. De verliezen zijn materiaalafhankelijk
en om deze reden worden in eerste instantie de benodigde parameters berekend met
behulp van metingen op een Epstein-frame. Nadien wordt de methode gevalideerd
d.m.v metingen op een transformator in een onbelaste toestand. Hierbij worden
metingen uitgevoerd bij een symmetrisch stel spanningen en vervolgens wordt een
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Figuur 5.3: Quasi-statische hysteresislus

vergelijking gemaakt bij een asymmetrisch stel spanningen.

5.3.1 Metingen op het kernmateriaal

De metingen die op het kernmateriaal zijn uitgevoerd zullen worden besproken op
basis van de opdeling van het ijzerverlies in zijn drie componenten.

A. Bepaling van het quasi-statische hysteresisverlies

Zoals besproken in paragraaf 5.2.2 zal voor het bepalen van het quasi-statisch
hysteresisverlies een interpolatiemap worden opgesteld. Hiervoor worden quasi-
statische hysteresislussen (Fig. 5.3) opgemeten op het Epstein-frame. Via interpo-
latie van een gesimuleerde H-waarde in de bekomen Everett-map wordt bijgevolg
het quasi-statisch hysteresisverlies bepaald [15].

B. Bepaling van het wervelstroomverlies

Het wervelstroomverlies zal worden berekend met behulp van (5.4) of (5.5). Uit
deze vergelijkingen blijkt dat zowel de dikte van een lamel als de geleidbaarheid
van het kernmateriaal twee belangrijke parameters zijn voor het bepalen van het
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Tabel 5.3: Gegevens: vier-klemmen meting

breedte b 28.400 mm V 22.60 mV
dikte d 0.288 mm I 3.00 A
lengte l 128.000 mm R 7.53 mΩ

exacte wervelstroomverlies. De dikte van het geleidend materiaal (d) wordt bere-
kend met behulp van gewichtsmetingen om zo de dikte van de coating te bepalen.
De dikte van één lamel is 0.3 mm en bezit een vulfactor van 1.043.

d =
0.3

1.043
= 0.288 10−5 m (5.7)

De geleidbaarheid van het kernmateriaal wordt bepaald met behulp van een vier-
klemmenmeting. Bij een dergelijke meting worden de stroom en de spanning on-
afhankelijk van elkaar gemeten. Op deze manier wordt de invloed van de contact-
weerstand op de gemeten totale weerstand beperkt. De afmetingen van de gebruik-
te lamel en de opgemeten grootheden zijn opgegeven in tabel 5.3. De bijhorende
geleidbaarheid is bijgevolg:

σ =
l

S

1
R

= 2.080 MS/m (5.8)

De invloed van de harmonischen op het bekomen wervelstroomverlies kan worden
aangetoond met behulp van Fig. 5.4. De wervelstroomverliezen berekend via (5.4)
zijn weergegeven in het zwart, de wervelstroomverliezen berekend via (5.5) zijn
weergeven in het grijs. Er valt op te merken dat voor lage waarden van de mag-
netische inductie, beide curven ongeveer gelijk zijn. Bij hogere waarden van de
inductie treedt er echter een duidelijk verschil op. Hierbij kan worden opgemerkt
dat een sinusoı̈daal H-veld wordt opgedrongen en bijgevolg wordt vanwege de
niet-lineariteit van de kern een vervormd B-veld bekomen. Indien de invloed van
deze harmonischen verwaarloosd wordt, leidt dit tot een onderschatting van ruim
25%. In wat volgt zal dan ook vergelijking (5.4) worden gebruikt om de bijdrage
van de wervelstromen te bepalen tot het ijzerverlies.

C. Bepaling van het excessverlies

De bepaling van de parameter, Cexc, in vergelijking (5.6) gebeurt via metingen op
een Epstein-frame. Waar in paragraaf 5.3.1.A. quasi-statische BH-lussen werden
opgemeten, worden, voor het bepalen van Cexc, analoge BH-lussen opgemeten
maar dan bij een frequentie van 50 Hz. De bijhorende oppervlakte van deze BH-
lussen bepaalt het ijzerverlies. Indien het ijzerverlies wordt verminderd met het



i
i

i
i

i
i

i
i

186 Verliezen in transformatoren

Bmax [T]

P
c
l

[W
/k

g
]

0.4 0.6 0.8 1 1.2 1.4 1.6 1.8 2
0

0.05

0.1

0.15

0.2

0.25

0.3

0.35

0.4

Figuur 5.4: Berekening van de wervelstroomverliezen op basis van de dB/dt:
zwart, en via de Bmax: grijs

quasi-statisch hysteresisverlies en het wervelstroomverlies rest er enkel nog het ex-
cessverlies. De parameter is een gemiddelde waarde bekomen via de verschillende
metingen en (5.6):

Cexc = 3.5 (5.9)

Hierbij kan worden opgemerkt dat de grootheden in (5.6) in hun gebruikelijke een-
heden worden uitgedrukt.

D. Overzicht

Een overzicht van de verschillende metingen op enkele lamellen van het kernma-
teriaal wordt gegeven in Fig. 5.5. In deze figuur is er een vergelijking gemaakt van
de opgemeten ijzerverliezen (grijze volle lijn), met de som (zwarte volle lijn) van
de opdeling in hysteresisverliezen (streeplijn), wervelstroomverliezen (puntlijn) en
excessverliezen (punt-streeplijn). De invloed van de harmonischen in het B-veld
komen hier tot uiting in de wervelstroomverliezen, waar deze bij lage inductiewaar-
den kleiner zijn dan de excessverliezen, worden deze bij hogere inductiewaarden
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Figuur 5.5: Opgemeten ijzerverliezen op het Epstein-frame (grijze volle lijn) en
de opsplitsing hiervan in quasi-statische hysteresisverliezen (streeplijn), wervel-
stroomverliezen (puntlijn) en excessverliezen (punt-streeplijn) en de som hiervan
(zwarte volle lijn)

ongeveer gelijk. Dit is echter ook een gevolg van de verwaarlozing van de harmo-
nischen bij de berekening van het excessverlies.
In wat volgt zal de methode van post-processing worden toegepast op de groothe-
den berekend via het transformatormodel om de gesimuleerde waarden van de ver-
liezen te vergelijken met de opgemeten verliezen. Net zoals in Hoofdstuk 3 zullen
er twee gevallen worden beschouwd, namelijk indien de onbelaste transformator
via voorschakelweerstanden wordt gevoed met een symmetrisch stel spanningen
en indien die wordt gevoed met een asymmetrisch stel spanningen. De belangrijk-
ste eigenschappen van de transformator worden weergegeven in tabel 5.4.

5.3.2 Verliezen in symmetrische onbelaste toestand

De post-processing methode om de ijzerverliezen te berekenen via het transforma-
tormodel wordt geverifieerd op dezelfde testopstelling die gebruikt werd in Hoofd-
stuk 3 om de magnetiseringsstromen te bepalen in onbelaste toestand (Fig. 3.19).
De verliezen in de benen worden opgemeten via een H- en een B-spoel die ge-
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Tabel 5.4: Gegevens transformator

# windingen primair 80 - Lσp,a 2.9 mH
Oppervlakte 70.891 10−4 m2 Lσp,b 2.0 mH

Gewicht 124 kg Lσp,c 1.7 mH
lbeen,a/c 30 cm Rp,a 0.538 Ω
lbeen,b 35 cm Rp,b 0.638 Ω
ljuk 31 cm Rp,c 0.456 Ω

plaatst zijn ter hoogte van het midden van het been. In eerste instantie wordt ge-
werkt met een symmetrisch stel spanningen waarbij de rms-spanning varieert van
160 tot 230 V in stappen van 5 V. Ter illustratie worden in Fig. 5.6 de opgemeten
BH-lussen weergegeven voor de drie benen in het geval de aangelegde spanning
165, 185, 205 en 225 V is. Hoewel het aangelegde stel spanningen symmetrisch
is, is het duidelijk merkbaar op deze figuur dat de bekomen BH-lussen niet gelijk
zijn (Fig. 5.6(a)). De invloed van de verzadiging komt duidelijk tot uiting indien
rekening gehouden wordt met de schaal van de H-waarde bij de verschillende ge-
vallen.
Indien de oppervlaktes van de opgemeten BH-lussen worden uitgezet per been in
functie van de bijhorende maximale magnetische inductie dan wordt de grijze volle
lijn verkregen in Fig. 5.7. De opgemeten ijzerverliezen zijn vergeleken met de ver-
liezen bekomen via de simulaties. In Fig. 5.7 zijn de totale ijzerverliezen bekomen
via de simulaties voorgesteld door een volle zwarte lijn. Deze curve is de som van
de berekende quasi-statische hysteresisverliezen (streeplijn), wervelstroomverlie-
zen (puntlijn) en excessverliezen (punt-streeplijn).
Er valt op te merken dat de verliezen bekomen uit de simulaties, bij lage inductie-
waarden, licht hoger liggen dan de opgemeten verliezen. Bij hogere inductiewaar-
den zijn de opgemeten ijzerverliezen dan terug licht hoger dan de gesimuleerde
verliezen. Een verklaring voor het hoger zijn van de opgemeten verliezen bij hoge-
re inductiewaarden kan gevonden worden in de beperkte harmonische inhoud van
de B-velden in de simulaties ten opzichte van de opgemeten B-velden. Vanwe-
ge het gebruik van een verliesloos model hebben de bekomen magnetiseringsstro-
men immers een lagere harmonische inhoud dan in werkelijkheid (paragraaf 3.7.1).
Bijgevolg is de spanningsvervorming na de voorschakelweerstanden kleiner in het
geval van de simulaties, wat leidt tot een beperktere harmonische inhoud van het
B-veld.
Tenslotte kan de bijdrage van de verschillende verliescomponenten tot het tota-
le ijzerverlies nog worden afgeleid uit Fig. 5.7. Bij lage inductiewaarden valt
er op te merken dat de drie verliescomponenten ongeveer van dezelfde grootte-
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(d) Spanning: 225 V

Figuur 5.6: De opgemeten BH-lussen in de drie benen. Been A: links, Been B:
midden, Been C: rechts
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Figuur 5.7: Vergelijking van de totale ijzerverliezen, in functie van de maximale
inductie, bekomen via de metingen (grijze volle lijn) en via de simulaties (zwar-
te volle lijn) met opdeling van de gesimuleerde verliezen in quasi-statische hys-
teresisverliezen (streeplijn), wervelstroomverliezen (puntlijn) en excessverliezen
(punt-streeplijn)
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Tabel 5.5: Instelwaarden asymmetrisch stel spanningen

Geval Va [V] ∠Va [◦] Vb [V] ∠Vb [◦] Vc [V] ∠Vc [◦]
1 201.4 0.0 201.4 -120.0 201.4 -240.0
2 200.765 0.0 203.31 -121.5 199.915 -240.75
3 203.31 1.0 203.52 -121.0 197.37 -240.0
4 205.215 1.5 203.52 -122.25 195.465 -239.5
5 204.37 1.75 206.7 -122.0 193.555 -240.75
6 205.43 2.25 207.76 -122.5 191.435 -240.75

orde zijn, waarbij de bijdrage van de wervelstroomverliezen tot de totale ijzer-
verliezen het kleinst is. Bij stijgende inductiewaarden wordt de bijdrage van het
quasi-statisch hysteresisverlies het belangrijkst. Het verloop van de ijzerverliezen
in functie van Bmax wordt voor dit kernmateriaal ongeveer volledig bepaald door
dit quasi-statisch hysteresisverlies.
In wat volgt zal de invloed van een asymmetrisch stel spanningen op de ijzerver-
liezen worden onderzocht.

5.3.3 Invloed van een asymmetrisch stel spanningen op de ijzerverlie-
zen

In de huidige paragraaf wordt de invloed van een verminderde spanningskwaliteit
op het ijzerverlies besproken. In hoofdzaak zal de verminderde spanningskwaliteit
worden aanzien als een optredende onbalans in de aangelegde spanningen. Van-
wege de proefopstelling, waar voorschakelweerstanden worden gebruikt, zal de
spanning aan de klemmen van de transformator echter ook vervormd zijn.
In eerste instantie wordt de invloed van een asymmetrisch stel spanningen onder-
zocht, waarbij de gemiddelde waarde van deze spanningen leidt tot een B-veld
waarvan de piek ongeveer samenvalt met de knik in de verzadigingscurve. Dit is
bijgevolg analoog aan de nominale werkingstoestand van een transformator. De
beschouwde gevallen onderscheiden zich in de graad van onbalans. De onbalans
die hier wordt beschouwd is gedefinieerd als de verhouding van de inverse en de di-
recte component van de spanning en varieert voor de beschouwde gevallen van 0 %
tot en met 5 %. In tabel 5.5 worden de waarden weergegeven van de aangelegde
spanningen.
In tabel 5.6 worden de totale ijzerverliezen bekomen via de simulaties (S) verge-
leken met de opgemeten waarden (M). Vervolgens wordt in tabel 5.7 per been de
opdeling weergegeven van de gesimuleerde verliezen.
In eerste instantie kan analoog aan het symmetrisch geval worden besloten dat de
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Tabel 5.6: Vergelijking van de ijzerverliezen [W/kg] per been bekomen via simu-
laties en via metingen

Been a Been b Been c
Geval S M S M S M

1 1.24 1.11 1.20 1.03 1.22 1.07
2 1.23 1.03 1.24 0.97 1.17 1.07
3 1.27 1.17 1.25 1.06 1.11 0.99
4 1.30 1.23 1.27 0.95 1.07 1.05
5 1.29 1.26 1.31 1.09 1.04 0.92
6 1.31 1.31 1.34 1.03 1.00 0.89

Tabel 5.7: Opsplitsing van de gesimuleerde ijzerverliezen [W/kg]

Been A Been B Been C
Geval Physt Pcl Pexc Physt Pcl Pexc Physt Pcl Pexc

1 0.65 0.25 0.34 0.61 0.25 0.35 0.63 0.24 0.34
2 0.64 0.24 0.34 0.65 0.25 0.35 0.59 0.24 0.34
3 0.67 0.25 0.35 0.66 0.25 0.35 0.54 0.23 0.33
4 0.70 0.25 0.35 0.67 0.25 0.35 0.52 0.23 0.33
5 0.69 0.25 0.35 0.70 0.26 0.36 0.49 0.23 0.33
6 0.71 0.25 0.35 0.74 0.26 0.36 0.47 0.22 0.32

ijzerverliezen stijgen bij een hoger aangelegde spanning en dit vooral door de grote
correlatie tussen de aangelegde spanning en de quasi-statische hysteresisverliezen.
Uit tabel 5.7 blijkt dat het wervelstroom- en het excessverlies maar in beperkte ma-
te worden beı̈nvloedt door de aangelegde graad van onbalans. Verder kan worden
opgemerkt dat de onbalans in de aangelegde spanningen geen invloed heeft op de
nauwkeurigheid van de voorgestelde berekeningsmethode. De afwijkingen tussen
de opgemeten en berekende waarden liggen hier immers in dezelfde grootte-orde
als bij validatie met een symmetrisch stel spanningen.

In wat volgt zal worden onderzocht hoe de verliezen in de verschillende benen wor-
den beı̈nvloed door de graad van onbalans. In Fig. 5.8 wordt het verband gegeven
tussen de onbalansfactor en de onbalans van de verliezen in de drie benen voor de
verschillende graden van onbalans. De onbalans in de verliezen wordt berekend
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Figuur 5.8: Onbalans in de verliezen afkomstig van onbalans in de spanningen.
Meting: grijs; Simulatie: zwart, met opsplitsing van de berekende verliezen in
quasi-statische hysteresisverliezen (streeplijn), wervelstroomverliezen (puntlijn)
en excess verliezen (punt-streeplijn)

met behulp van de volgende vergelijking [16]:

% Onbalans =
Maximale afwijking van het gemiddelde

Gemiddelde waarde
x100

(5.10)

Uit Fig. 5.8 valt duidelijk af te leiden dat de onbalans in de verliezen voor de drie
benen sterk stijgt in functie van de onbalans in de spanningen. Zelfs in het geval
van een gebalanceerd stel spanningen is er reeds een zekere onbalans aanwezig
in de verliezen. Via de opsplitsing van de verliezen in quasi-statische hysterisis-
verliezen (streeplijn), wervelstroomverliezen (puntlijn) en excess verliezen (punt-
streeplijn) valt op te merken dat het vooral de hysteresisverliezen zijn die zorgen
voor de ongebalanceerde verliezen. Verder kan nog worden opgemerkt dat de wer-
velstroomverliezen meer onderhevig zijn aan een asymmetrisch stel spanningen
dan de excess verliezen.
In wat volgt wordt de invloed onderzocht van de gemiddelde spanning van het
stel asymmetrische spanningen. In [17] werd immers duidelijk gemaakt dat niet
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Tabel 5.8: Instelwaarden asymmetrisch stel spanningen

Geval Va [V] ∠Va [◦] Vb [V] ∠Vb [◦] Vc [V] ∠Vc [◦]
7 212.0 0.0 212.0 -120.0 212.0 -240.0
8 212.0 0.25 214.12 -120.5 209.88 -240.75
9 212.0 0.5 216.24 -121.0 207.76 -241.25

10 212.0 1.0 218.36 -121.75 205.64 -241.75
11 212.0 1.25 219.21 -122.25 204.58 -242.25
12 212.0 1.5 221.115 -122.75 202.67 -242.75
13 222.6 0.0 222.6 -120.0 222.6 -240.0
14 223.025 0.5 224.3 -120.5 220.48 -240.5
15 221.755 0.5 226.84 -121.0 219.21 -241.5
16 219.845 0.25 229.17 -121.5 218.785 -242.75
17 220.69 0.25 231.08 -122.25 216.24 -243.0
18 219.42 0.5 233.2 -122.5 215.815 -243.25

ieder geval met bijvoorbeeld een onbalans van 3 % leidt tot dezelfde negatieve
gevolgen voor de efficiëntie van een inductiemotor. Via de extra opdeling van de
opgelegde onbalansen volgens de gemiddelde spanning kan hier in zekere mate aan
tegemoet worden gekomen. Er worden twee extra groepen gedefinieerd, waarbij de
gemiddelde spanning respectievelijk 212 V en 222.6 V bedraagt. De beschouwde
stellen asymmetrische spanningen worden weergegeven in tabel 5.8.
Analoog aan tabel 5.6 en 5.7, wordt respectievelijk in tabel 5.9 en 5.10 een ver-
gelijking gemaakt tussen de opgemeten en berekende verliezen en vervolgens een
opsplitsing gemaakt van de berekende verliezen in zijn drie componenten.
Met behulp van tabel 5.9 kunnen dezelfde conclusies omtrent de afwijkingen wor-
den getrokken als in paragraaf 5.3.2. De berekende waarden liggen immers enkel
voor hogere inductiewaarden onder de opgemeten waarden.
Voor de beschouwde gevallen wordt net zoals in Fig. 5.8 een vergelijking gemaakt
tussen de onbalans in de verliezen en de onbalans in de aangelegde spanning. De
resultaten bekomen met behulp van (5.10) worden weergegeven in Fig. 5.9.
Een vergelijking van de Fig. 5.8 en 5.9 leert dat de graad van onbalans verkregen
via simulaties het dichtst bij de opgemeten waarde ligt indien de maximale in-
ductie ongeveer samenvalt met de knik in de verzadigingscurve. Via de metingen
werd bekomen dat de graad van onbalans in de verliezen groter wordt naarmate de
magnetische inductie stijgt. Dit blijkt ook uit de berekeningen zoals weergegeven
in Fig. 5.9(a). In Fig. 5.9(b) is deze evolutie echter afwezig. Dit is te wijten aan
een onderschatting van de berekende verliezen t.o.v. de opgemeten verliezen, zoals
reeds werd opgemerkt in paragraaf 5.3.2.
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Tabel 5.9: Vergelijking van de ijzerverliezen [W/kg] per been bekomen via simu-
laties en via metingen

Been a Been b Been c
Geval S M S M S M

7 1.54 1.41 1.48 1.26 1.51 1.41
8 1.54 1.50 1.54 1.31 1.44 1.25
9 1.53 1.55 1.68 1.36 1.39 1.19
10 1.53 1.58 1.72 1.52 1.30 1.11
11 1.50 1.69 1.74 1.50 1.28 1.09
12 1.50 1.73 1.78 1.57 1.25 1.03
13 1.90 2.05 1.86 1.81 1.85 1.94
14 1.90 2.19 1.90 1.93 1.77 1.71
15 1.87 2.10 2.04 1.99 1.75 1.67
16 1.77 2.02 2.15 2.11 1.76 1.59
17 1.79 2.15 2.16 2.35 1.71 1.45
18 1.76 2.02 2.16 2.64 1.71 1.45

Tabel 5.10: Opsplitsing van de gesimuleerde ijzerverliezen [W/kg]

Been A Been B Been C
Geval Physt Pcl Pexc Physt Pcl Pexc Physt Pcl Pexc

7 0.91 0.27 0.37 0.84 0.27 0.37 0.88 0.27 0.37
8 0.91 0.27 0.37 0.90 0.27 0.37 0.82 0.26 0.36
9 0.90 0.27 0.37 1.04 0.28 0.38 0.77 0.26 0.36
10 0.90 0.27 0.37 1.07 0.28 0.38 0.70 0.25 0.35
11 0.87 0.27 0.36 1.09 0.29 0.38 0.68 0.25 0.35
12 0.87 0.27 0.36 1.13 0.29 0.39 0.66 0.25 0.35
13 1.22 0.30 0.39 1.19 0.29 0.39 1.18 0.29 0.39
14 1.22 0.30 0.39 1.22 0.30 0.39 1.10 0.29 0.38
15 1.20 0.29 0.38 1.36 0.30 0.39 1.09 0.28 0.38
16 1.10 0.29 0.38 1.47 0.31 0.40 1.10 0.28 0.38
17 1.12 0.29 0.38 1.47 0.31 0.40 1.06 0.28 0.38
18 1.10 0.29 0.38 1.47 0.31 0.40 1.06 0.28 0.38
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Figuur 5.9: Onbalans in de verliezen afkomstig van onbalans in de spanningen.
Meting: grijs; Simulatie: zwart, met opsplitsing van de simulatie in quasi-statische
hysteresisverliezen (streeplijn), wervelstroomverliezen (puntlijn) en excess verlie-
zen (punt-streeplijn)

5.4 Besluit

In dit hoofdstuk werd op basis van het eerder geformuleerd transformatormodel een
post-processing methodologie voorgesteld om de ijzerverliezen in transformato-
ren te berekenen. De ijzerverliezen in transformatoren kunnen worden opgesplitst
in drie componenten, namelijk de quasi-statische hysteresisverliezen, de wervel-
stroomverliezen en de excessverliezen. Deze componenten kunnen berekend wor-
den met behulp van het B- en het H-veld en enkele gekende uitdrukkingen uit de
literatuur. De B- en de H-velden worden bekomen via het transformatormodel,
dat in functie van de spanningen aan de primaire en de secundaire zijde de fluxen
in de kern berekent.
De voorgestelde methode werd vervolgens vergeleken met metingen op een trans-
formator in onbelaste toestand. Hiervoor werden in eerste instantie metingen uit-
gevoerd op het kernmateriaal, om zo de verschillende parameters te bepalen die
nodig zijn om de verschillende componenten van het ijzerverlies te berekenen. Via
metingen met een symmetrisch stel spanningen werd aangetoond dat de opgemeten
en berekende verliezen een goede overeenkomst vertonen. De berekende verliezen
blijken voor lage inductiewaarden licht hoger te zijn dan de opgemeten waarden
en bij hogere inductiewaarden zijn de berekende verliezen iets kleiner dan de op-
gemeten waarden. Bijgevolg kan besloten worden dat de berekende waarden in de
normale werkingstoestand van de transformator een goede benadering zijn voor de
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werkelijke ijzerverliezen. Tot slot werd de voorgestelde methode vergeleken indien
de onbelaste transformator werd gevoed via een asymmetrisch stel spanningen. Op
deze manier werd de invloed van een verminderde spanningskwaliteit, onbalans
en harmonische vervorming vanwege het gebruik van voorschakelweerstanden, op
de berekende verliezen bestudeerd. De bekomen ijzerverliezen bleken ook in deze
situatie een beperkte afwijking te vertonen t.o.v. de opgemeten waarden. Uit de
vergelijking van de asymmetrie in de verliezen met de onbalans in de spanning,
bleek duidelijk dat de verliezen sterk ongebalanceerd worden bij stijgende onba-
lans in de spanning.
Uit bovenstaande blijkt duidelijk dat de berekeningsmethode rekening houdt met
de spanningskwaliteit aan de klemmen van de transformator. Bovendien is deze
methode makkelijk inpasbaar in het harmonisch simulatiemodel zoals opgesteld in
Hoofdstuk 2, en dit zonder een grote invloed op de simulatietijd en de convergentie
van het programma.
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Hoofdstuk 6

Slotbeschouwingen en suggesties
voor verder onderzoek

In dit hoofdstuk worden de hoofdpunten van dit werk overlopen, waarbij vooral
de vernieuwende bijdragen worden benadrukt. Verder worden er enkele suggesties
gedaan voor toekomstig onderzoek aansluitend op dit werk.

6.1 Slotbeschouwingen

De laatste jaren is er een toename van het aantal decentrale generatoren en het
geı̈nstalleerd decentraal vermogen. Nogal wat van deze decentrale productie-eenhe-
den zijn met het net verbonden via een vermogenselektronische convertor. Deze
convertoren vormen de opgewekte elektriciteit om van gelijkspanning naar wis-
selspanning, en injecteren een stroom in het net. De vorm van deze stroom is af-
hankelijk van de aangewende controlestrategie. Naast het groter aandeel decentrale
generatoren is er een toename merkbaar van het aantal vermogenselektronische las-
ten. Deze lasten hebben een niet-lineaire spanning-stroom relatie en zorgen voor
afwijkingen van de ideale toestand van de spanning en de stroom.
Bovenstaande evolutie heeft onvermijdelijk een impact op de netkwaliteit in het
distributienet. Om de invloed van de decentrale productie-eenheden en bijhoren-
de controlestrategieën voor hun convertoren op het net te bestuderen, is er een
nood aan netwerkmodellen. Het netwerkmodel zoals voorgesteld in Hoofdstuk 2
onderscheidt zich in de volgende aspecten van andere modellen. Het model kan
worden aangewend voor eender welk radiaal net, het is opgebouwd in symmetri-
sche componenten waardoor het rekening houdt met onbalansen in het net en de
stromen in de neutrale geleider. Het gebruik van symmetrische componenten leidt
bovendien tot een kortere simulatietijd voor het netwerkmodel. Tot slot wordt de
iteratieve forward/backward-methode gebruikt. Deze methode houdt rekening met
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de topologie van het netwerk wat een tijdsvoordeel oplevert in het geval van radi-
ale netten. De iteratieve forward/backward methode is in dit werk uitgebreid om
een harmonische analyse van het net te kunnen uitvoeren. Het gebruik van een
iteratieve methode kan leiden tot numerieke instabiliteit, vooral bij hogere harmo-
nische ordes. Deze convergentieproblemen worden vermeden door het gebruik van
reactantieparen.

Het voorgestelde model laat toe om de lasten op verschillende manieren te model-
leren. Hierbij kunnen de onderzochte niet-lineaire belastingen zowel in het tijds-
als in het frequentiedomein worden gesimuleerd. Bovendien kan de complexiteit
waarmee de lasten worden gemodelleerd volledig vrij worden gekozen. In Hoofd-
stuk 2 is er een vergelijking gemaakt tussen de harmonische distorsie in het dis-
tributienet indien de interactie tussen de lasten en de spanning in het beschouwde
knooppunt al dan niet verwaarloosd wordt. Met behulp van het attenuatie- en di-
versiteitseffect kan verklaard worden dan een verwaarlozing van de interactie kan
leiden tot een overschatting van de distorsie in distributienetten.

Een studie van de netkwaliteit vergt een gedetailleerde modellering van de ver-
schillende componenten aanwezig in het elektrisch net. Naast de invloed van niet-
lineaire lasten is het bijgevolg van belang om de invloed van de transformatoren op
de netkwaliteit te bestuderen. Het transformatormodel zoals voorgesteld in Hoofd-
stuk 3 is een verliesloos model dat gebaseerd is op de vergelijkingen bekomen uit
het elektrisch en magnetisch equivalent circuit. In eerste instantie werd met behulp
van de methode van het harmonisch evenwicht een transformatormodel opgesteld
voor een eenfasige transformator om het daarna uit te breiden naar een driefasige en
driebenige transformator. Met behulp van het transformatormodel worden op ba-
sis van het spanningsspectrum de stromen in de windingen en de flux in de benen
berekend. Via een vergelijking met een eindige-elementenmodel is er aangetoond
dat er via het transformatormodel een accurate berekening kan worden gemaakt
van de stromen in de windingen en dat het model op een eenvoudige manier kan
gekoppeld worden met het netwerkmodel zoals voorgesteld in Hoofdstuk 2. Via
metingen op een transformator in onbelaste toestand is duidelijk geworden dat ter
hoogte van de overgangszone tussen de benen en het juk de dikte van de coating
van de lamellen alsook de luchtspleet tussen twee lamellen in hetzelfde vlak een
belangrijke invloed hebben op de magnetiseringsstromen. Het magnetisch equi-
valent circuit is bijgevolg uitgebreid met een verzadigingsafhankelijke luchtspleet.
Op deze manier is een transformatormodel bekomen dat zowel in symmetrische als
in asymmetrische situaties een goede benadering levert van de magnetiseringsstro-
men.

Decentrale productie-eenheden gebruiken nogal vaak convertoren om de primai-
re energiebron met het net te koppelen. Verschillende controlestrategieën worden
aangewend voor deze convertoren. In Hoofdstuk 4 wordt de invloed van het decen-
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traal genereren en van de gebruikte controlestrategie op de netkwaliteit bestudeerd.
De voornaamste besluiten die werden genomen omtrent de verliezen in distributie-
netten en de spanningskwaliteit worden opgesomd in wat volgt.
De verliezen kunnen worden opgesplitst in de fundamentele en de harmonische
verliezen. De fundamentele verliezen zijn afhankelijk van het geı̈njecteerd vermo-
gen en de belasting, maar in het algemeen kan worden opgemerkt dat de verliezen
in eerste instantie dalen, om daarna, bij grotere geı̈njecteerde vermogens, terug te
stijgen. Daarnaast kan worden vastgesteld dat de harmonische verliezen een be-
langrijk aandeel kunnen krijgen ten opzichte van de totale verliezen. Een vergelij-
king tussen de dempende en de sinusoı̈dale controlestrategie toont een belangrijke
reductie aan van de harmonische verliezen indien de dempende controlestrategie
wordt aangewend. Naast de invloed van een stijgend geı̈njecteerd vermogen van
de decentrale generatoren werd verder nog de invloed van de plaatsing, de fase van
connectie en het nominaal versus werkelijk geı̈njecteerd vermogen besproken.
De invloed op de spanningskwaliteit is in dit werk opgesplitst in de invloed op de
rms-spanning, harmonische vervorming van de spanning, spanningsonbalans en de
reactie op spanningsdips. Algemeen kan worden opgemerkt dat de invloed van de
stroom in de neutrale geleider en bijhorende nulpuntsverschuiving een belangrij-
ke invloed heeft op de spanningskwaliteit. Bijgevolg is het vooral belangrijk in
landelijke netten, waar de weerstandswaarde van de neutrale en de fasegeleiders
het grootst is, om de spanning in de drie fasen te controleren, zelfs al worden de
decentrale generatoren maar op één bepaalde fase aangesloten. Daarnaast kan de
positieve invloed van de dempende controlestrategie worden benadrukt en de soms
onvoorspelbare reactie van de sinusoı̈dale convertor die op een zo realistisch mo-
gelijke wijze is gemodelleerd.
Uit de resultaten bekomen in Hoofdstuk 4 valt duidelijk af te leiden dat decentrale
productie-eenheden de spanningskwaliteit in het net in belangrijke mate kunnen
beı̈nvloeden.
In Hoofdstuk 5 wordt er bijgevolg aandacht besteed aan de invloed van de span-
ningskwaliteit op de verliezen in transformatoren, waarbij de focus wordt gelegd
op de ijzerverliezen. De berekening van de ijzerverliezen wordt uitgevoerd op ba-
sis van de splitsing van de ijzerverliezen in drie componenten, namelijk de quasi-
statische hysteresisverliezen, de wervelstroomverliezen en de excessverliezen. De-
ze componenten kunnen berekend worden met behulp van het B- en het H-veld
en enkele gekende uitdrukkingen uit de literatuur. De B- en de H-velden wor-
den bekomen via het transformatormodel, dat in functie van de spanningen aan de
primaire en de secundaire zijde de fluxen in de kern berekent.
De voorgestelde methode is vervolgens vergeleken met metingen op een transfor-
mator in onbelaste toestand. Via metingen met een symmetrisch stel spanningen
wordt aangetoond dat de opgemeten en berekende verliezen een goede overeen-



i
i

i
i

i
i

i
i

204 Slotbeschouwingen en suggesties voor verder onderzoek

komst vertonen. De berekende verliezen zijn voor lage inductiewaarden licht hoger
dan de opgemeten waarden en bij hogere inductiewaarden zijn de berekende ver-
liezen iets kleiner dan de opgemeten waarden. Bijgevolg kan besloten worden dat
de berekende waarden in de normale werkingstoestand van de transformator een
goede benadering zijn voor de werkelijke ijzerverliezen. Vervolgens is de voorge-
stelde methode vergeleken bij een onbelaste transformator waarbij deze gevoed is
via een asymmetrisch vervormd stel spanningen. De bekomen ijzerverliezen blij-
ken ook in deze situatie een beperkte afwijking te vertonen t.o.v. de opgemeten
waarden. Uit de vergelijking van de asymmetrie in de verliezen met de onbalans
in de spanning, blijkt duidelijk dat de verliezen sterk ongebalanceerd worden bij
stijgende onbalans in de spanning. Dit wordt voornamelijk veroorzaakt door de
quasi-statische hysteresisverliezen.
Uit bovenstaande blijkt duidelijk dat in dit werk een netwerkmodel is voorgesteld,
waarmee op een snelle en accurate manier de spanningsvervorming in de knoop-
punten kan worden berekend. Hierbij is rekening gehouden met de aanwezige
niet-lineaire elementen in het netwerk en kan het model worden aangewend om
de invloed van allerhande niet-lineaire belastingen op de netkwaliteit te bepalen.
Bovendien is een post-processing methode voorgesteld om de invloed van de be-
komen netkwaliteit op de ijzerverliezen in transformatoren te bepalen.

6.2 Suggesties voor verder onderzoek

Ter afsluiting van dit werk, worden hier enkele suggesties geformuleerd voor ver-
der onderzoek dat aansluit op dit werk.

• De evolutie naar meer decentrale productie-eenheden in het distributienet
heeft geleid tot de ontwikkeling van slimme meters. In eerste instantie zul-
len deze helpen om een duidelijkere tarificatie te bekomen, maar bijkomend
openen ze nieuwe perspectieven om de decentrale productie-eenheden en an-
dere lasten die op het net zijn aangesloten aan te sturen. Zo kunnen bepaal-
de toestellen, bij de afnemers van elektrische energie, aan- of afgeschakeld
worden op basis van de prijs van de elektriciteit, of op basis van bepaalde
fysische eigenschappen van het net. De invloed van de bijhorende regelstra-
tegieën op de netkwaliteit is natuurlijk van groot belang. Er kan bijvoorbeeld
geopteerd worden om een afvlakking van het lastprofiel te bekomen, of om
de lijnverliezen te beperken. Het voorgestelde netwerkmodel kan, mits de
implementatie van een hogere iteratielus, worden aangewend om de invloed
op de netkwaliteit van bovenstaande evoluties te bestuderen.

• Wegens problemen met de onbalans in het distributienet is er een evolutie
naar decentrale productie-eenheden die via een driefasige convertor met het
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net worden gekoppeld. Deze driefasige convertoren kunnen naast hun fun-
damentele functie om de beschikbare energie in het net te injecteren, worden
aangewend om net ondersteunende activiteiten te leveren. Hiervoor kunnen
verschillende convertortopologieën en bijhorende controlestrategieën wor-
den beschouwd. De ideale keuze kan worden gemaakt m.b.v. simulatieresul-
taten geleverd door het ontwikkelde netwerkmodel.

• De aspecten van de netkwaliteit beschouwd in dit werk beperken zich vooral
tot steady-state of quasi steady-state effecten. Een uitbreiding van het model,
bijvoorbeeld met behulp van dynamische fasoren, naar transiënte fenomenen
is een belangrijk onderwerp.

• Nogal vaak worden de bestudeerde controlestrategieën voor convertoren ge-
modelleerd in het tijdsdomein. Hierdoor gaat één van de grootste voordelen
van het voorgestelde netwerkmodel, namelijk de korte simulatietijd, verlo-
ren. Onderzoek naar het modelleren van de voorgestelde controlestrategieën
in het frequentiedomein, bijvoorbeeld met behulp van schakelende functies
(E: switching functions), kan dit probleem verhelpen.
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Bijlage A

Implementatie van het
voorgestelde simulatiemodel

In deze bijlage zal de implementatie van het voorgestelde simulatiemodel uit Hoofd-
stuk 2 meer in detail worden besproken. In eerste instantie wordt er dieper ingegaan
op de topologie van het beschouwde netwerkmodel. Meer bepaald wordt er aan-
dacht besteed aan de opbouw van het netwerk en de berekening van de bijhorende
impedantiematrices. Vervolgens wordt aangetoond op welke manier de gebruiker
de belasting verbonden met het net kan ingeven. Tot slot wordt de voorgestelde op-
lossingsmethode, toegepast op een willekeurig netwerkmodel, in detail uitgewerkt.
Het voorgestelde simulatiemodel maakt gebruik van een iteratieve oplossingsme-
thode. Bijgevolg kunnen er problemen optreden met de stabiliteit. De oplossing en
de implementatie hiervan wordt uitvoerig besproken.

A.1 Topologie van het elektrisch net

In de huidige paragraaf wordt dieper ingegaan op de algemene topologie van het
beschouwde netwerkmodel.

A.1.1 Structuur van het netwerk

In Fig. A.1 wordt een zo algemeen mogelijk radiaal netwerk getoond dat kan wor-
den gebruikt voor de simulaties. De topologie van het netwerk is als volgt: een
vermogenstransformator wordt gekoppeld met een Thévenin-equivalent van het
hoogspanningsnet. Daarna volgen k distributietransfomatoren die eventueel via
een verbindingslijn verbonden zijn met de vermogenstransformatoren. De distri-
butietransformatoren worden op hun beurt verbonden met het pcc. Als pcc wordt
in dit werk het eerste gemeenschappelijk punt beschouwd van alle afnemers die
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A B

C

D

E

Figuur A.1: Eendraadsschema van een willekeurig radiaal distributienet

verbonden zijn met het middenspanningsnet via dezelfde distributietransformator.
Dit punt kan samenvallen met de secundaire van de transformator, of valt samen
met het andere uiteinde van de verbindingslijn die vertrekt vanuit de secundaire van
de distributietransformator. Vanuit het pcc vertrekken li distributiefeeders met mj

knooppunten waarop er nog één of meerdere subfeeders kunnen vertrekken en/of
de verbruikers zijn geconnecteerd.
De gebruiker van dit simulatiemodel moet dus in eerste instantie de topologie van
het netwerk bepalen. Dit gebeurt door de vectoren K, L en M te definiëren. De
vectorK bevat één element dat het aantal distributietransformatoren bepaalt, L be-
vat k elementen en L(i) duidt het aantal feeders aan voor de i-de distributietrans-
formator, de vector M bevat

∑k
i=1 li elementen die voor elke feeder aanduiden

hoeveel knooppunten er aanwezig zijn. Rekening houdend met deze definitie kan
het radiaal netwerk in Fig. A.1 als volgt worden ingegeven:

K = [k] (A.1)

L = [l1, l2, l3 . . . lk−1, lk] (A.2)

M = [m1,m2 . . .mL1−1,mL1 . . .mLk−2+1 . . .mLk−1
. . .mLk

] (A.3)

hierbij worden de subfeeders nog buiten beschouwing gelaten en wordt er gebruik
gemaakt van de volgende verkorte notatie: Yx =

∑x
i=1 Y (i).

Om te kunnen kiezen op welk knooppunt er een bepaalde last wordt geconnecteerd,
wordt elk knooppunt, van op een feeder, genummerd beginnend van links naar
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rechts en van boven naar onder. Dit levert de volgende nummering voor de punten
A tot E aangeduid op Fig. A.1.

A = 3 (A.4)

B = M1 (A.5)

C = ML1−1 − 1 (A.6)

D = MLk−2
+ 1 (A.7)

E = MLk−1
− 2 (A.8)

Het nummer toegekend aan knooppunt C kan als volgt worden gevonden: het
knooppuntC ligt op het voorlaatste knooppunt van de voorlaatste feeder geconnec-
teerd op de eerste distributietransformator. Daarom wordt het aantal knooppunten
tot en met die voorlaatste feeder opgeteld (ML1−1) en verminderd met één.
Om de topologie verder te vervolledigen met de subfeeders kan de gebruiker ook
nog het aantal subfeeders opgeven (N ) en daarna in de vector O de volgorde van
de knooppunten waarop deze zich bevinden. Het is ook mogelijk dat er meerdere
subfeeders zijn geconnecteerd op één bepaald knooppunt, voor deze subfeeders
moet verder ook nog het aantal knooppunten (via de vector P ) worden bepaald.
Gebruik makend van bovenstaande definities levert dit voor Fig. A.1 de volgende
vectoren:

N = [n] (A.9)

O = [2 . . . 2 . . .M1 − 1 . . .M1 − 1 . . . ] (A.10)

De vector P bevat, evenals de vector O, n elementen waarbij P (i) het aantal
knooppunten is op de i-de subfeeder die geconnecteerd is op het knooppunt O(i).
Het plaatsen van de lasten gebeurt ook hier via het nummer van het knooppunt op
de subfeeder. De nummering loopt vanaf het totaal aan knooppunten op de feeders,
MLk

, verder van links naar rechts en van boven naar onder (indien in de vector O
de knooppunten worden gerangschikt van klein naar groot).
Om de algemeenheid van het netwerkmodel nog te vergroten wordt aan de gebrui-
ker de mogelijkheid geboden om de knooppunten van een (sub)feeder niet equi-
distant te verdelen. Daarvoor is het nodig dat er per (sub)feeder een totale lengte
(d(i) voor de feeders en ds(i) voor de subfeeders) wordt opgegeven en per segment
een verhouding van de lengte tot de totale lengte van de feeder. Tenzij anders op-
gegeven worden de knooppunten equidistant over de (sub)feeder verdeeld. Deze
verdeling gebeurt voor de feeders via de matrix Q waarbij het element Q(i, j), met
i ≤ Lk en j ≤M(i)), de verhouding geeft van de lengte van het segment voor het
j-de knooppunt van de i-de feeder op de totale lengte van de i-de feeder. De matrix
kan gezien worden als een representatie van de topologie van het netwerk waarbij
telkens het segment voor het knooppunt wordt beschouwd. Op een analoge wijze
wordt de matrix R opgebouwd voor de subfeeders.
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Lf

Lf

Lf

Ln

Ls

Ls

Ls

Lm

Lm

Lm

(a) (b)

Figuur A.2: Analogie tussen inductantieverhoudingen

Vervolgens laat het model toe om de eigenschappen van de lijn in te geven zodat het
netwerk kan bestaan deels uit luchtlijnen en deels uit kabels. Dit wordt gerealiseerd
door vooraf een aantal soorten lijnen te definiëren door hun weerstand, inductantie
en capaciteit per lengte-eenheid te specificeren. Aan elk van deze lijnen wordt dan
een getal toegekend en de keuze van de soort lijn gebeurt dan via twee vectoren,
de vector S voor de feeders en de vector T voor de subfeeders. Hierbij bepaalt het
element S(i) de eigenschappen van de feeder met M(i) knooppunten en T (i) van
de subfeeder met P (i) knooppunten.
De overige segmenten die in Fig. A.1 voorkomen, met name de segmenten na
de distributietransformatoren en het segment na de hoogspanningstransformator,
worden gekwantificeerd door middel van de volgende twee vectoren U en V . De
eerste vector met k + 1 elementen bepaalt de lengte van het segment, beginnend
bij de eerste distributietransformator en waarbij het laatste element de lengte geeft
van het segment na de hoogspanningstransformator. Analoog bepaalt de vector V
de eigenschappen van de lijn.

A.1.2 Impedantiematrices van het netwerk

Het netwerk wordt volledig berekend met behulp van symmetrische componenten.
Er worden dus drie impedantiematrices opgesteld, een homopolaire (Z0), een di-
recte (Z1) en een inverse (Z2). Deze matrices bevatten enkel de eigenschappen van
de langsimpedanties.
Bij het opstellen van de matrices wordt er rekening gehouden met de inductanties
opgegeven zoals in Fig. A.2a. Indien de gebruiker de inductanties heeft zoals in
Fig. A.2b dan kunnen deze worden omgerekend naar de inductanties aangeduid op
Fig A.2a.
De inductanties in Fig. A.2a kunnen als volgt worden geschreven in symmetrische
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componenten:

L0 = Lf + 3Ln (A.11)

L1 = Lf (A.12)

L2 = Lf (A.13)

De omzetting van de impedantiematrix van Fig. A.2b naar symmetrische compo-
nenten met behulp van de transformatiematrix levert de volgende waarden:

L0 = Ls + 2Lm (A.14)

L1 = Ls − Lm (A.15)

L2 = Ls − Lm (A.16)

De figuren A.2a en A.2b zijn dus analoog indien:

Lm = Ln (A.17)

Ls − Lm = Lf (A.18)

De impedantiematrices van de gekozen netwerktopologie hebben als dimensie (hmax

x MLk
) waarbij hmax het aantal harmonischen is die tijdens de simulatie worden

beschouwd. Het element Z1(h,m) van de directe impedantiematrix bevat de im-
pedantie van de h-de orde voor het segment voor het m-de knooppunt. De impe-
dantiematrices worden opgesteld met behulp van de volgende tellers:

a = 1→ k (A.19)

b = 1→ L(a) (A.20)

c = 1→M(La−1 + b) (A.21)

waarbij de teller a het aantal distributietransformatoren overloopt, de teller b het
aantal feeders overloopt die geconnecteerd zijn op het pcc van de beschouwde
distributietransformator a, en tenslotte de teller c die de knooppunten op feeder b
van distributietransformator a overloopt. Dit levert de volgende uitdrukking om de
volledige directe (of inverse) impedantiematrix op te stellen waar voor de eenvoud
van notatie La−1 + b genoteerd wordt als y. Hieruit volgt dat de teller My− c+ 1
elke feeder van boven naar onder overloopt startend bij het laatste knooppunt van
de beschouwde feeder en eindigt bij het begin van die feeder.

Z1(h,My−c+1) =
(√

hrf

(
S(y)

)
+jhxf

(
S(y)

))
d(y)Q(y,M(y)−c+1) (A.22)

De homopolaire impedantiematrix wordt als volgt opgebouwd:

Z0(h,My − c+ 1) = 3
(√

hrn

(
S(y)

)
+ jhxn

(
S(y)

))
d(y)Q(y,M(y)− c+ 1)

+ Z1(h,My − c+ 1) (A.23)
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In de bovenstaande formules stelt rf(i) en rn(i) respectievelijk de per unit weer-
stand van een fase- en van de neutrale geleider per lengte-eenheid (met betrekking
tot het beschouwde spanningsniveau) voor, xf(i) en xn(i) stellen respectievelijk de
50 Hz-reactantie voor van de fase en de neutrale geleider, dit ook in per unit.
De frequentie-afhankelijkheid van de weerstand ten gevolge van het stroomver-
dringings en proximiteitseffect wordt hier benaderd door de 50 Hz-weerstand te
vermenigvuldigen met de wortel van de harmonische orde [1]. De invloed van de
temperatuur van de geleiders wordt hier buiten beschouwing gelaten, omdat er bij
de simulaties wordt verondersteld dat het netwerk in steady-state is en de tempera-
tuur van de geleiders dus constant blijft.
De opbouw van de impedantiematrices voor de subfeeders gebeurt analoog, waar-
bij b varieert van 1→ n en c van 1→ P (b). Dit levert dan uiteindelijk de volgende
uitdrukking voor de directe impedantiematrix voor de subfeeders:

Zs1(h,Pb−c+1) =
(√

hrf

(
T (b)

)
+jhxf

(
T (b)

))
ds(b)R(b, P (b)−c+1) (A.24)

Voor de homopolaire impedanties kan dan dezelfde aanpassing gebeuren als in
(A.23)
Tot slot worden ook nog de impedantiematrices (in per unit) opgesteld voor de seg-
menten na de transformatoren (Zl0, Zl1 en Zl2) en dit met behulp van de vectoren
U en V en de impedantiematrices met de secundaire en primaire impedanties van
de transformatoren (Zt0, Zt1 en Zt2) beginnend met de secundaire en de primaire
van de eerste distributietransformator en als laatste element de primaire impedantie
van de hoogspanningstransformator.

A.2 Belastingen in de knooppunten van het netwerk

Onder de term ‘belasting’ valt elk element dat (harmonische) stroom opneemt of
injecteert in de knooppunten. Een deel van deze elementen zal worden gedefinieerd
door de gebruiker terwijl andere afhankelijk zijn van de netwerktopologie.

A.2.1 Belasting afhankelijk van de netwerktopologie

A. Capaciteit van een kabel

In het geval van een luchtlijn met een lengte vanaf 50km of een kabel mag de
capaciteit niet verwaarloosd worden [2]. Met betrekking op de netwerken onder
studie, waarbij de lengte van een feeder maximaal ongeveer één kilometer is, mag
de capaciteit van de luchtlijnen verwaarloosd worden maar de capaciteit van de
kabels niet.
In het model is ervoor geopteerd om te werken met een Π-voorstelling in plaats
van de T-voorstelling omdat het aantal te berekenen knooppunten dan niet wordt



i
i

i
i

i
i

i
i

A.2 Belastingen in de knooppunten van het netwerk 213

Z(1) Z(2) Z(3) Z(4)

Zs(1) Zs(2)

Zs(3) Zs(4)

Zc(2)

Zcs(1)

Figuur A.3: Implementatie van het Π-schema in de netwerktopologie voor de fee-
ders en de subfeeders

verhoogd door een knooppunt in het midden van de lijn toe te voegen. Wegens de
mogelijkheid dat de knooppunten niet equidistant verdeeld zijn en er vertakkingen
mogelijk zijn wordt de opbouw van het Π-schema gerealiseerd zoals in Fig. A.3.
De capaciteiten in de knooppunten op een feeder (behalve het laatste knooppunt)
worden berekend met behulp van de tellers a en b gedefinieerd zoals in (A.19) en
(A.20) en waarbij c nu varieert van 2→M(La−1 + b) en y opnieuw gedefinieerd
wordt als La−1 + b. De teller My − c+ 1 loopt nu terug elke feeder af, maar start
nu bij het voorlaatste knooppunt i.p.v. bij het laatste knooppunt.

Zc(h,My − c+ 1) =
−j2xc

f

(
S(y)

)
hd(y)Q(y,M(y)− c+ 1)

//
−j2xc

f

(
S(y)

)
hd(y)Q(y,M(y)− c+ 2)

//

 ∑
O(i)=My−c+1

(
−j2xc

f

(
T (i)

)
hds(i)R(i, 1)

)−1
−1

(A.25)

Uit bovenstaande vergelijking blijkt dat de capaciteit in een knooppunt wordt op-
gebouwd door de parallelschakeling van de dwarsimpedanties komend van het
voorliggende segment (eerste term), het volgende segment (tweede term) en in-
dien er een subfeeder is geconnecteerd op het beschouwde knooppunt, de dwar-
simpedantie van het eerste segment van de subfeeder (derde term). De dwarsimpe-
dantie in het laatste knooppunt op een feeder wordt bekomen analoog aan (A.25),
waar c dan gelijk is aan één en de tweede term in (A.25) wegvalt. In vergelijking
(A.25) stelt xc

f de dwarsimpedantie van een fasegeleider voor, van het segment voor
het beschouwde knooppunt, dit terug in per unit (omgerekend met de referentie-
impedantie afhankelijk van de nominale spanning in het beschouwde knooppunt).
De capacitieve dwarsimpedantie in de knooppunten (behalve het laatste) op de sub-
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feeder worden als volgt gedefinieerd:

Zcs(h,Pb−c+1) =
−j2xc

f

(
T (b)

)
hds(b)

(
1

R(b, P (b)− c+ 1)
//

1
R(b, P (b)− c+ 2)

)

(A.26)

waarbij b varieert van 1→ n en c van 2→ P (b). De capacitieve dwarsimpedantie
in het laatste knooppunt wordt analoog opgebouwd, maar c is dan gelijk aan één
en de tweede term in (A.26) valt weg.
Tot slot wordt de capacitieve dwarsimpedantie nog berekend in de knooppunten
volgend op de segmenten na de transformatoren (Zcl) en de knooppunten na de
secundaire van de transformatoren (Zct). De realisatie van het Π-schema wordt
getoond op Fig. A.4. De matrix Zcl wordt als volgt opgebouwd (rekening houdend
met (A.19)):

Zcl(h, a) =
−j2xc

f

(
V (a)

)
hU(a)

//

L(a)∑
i=1

(
−j2xc

f

(
S(La−1 + i)

)
hd(La−1 + i)Q(La−1 + i, 1)

)−1
−1

(A.27)

Dit geldt voor de eerste k elementen. De tweede term in bovenstaande vergelijking
stelt de dwarsimpedantie voor van het eerste segment van elke feeder die gecon-
necteerd is op het pcc van de beschouwde transformator. De berekening van de
dwarsimpedantie voor het segment na de hoogspanningstransformator gebeurt als
volgt:

Zcl(h, k + 1) =
−j2xc

f

(
V (k + 1)

)
hU(k + 1)

(A.28)

De capaciteit in de knooppunten na de transformator wordt als volgt berekend:

Zct(h, a) =
−j2xc

f

(
V (a)

)
hU(a)

(A.29)

voor de eerste k elementen terwijl het (k+1)-de element identiek is aan Zcl(h, k+
1).

A.2.2 Belasting gedefinieerd door de gebruiker

De belastingen gedefinieerd door de gebruiker omvatten alle mogelijke lasten in
een knooppunt, alsook decentrale generatoren (installaties die elektrische energie
produceren en aangesloten zijn op het elektrische laagspanningsnet). In deze para-
graaf wordt er geen onderscheid gemaakt tussen lasten en decentrale generatoren,
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Zt(2k + 2) Zt(2k + 1) Zl(k + 1)

Zt(2) Zt(1) Zl(1)

Zt(4) Zt(3) Zl(2)

Zt(2k) Zt(2k − 1) Zl(k)

Zct(k + 1) Zcl(k + 1)

Zct(1) Zcl(1)

Zct(2) Zcl(2)

Zct(k) Zcl(k)

Im(k + 1)

Im(1)

Im(2)

Im(k)

Figuur A.4: Implementatie van het Π-schema in de netwerktopologie voor de seg-
menten na de transfo’s en de invloed van de magnetiseringsstroom

omdat deze laatste kunnen worden beschouwd als lasten die een negatief vermogen
opnemen. Er wordt echter wel een onderscheid gemaakt tussen de verschillende
representaties van de lasten omdat dit een invloed heeft op de nauwkeurigheid van
het beschouwde geval.
De gebruiker heeft de mogelijkheid om enerzijds de basisbelasting van het netwerk
te definiëren onder de vorm van verdeelde lasten langsheen de feeders en de sub-
feeders. Daarnaast heeft de gebruiker de optie om meer specifieke lasten toe te
kennen aan een knooppunt, deze worden hier verder besproken onder de noemer
‘niet-verdeelde lasten’.
In wat volgt zal worden aangegeven hoe de gebruiker van het model dergelijke ‘ver-
deelde lasten’ en ‘niet-verdeelde lasten’ kan ingeven en hoe dit wordt uitgewerkt
in de modellering.

A. Verdeelde lasten

Onder de basisbelasting van het netwerk vallen de lineair driefasig symmetrische
RL- en RC-lasten, of een combinatie van beide. Deze kunnen zowel in ster, geaarde
ster als in driehoek worden geschakeld en daarbij kunnen ze gedefinieerd worden
als constante impedantielasten of constant-vermogenlasten.

• Constante impedantielasten

De gebruiker kan via de matrix F het totale schijnbaar vermogen opgeven
dat de feeder zou opnemen indien de spanning in de knooppunten van de
feeder gelijk is aan de nominale waarde. Het element F (1, i) bevat het ver-
mogen opgenomen door de i-de feeder, terwijl F (2, i) de overeenstemmen-
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de inductieve arbeidsfactor weergeeft. In het geval van een lineaire belasting
kan de impedantie in een bepaald knooppunt worden beschreven door een
kolomvector, waarbij het aantal rijen het aantal harmonischen is dat wordt
beschouwd voor de simulaties. Deze vectoren worden in de matrix ZcRL op-
genomen waarbij het kolomnummer van deze matrices overeenstemt met het
nummer van het knooppunt. Voor het geval van een subfeeder wordt analoog
gewerkt met een matrix Fs en een impedantiematrix ZscRL.

De driefasige last kan geconnecteerd worden in ster, geaarde ster of driehoek.
Dit wordt, voor een RL-last op een feeder, door de gebruiker ingegeven in
de derde rij van de matrix F door respectievelijk een 1, 2 of 3 in te geven.
Indien de lasten in geaarde ster zijn geschakeld zijn de matrices ZcRL0 (ho-
mopolaire), ZcRL1 (directe) en ZcRL2 (inverse) identiek. Bij een connectie in
ster of driehoek worden de homopolaire impedanties oneindig. Bij een con-
nectie in driehoek wordt de werkelijke impedantie gedeeld door drie omdat
de last in driehoek in het model zal worden gezien als een last in ster.

Tenslotte bestaat er nog de mogelijkheid dat de verdeelde last niet evenredig
moet verdeeld zijn tussen de knooppunten op de feeder. Op een analoge
wijze als het niet-equidistant zijn van de knooppunten langsheen een feeder
of een subfeeder via de matrices Q en R worden hier de matrices QcRL en
RcRL gedefinieerd.

Ter illustratie wordt hier getoond hoe de matrix ZcRL1 wordt opgebouwd
met behulp van de tellers (A.19)-(A.21) en waarbij y terug wordt genoteerd
als La−1 + b. Verder wordt ook nog het totale schijnbaar vermogen gedeeld
door drie en door de referentiewaarde van het vermogen.

ZcRL1(h,My−c+1) =

(
F (2, y) + jh sin

(
arccos

(
F (2, y)

)))
F (1, y)QcRL(y,M(y)− c+ 1)

(A.30)

Analoog kunnen de RC-lasten worden gedefinieerd via de matrix G of Gs,
waarbij nu in de tweede rij de capacitieve arbeidsfactor wordt ingegeven. De
RC-impedantievectoren worden opgenomen in de matrix ZcRC of ZscRC.

• Constant-vermogenlasten

Een constant-vermogenlast kan op verschillende manieren worden gedefi-
nieerd. In dit werk is ervoor gekozen om het vermogen opgenomen door
de fundamentele directe component constant te houden [3]. Fysisch gezien
volgt hieruit dat de fase met de hoogste spanning het grootste deel van het
totaal opgenomen vermogen opneemt.

De impedantiematrices worden op analoge wijze berekend als bij de constan-
te impedantielasten, maar de nominale spanning gebruikt in (A.30) wordt
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nu vervangen door de grondgolfcomponent van de directe spanning in het
beschouwde knooppunt van de (sub)feeder

(
V (s)1(1,My − c + 1)

)
. De

matrices Z(s)cpRL en Z(s)cpRC worden in elke iteratie opnieuw berekend.

B. Niet-verdeelde lasten

Na het definiëren van de basisbelasting kan de gebruiker nog meer specifieke las-
ten toekennen aan een knooppunt naar keuze. In wat volgt zal niet iedere mo-
gelijke niet-verdeelde last worden besproken, maar veeleer de methode om een
niet-verdeelde last te gaan definiëren zal worden besproken. Het ingeven van een
niet-verdeelde belasting gebeurt via het definiëren van een nieuwe matrix. Op de-
ze manier kan een zogenaamde specifieke belasting toch op een algemene manier
behandeld worden in het model.
Het definiëren van de niet-verdeelde lasten gebeurt ongeveer analoog aan het in-
geven van de subfeeders. In eerste instantie wordt het aantal niet-verdeelde lasten,
x ingegeven. Daarna wordt een matrix X gedefinieerd waarbij het aantal kolom-
men gelijk is aan het aantal niet-verdeelde lasten en het aantal rijen bepaald wordt
door de benodigde inputgegevens voor de beschouwde niet-verdeelde last. Waar er
meer rijen zijn dan benodigde gegevens worden deze opgevuld door nullen. In de
eerste rij wordt het knooppunt ingegeven waarop de niet-verdeelde last is gecon-
necteerd. Vervolgens wordt het type last gedefinieerd en het opgenomen vermogen,
wat negatief kan zijn indien het gaat om een decentrale generator, tenslotte wordt
de fase aangegeven waarop de belasting is geconnecteerd. Indien nodig worden
de volgende rijen nog aangevuld met gegevens over de niet-verdeelde last, waar-
bij de gebruiker zelf kan bepalen wat waar komt te staan. Zodoende wordt een
flexibel model bekomen en kan de gebruiker de invloed van om het even welke be-
lasting gaan testen. Voor het model zal elke niet-verdeelde last worden aanzien als
een stroombron die al dan niet spanningsafhankelijk is. De belasting zelf zal waar
nodig de spanning in het geconnecteerde knooppunt als informatie meekrijgen.

A.3 De oplossingsmethode

De forward/backward methode zal hier worden uitgewerkt voor de voorgestelde
willekeurige netwerktopologie. Hierbij zullen enkel de vergelijkingen voor de di-
recte component expliciet worden uitgeschreven. In tabel A.1 wordt een overzicht
gegeven van de verschillende matrices die reeds zijn opgesteld en de matrices die
nodig zijn voor het uitvoeren van de forward/backward methode. Hierbij is zowel
hun symbool als hun dimensie weergegeven en is er ook een korte omschrijving
gegeven. In deze tabel ontbreken de stroommatrices die afkomstig zijn van de
capaciteiten van de kabel of van de verdeelde belastingen gedefinieerd door de
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Tabel A.1: Overzicht van de gebruikte matrices voor het directe netwerk

Symbool Dimensie Omschrijving
Z1 h x MLk

Impedantie van de segmenten op de feeders
Zs1 h x Pn Impedantie van de segmenten op de subfeeders
Zl1 h x k + 1 Impedantie van de segmenten na de transformatoren
Zt1 h x 2(k + 1) Secundaire en primaire impedantie van de transformatoren
Zc1 h x MLk

Capaciteiten op de knooppunten van de feeders
Zcs1 h x Pn Capaciteiten op de knooppunten van de subfeeders
Zcl1 h x k + 1 Capaciteiten in knooppunten na segment na de transformatoren
Zct1 h x k + 1 Capaciteiten in knooppunten na secundaire van transformatoren
ZcRL1 h x MLk

Constante RL-last in de knooppunten van de feeders
ZscRL1 h x Pn Constante RL-last in de knooppunten van de subfeeders
ZcRC1 h x MLk

Constante RC-last in de knooppunten van de feeders
ZscRC1 h x Pn Constante RC-last in de knooppunten van de subfeeders
ZcpRL1 h x MLk

Constant-vermogenlast (RL) in de knooppunten van de feeders
ZscpRL1 h x Pn Constant-vermogenlast (RL) in de knooppunten van de subfeeders
ZcpRC1 h x MLk

Constant-vermogenlast (RC) in de knooppunten van de feeders
ZscpRC1 h x Pn Constant-vermogenlast (RC) in de knooppunten van de subfeeders
Im1 h x k + 1 Magnetiseringsstroom van de transformatoren
INV1 h x x Stromen opgenomen door de niet-verdeelde lasten
Ikn1 h x MLk

+ Pn Stroom opgenomen in de knooppunten
I1 h x MLk

Stroom door de segmenten van de feeders
Is1 h x Pn Stroom door de segmenten van de subfeeders
Il1 h x k + 1 Stroom door de segmenten na de transformatoren
It1 h x 2(k + 1) Stroom door de secundaire en primaire van de transformatoren
V1 h x MLk

Spanning in knooppunten van de feeders
V s1 h x Pn Spanning in knooppunten van de subfeeders
V l1 h x k + 1 Spanning in knooppunten na de segmenten na de transformatoren
V t1 h x 2(k + 1) Spanning na secundaire en primaire van de transformatoren

gebruiker. De dimensie van zo een stroommatrix is immers dezelfde als de over-
eenkomstige impedantiematrix en in het symbool wordt de Z vervangen door een
I . In wat volgt wordt een overzicht gegeven van de verschillende stappen in de for-
ward/backward methode zoals deze wordt uitgevoerd voor een willekeurig radiaal
netwerk.

Stap 1: De spanning in ieder knooppunt wordt gelijk gekozen aan de nominale waar-



i
i

i
i

i
i

i
i

A.3 De oplossingsmethode 219

de

Stap 2: De stromen opgenomen door de belastingen in het netwerk worden bere-
kend. De spanningsmatrices (V1 en V s1) wordt hiervoor puntsgewijs ge-
deeld door de overeenkomstige impedantiematrices. De bekomen stromen,
opgenomen in de knooppunten van de feeders of de subfeeders, worden ver-
volgens ondergebracht in één matrix (Ikn).

Ikn1 = [Ic1 Ics1] + [IcRL1 IscRL1] + [IcRC1 IscRC1]
+ [IcpRL1 IscpRL1] + [IcpRC1 IscpRC1] (A.31)

Vervolgens worden de stromen afkomstig van de niet-verdeelde lasten nog
bij deze matrix opgeteld. Dit gebeurt als volgt:

Ikn1(h,X(1, i)) = Ikn1(h,X(1, i)) + INV1(h, i) (A.32)

Hierbij is X(1, i) het nummer van het beschouwde knooppunt voor de i-de
niet-verdeelde last.

Stap 3: De stromen door de segmenten van het netwerk worden berekend met be-
hulp van de reeds bekomen stromen. In eerste instantie worden de stromen
bepaald in de segmenten van de subfeeders. Er wordt gebruik gemaakt van
de teller b die loopt van 1 → n en van de teller c die loopt van 1 → Pb.
Bijgevolg loopt de teller Pb − c+ 1 elke subfeeder af van achter naar voor.

Is1(h,Pb−c+1) = Ikn1(h,MLk
+Pb−c+1)+Is1(h,Pb−c+2)|c>1

(A.33)

De eerste term van deze vergelijking stelt de opgenomen stroom voor in het
knooppunt na het beschouwde segment terwijl de tweede term de stroom
voorstelt in het segment na het beschouwde segment. Deze term wordt enkel
in rekening gebracht indien c > 1.

De bekomen matrix voor de stromen in de segmenten van de subfeeders be-
vat de stroom die via de subfeeders in een knooppunt van een feeder wordt
geı̈njecteerd. Om de stromen te bepalen in de segmenten van de feeder wor-
den deze stromen die geı̈njecteerd worden vanuit een subfeeder dan ook be-
schouwd als een laststroom en in rekening gebracht in de matrix Ikn:

Ikn1(h,O(b)) = Ikn1(h,O(b)) + Is1(h,Pb−1 + 1) (A.34)

De teller b loopt hierbij nog steeds van 1→ n.

De stromen in de segmenten van de feeder worden berekend met behulp van
de tellers zoals gedefinieerd in (A.19)-(A.21). Hier wordt La−1 + b terug
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genoteerd als y. Waaruit volgt dat de teller My−c+1 elke feeder van boven
naar onder overloopt startend bij het laatste knooppunt van de beschouwde
feeder en eindigt bij het begin van die feeder.

I1(h,My−c+1) = Ikn1(h,My−c+1)+I1(h,My−c+2)|c>1 (A.35)

Tot slot worden nog de stromen door de segmenten na de transformatoren
bepaald (Il1) en de stromen door de primaire en secundaire winding van
de transformatoren It1. Voor de eerste k elementen van Il1 geldt, waarbij
i = 1→ k:

Il1(h, i) =
∑

j=My−1+1

I1(h, j) + Icl1(h, i) (A.36)

De eerste term in bovenstaande vergelijking is de som van de stromen in het
eerste segment van de feeders die aangesloten zijn op het segment na de i-
de distributietransformator. De tweede term is de stroom opgenomen door
de capaciteit na het beschouwde segment. De stroom in de secundaire van
de distributietransformatoren kan worden opgesteld met de zonet berekende
stroommatrix:

It1(h, 2i− 1) = Il1(h, i) + Ict1(h, i) (A.37)

Nu de stroom in de secundaire van de distributietransformatoren is gekend,
kan met behulp van de reeds berekende magnetiseringsstromen de stroom in
de primaire van de distributietransformatoren worden bepaald:

It1(h, 2i) = It1(h, 2i− 1) + Im1(h, i) (A.38)

Tot slot wordt de stroom in het segment na de hoogspanningstransformator
bepaald door:

Il1(h, k + 1) =
k∑
i=1

Il1(h, i) + Icl1(h, k + 1) (A.39)

Analoog als bij de distributietransformator worden hier dan nog de stroom
door de secundaire en primaire van de hoogspanningstransformator bepaald:

It1(h, 2k + 1) = Il1(h, k + 1) + Ict1(h, k + 1) (A.40)

It1(h, 2k + 2) = It1(h, 2k + 1) + Im1(h, k + 1) (A.41)

Hiermee wordt de voorwaartse beweging beëindigd.



i
i

i
i

i
i

i
i

A.3 De oplossingsmethode 221

stap 4: Tijdens deze stap wordt de achterwaartse beweging uitgevoerd. De spannin-
gen worden dus opgebouwd vanuit de spanning van het Thévenin-equivalent
van het hoogspanningsnet (Vbus) tot het laatste knooppunt op een feeder of
subfeeder. In eerste instantie wordt de spanning na de primaire van de hoog-
spanningstransformator bepaald, gevolgd door de spanning na de secundaire,
de spanning na het segment na deze transformator om dan van boven naar
onder de distributietransformatoren te overlopen. Uiteindelijk worden dan
de spanningen bepaald in de verschillende pcc’s, of m.a.w. de spanningen na
het segment na de distributietransformatoren. De teller i loopt in wat volgt
van 1→ k

V t1(h, 2k + 2) = Vbus,1 − Zt1(h, 2k + 2)It1(h, 2k + 2)
V t1(h, 2k + 1) = V t1(h, 2k + 2)− Zt1(h, 2k + 1)It1(h, 2k + 1)
V l1(h, k + 1) = V t1(h, 2k + 1)− Zl1(h, k + 1)Il1(h, k + 1)

V t1(h, 2i) = V l1(h, k + 1)− Zt1(h, 2i)It1(h, 2i)
V t1(h, 2i− 1) = V t1(h, 2i)− Zt1(h, 2i− 1)It1(h, 2i− 1)

V l1(h, i) = V t1(h, 2i− 1)− Zl1(h, i)Il1(h, i) (A.42)

Met behulp van de spannnigen in de verschillende pcc’s kunnen de spannin-
gen worden berekend langsheen de feeders. Hiervoor wordt terug gebruik
gemaakt van enkele tellers (A.19)-(A.21), waarbij y terug gedefinieerd wordt
als La−1 + b.

De spanning in het eerste knooppunt van elke feeder wordt bijgevolg als
volgt berekend:

V1(h,My−1 +1) = V l1(a)−Z1(h,My−1 +1)I1(h,My−1 +1) (A.43)

De spanning in de overige knooppunten volgt dan uit:

V1(h,My−1+c) = V1(h,My−1+c−1)−Z1(h,My−1+c)I1(h,My−1+c)
(A.44)

Tot slot worden de spanningen bepaald in de knooppunten van de subfeeders.
De tellers die hiervoor gebruikt worden zijn b : 1 → n en c : 2 → P (b).
De spanning in het eerste knooppunt van een subfeeder wordt als volgt bere-
kend:

V s1(h,Pb−1 + 1) = V1(h,O(b))−Zs1(h,Pb−1 + 1)Is1(h,Pb−1 + 1)
(A.45)
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De spanningen in de overige knooppunten van de subfeeders worden beko-
men op de volgende wijze:

V s1(h,Pb−1+c) = V s1(h,Pb−1+c−1)−Zs1(h,Pb−1+c)Is1(h,Pb−1+c)
(A.46)

Stap 5: Na het uitvoeren van de voorwaartse en achterwaartse beweging worden de
bekomen spectra van de spanningen vergeleken met die uit de vorige iteratie
(of de initiële toestand in het geval van de eerste iteratie). Indien de afwij-
kingen binnen het vooropgestelde convergentieniveau liggen dan eindigt de
oplossingmethode en krijgt de gebruiker de resultaten ter beschikking. In het
andere geval wordt er terug overgegaan naar stap 2.

In bovenstaande werd het iteratieproces uitvoerig besproken voor het directe net-
werk. De methode is analoog voor het homopolaire en inverse netwerk, maar in de
voorwaartse beweging moet er voor de homopolaire component wel rekening wor-
den gehouden met de schakeling van de transformatoren. Dit wordt echter meer in
detail besproken in paragraaf 3.5.3.

A.4 Convergentie van de forward/backward methode

In de voorgaande paragraaf werd de oplossingsmethode voor het netwerkmodel
besproken. Het is duidelijk dat het gaat om een iteratieve methode. Een gevolg
hiervan is echter dat de methode numeriek instabiel kan worden. De aangewende
oplossing voor dit probleem is het gebruik van en reactantiepaar [4]. Dit betekent
dat er twee tegengestelde reactanties worden geplaatst in serie, waarbij de negatieve
reactantie aan de netzijde is geplaatst en de positieve reactantie aan de lastzijde. De
spanning die nu wordt beschouwd gedurende de iteratieve methode is de spanning
in het knooppunt tussen het reactantiepaar.
In Fig. A.5 wordt één knooppunt getoond waarop de aanwezige belasting is uitge-
breid met een reactantiepaar, en waarop de ingevoerde spanningen zijn aangeduid.
Zoals aangegeven op de figuur is de waarde van het reactantiepaar zo gekozen dat
die enkel afhankelijk is van het beschouwde knooppunt en niet van de belasting.
In het netwerkmodel is de reactantie een bepaalde fractie van de reactantie tussen
het beschouwde knooppunt en het begin van het netwerk. De reactanties van de
tussenliggende transformatoren worden nog vermenigvuldigd met een factor af-
hankelijk van het aantal feeders dat er is op aangesloten. Op deze manier wordt
een robuuste oplossingsmethode bekomen bij elk willekeurig ingegeven netwerk.
Verder valt op deze figuur af te leiden dat door het gebruik van het reactantiepaar
er meerdere knooppunten zijn ingevoerd. Dit wegens het feit dat elke last zijn ei-
gen reactantiepaar heeft. De nieuwe knooppunten zorgen ervoor dat er meerdere
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V (A)

jX(A)
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−jX(A)

Zc(A)
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INV(xj)

jX(A)

Figuur A.5: Invloed van het reactantiepaar op de oplossingsmethode.

spanningsmatrices worden gedefinieerd. Zo is er voor bijna elke soort belasting,
zoals beschreven in paragraaf A.2, een nieuwe spanningsmatrix gedefinieerd. Deze
matrix heeft dezelfde dimensie als de bijhorende impedantiematrix. Het symbool
voor deze spanningsmatrices wordt analoog gekozen aan dat van de impedantie-
matrices zoals duidelijk gemaakt op de figuur. De lasten aan de rechterkant van
de figuur zijn de niet-verdeelde lasten. Het aantal niet-verdeelde lasten aangeslo-
ten op het knooppunt A is vrij te kiezen en is hier gekozen van xi tot xj . Tussen
de niet-verdeelde lasten wordt er echter wel een onderscheid gemaakt in de me-
thode van simuleren. Zo bevatten de spanningsafhankelijke niet-verdeelde lasten
een reactantiepaar in hun tak zoals getoond bij xi. De negatieve reactantie is in
dit geval wel opgenomen in de harmonische stroombron omdat deze stroombron
bijvoorbeeld het resultaat kan zijn van een simulatie in het tijdsdomein. De niet-
verdeelde last die aangeduid is met xj bevat in zijn tak geen reactantiepaar omdat
deze last aanzien wordt als een spanningsonafhankelijke stroombron, waarbij deze
waarde echter ook afkomstig kan zijn van een simulatie in het tijdsdomein gedu-
rende de allereerste iteratie. Het in rekening brengen van een negatieve reactantie
in de tijdsdomeinsimulatie zou hier echter leiden tot verkeerde waarden voor de
stroom.
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In paragraaf 2.7 wordt aangetoond hoe de implementatie van het reactantiepaar bij
niet-verdeelde lasten in de praktijk wordt uitgevoerd.
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