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Referat

In der vorliegenden Arbeit wird ein neuer mikromechanischer Drehratensensor vorgestellt. Das

Design orientiert sich an dem für Vibrationskreisel häufig benutzten Prinzip der schwingenden

Stimmgabel. Die mechanische Sensorstruktur wird mit Hilfe der Bulkmikromechanik herge-

stellt und arbeitet nach dem elektrostatischen Wirkprinzip. Um große Amplituden zu errei-

chen, werden mechanische Koppelschwingungen ausgenutzt. Die Arbeit konzentriert sich auf

den Entwurf der mechanischen Sensorkomponente. Dabei kommen analytische Methoden, die

Netzwerkmethode und die Finite Elemente Methode zum Einsatz.

Im ersten Teil der Arbeit wird allgemein auf Entwurfsprozeß, Modellierung und Simulati-

on mikromechanischer Strukturen eingegangen. Es wird die gemeinsame Lösung gekoppelter

Felder mit Hilfe der Netzwerkmethode (PSpice) und die partitionierte Lösung mittels Online-

Simulatorkopplung (ANSYS–PSpice) vorgestellt.

Ein wesentlicher Bestandteil der Arbeit ist die Untersuchung der viskosen Luftdämpfung mi-

kromechanischer Elemente mit engen Bewegungsspalten. Es werden verschiedene Möglich-

keiten der vereinfachten Berechnung vorgestellt.
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Abkürzungsverzeichnis

Lateinische Buchstaben

Zeichen Bedeutung

A;AEl Fläche, Elektrodenfläche

a Längenangabe: meist kurze Seite eines Rechtecks

a;aC Beschleunigung, Coriolisbeschleunigung

BW Bandbreite

b Längenangabe: meist lange Seite eines Rechtecks

[C] Elastizitätsmatrix

C Kapazität

c;cϕ Federsteifigkeit, Drehfedersteife

cs Squeeze-Federsteife (Steifigkeit der komprimierten Luft)

c0 molekulare Geschwindigkeit

D inverse modifizierte Knudsenzahl

fDg Verschiebungsflußdichtevektor

d Spalthöhe oder Elektrodenabstand eines Plattenkondensators

d0 d zum Zeitpunkt t = 0

fEg elektrischer Feldstärkevektor

E Elastizitätsmodul

Ex;Ey;Ez richtungsabhängiger Elastizitätsmodul

~e Einheitsvektor

F Kraft

Fel;Fmech elektrostatische bzw. mechanische Kraft

Fa Trägheitskraft durch Beschleunigung

FC Corioliskraft

FD;Fβ Dämpfungskraft, Kraft durch viskose Dämpfung

fFmxg Maxwellscher Flächenkraftdichtevektor

fFmechg Mechanischer Lastvektor

Fr Reaktionskraft

Fs Federkraft eines komprimierten Luftvolumens

FZ Zentrifugalkraft

f ; f0; fr Frequenz, Eigenfrequenz, Resonanzfrequenz
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Zeichen Bedeutung

G Gleitmodul

G elektrischer Leitwert

g Erdbeschleunigung

I; i elektrischer Strom, Momentanwert des Stromes

I; It Flächenträgheitsmoment, Torsionsträgheitsmoment

i Zählvariable 1;2;3; : : :

iC elektrischer Strom durch eine Kapazität

h Höhe

Kn Knudsenzahl

[K] Mechanische Steifigkeitsmatrix

L Induktivität

l Länge

lc charakteristische Länge für den Strömungsquerschnitt

Ma Machzahl

M;MC Moment, von der Corioliskraft erzeugtes Moment

m Masse

n Anzahl der Moleküle pro Volumenelement

~n Normalenvektor

P;~P Drehimpuls

p Druck

~p Impuls

p0 Normalluftdruck p0 = 101300 Pa

pa im Sensor vorherrschender Druck

Q Wärmequellendichte (Wärmeleitungsgleichung)

Q Güte (mechanisch)

fQg Elektrischer Lastvektor (Ladung)

Qp dimensionsloser Flußkoeffizient

q Verschiebung

fqg Verschiebungsvektor

R Ohmscher Widerstand

Re Reynoldszahl

R;r Radius, veränderlicher Radius
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Zeichen Bedeutung

~r Ortsvektor

fSg Dehnungsvektor

T Temperatur, Periodendauer

t Zeit

U;u elektrische Spannung, Momentanwert der Spannung

UC Spannung an einer Kapazität

v Geschwindigkeit

vx;vy Geschwindigkeitskomponente in x- bzw. y-Richtung

W Energie

x;y;z Verschiebung in Koordinatenrichtung x;y;z

Griechische Buchstaben

Zeichen Bedeutung

α Akkommodationskoeffizient, Winkel

β Dämpfungskoeffizient

δ kleine Änderung des Abstandes zwischen Elektroden

ε Aspektverhältnis eines Rechtecks b=a, wobei b > a

ε Dielektrizitätskonstante

ε0 elektrische Feldkonstante

εr relative Dielektrizitätskonstante

η dynamische Viskosität

ηLu f t
273 dynamische Viskosität von Luft bei 273 Kelvin (17:9 Pas)

ηLu f t
300 dynamische Viskosität von Luft bei 300 Kelvin (= 18:3 Pas)

ϑ Verdrillung

λ mittlere freie Weglänge der Gasmoleküle

λLu f t
273 mittlere freie Weglänge der Luftmoleküle bei 273 Kelvin (= 62:2 nm)

λLu f t
300 mittlere freie Weglänge der Luftmoleküle bei 300 Kelvin (= 66 nm)

ν kinematische Viskosität (ν = η=ρ)

Φ magnetischer Fluß oder Potentialgröße eines Kraftfeldes

Φ Torsionsfunktion

fϕg Vektor elektrisches Potential

ρ Dichte
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Zeichen Bedeutung

σ Squeeze-Zahl

fσg Spannungsvektor

τ Einschwingzeit

τ Schubspannung

Φ allgemeine Potentialgröße

ω Kreisfrequenz

ω0 Eigenkreisfrequenz

ωc Cut-Off-Frequenz

ωerr Erregerkreisfrequenz

Ω Winkelgeschwindigkeit des Bezugssystems gegenüber dem Inertialsystem

Sonstige Bezeichnungen

Zeichen Bedeutung

DGL Differentialgleichung

PDGL Partielle Differentialgleichung

REM Rasterelektronenmikroskop
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1 Einführung

1.1 Bedeutung mikromechanischer Inertialsensoren

Inertialsensoren gehören neben Drucksensoren derzeit zu den am meisten in Silizium-

Mikromechanik hergestellten Sensoren. Mit modernen Technologien der Mikromechanik ist

eine entscheidende Reduzierung von Baugröße und Preis sowie eine Integration mit der Senso-

relektronik möglich. Dadurch kann eine Vielzahl neuer Anwendungsgebiete erschlossen wer-

den. Hierzu zählen die Bereiche Automobilindustrie, Biomechanik, Konsumgüterindustrie, In-

dustrieanwendungen, militärische Anwendungen und Navigation. Airbag-Sensoren, elektroni-

sche Fahrdynamikregelung, Stabilisierung von Videokameras, 3-D-Mouse und Lagesensoren

für Navigationsgeräte sind nur wenige der ins Blickfeld der Entwicklungen gerückten Appli-

kationen /YAN98, Soe94/.

Derzeit größter Markt für Inertialsensoren ist die Automobilindustrie. Die dort geforderten

Leistungsparameter liegen im Bereich der mit heutigen mikromechanischen Inertialsensoren

erreichbaren Werte. Für Airbag-Sensoren ist das zum Beispiel ein Meßbereich von �50 g mit

einer Auflösung kleiner 100 mg und einer Bandbreite von 400 Hz, bei Drehratensensoren wird

eine Auflösung von 0:1 Æ=s bei einem Meßbereich � 50 Æ=s und einer Bandbreite von 50 Hz

gefordert.

Mit Hilfe dieser Sensoren können Beschleunigung und Drehbewegung eines Fahrzeugs im In-

ertialraum erfaßt werden, um es in gefährlichen Fahrsituationen durch Abbremsen einzelner

Räder oder den Eingriff in die Fahrzeugfederung am Umkippen oder Schleudern zu hindern.

Kommt es dennoch zur Unfallsituation, kann ein intelligentes Auslösen der Front- und Sei-

tenairbags erfolgen /Mar97/.

Im Bereich Navigations- und Führungssysteme (Navigation and Guidance Systems) werden

wesentlich höhere Anforderungen an die Sensorparameter gestellt. Mikromechanische Be-

schleunigungssensoren können die Anforderungen schon heute nahezu erfüllen. Sensoren, wie

in /RJBL90/ und /CSH+93/ sowie in /GWH95/ vorgestellt, haben eine Auflösung von kleiner

10 µg bei einer Bandbreite von 100 Hz. Mikromechanische Drehratensensoren erfüllen die an

Navigationsgeräte gestellten Anforderungen jedoch noch nicht. Zu den Anforderungen zählt

eine Auflösung besser 0:001 Æ=
p

h (Angle Random Walk) und ein Bias Drift kleiner 0:01 Æ=h.

Diese Anforderungen können bisher nur durch sehr teure optische Faserkreisel erfüllt werden.
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1 Einführung

Eine Ausnahme bildet Delco’s Hemispherical Resonator Gyroscope (HRG), der jedoch eben-

falls einen aufwendigen Herstellungsprozeß erfordert und daher für viele Anwendungsgebiete

zu teuer ist.

1.2 Zielstellung und Gliederung der Arbeit

Der in dieser Arbeit vorgestellte Sensor erfüllt die hohen Anforderungen an Drehratesensoren

für die Navigation ebenfalls noch nicht. Er besitzt jedoch das Potential, durch eine weitere Op-

timierung den Anforderungen für Navigationszwecke gerecht zu werden. Ein wesentliches Ziel

der vorliegenden Arbeit ist deshalb die umfassende theoretische und experimentelle Charakte-

risierung des mechanischen Verhaltens der in Abschnitt 4 vorgestellten Sensorkomponente.

Eine wichtige Besonderheit gegenüber anderen Lösungsvarianten ist die Ausnutzung der Re-

sonanzübertragung in elastischen Kettenschwingern. Dadurch ist es einerseits möglich, einen

engen Kondensatorspalt für die elektrostatische Krafterregung auszunutzen, andererseits aber

nicht die Auslenkung des eigentlichen, für das Funktionsprinzip notwendigen Resonators me-

chanisch zu begrenzen.

Die Arbeit konzentriert sich auf den Entwurf der mechanischen Sensorkomponente unter

Berücksichtigung elektrostatischer Felder und der viskosen Gasdämpfung. Außerdem werden

die Sensorelektronik und der technologische Prozeß grob vorgestellt, weil der Komponenten-

entwurf unmittelbar mit der Technologie verknüpft ist und das elektromechanische Verhalten

im Zusammenhang mit der Elektronik gesehen werden muß.

Die enge Verknüpfung von Entwurf und Technologie erfordert eine enge Zusammenarbeit von

Technologen und Entwerfern. Durch die Weiterentwicklung der technologischen Möglichkei-

ten ergeben sich neue Freiheitsgrade im Entwurf und durch die Optimierung bestehender Pro-

zesse werden Geometrietoleranzen entscheidend verringert. Ein Überblick über moderne Tech-

nologien der Silizium-Mikromechanik wird deshalb in Abschnitt 1.3 gegeben.

Der Entwurfsprozeß in der Mikrosystemtechnik erfolgt wie in der Mikroelektronik rechner-

gestützt. Jedoch ist eine vergleichbare Automatisierung und Durchgängigkeit noch nicht er-

reicht. Man kann sich nur in wenigen Fällen (beispielsweise beim Redesign) auf bereits vali-

dierte Bauelemente aus Bibliotheken stützen, die eine wichtige Voraussetzung für den automa-

tisierten Entwurf sind. Abschnitt 2 beschreibt Methoden und Werkzeuge für den Mikrosyste-

mentwurf.

16



1.2 Zielstellung und Gliederung der Arbeit

Im Abschnitt 3 werden die wichtigsten Grundlagen zu Prinzip und Wirkungsweise mikrome-

chanischer Drehratesensoren vorgestellt. Im Zusammenhang damit wird ein Literaturüberblick

zu den wichtigsten Entwicklungen der letzten Jahre auf diesem Gebiet gegeben.

Im Abschnitt 4 werden Aufbau und Wirkungsweise des neu entwickelten Drehratensensors

dargestellt.

Abschnitt 5 befaßt sich mit der Luftdämpfung in mikromechanischen Komponenten. Im Un-

terschied zu /Kur96/ konzentrieren sich die Betrachtungen auf dynamische Effekte in engen

Kondensatorspalten bei geringen Drücken. Neben der viskosen Luftdämpfung wird dabei vor

allem die durch Kompression entstehende Federwirkung der Luft berücksichtigt. In der Litera-

tur wird dieser Effekt als Squeeze-Film-Effekt beschrieben.

Dieser von Reynolds erstmals theoretisch betrachtete Effekt hat in der Technik besonders im

Zusammenhang mit Luftlagern eine große Bedeutung und wurde von verschiedenen Auto-

ren ausführlich untersucht. In der Mikromechanik wirkt der Squeeze-Film-Effekt als störender

Nebeneffekt in engen Kondensatorspalten. Von verschiedenen Autoren wurde er bei mikro-

mechanischen Beschleunigungssensoren festgestellt und theoretisch sowie experimentell un-

tersucht /VKL97, SMM+, BPH97/. Bei Beschleunigungssensoren ist eine Untersuchung des

Squeeze-Film-Effekts lediglich wegen der dadurch entstehenden Begrenzung der Bandbreite

erforderlich. Bei Drehratensensoren ist der Einfluß dagegen wesentlich größer: Die Arbeits-

frequenz fällt hier genau mit der Resonanzfrequenz zusammen und gerade dort ist der Einfluß

des Squeeze-Film-Effekts auf das mechanische Verhalten am größten. Es werden analytische

Lösungen für einfache Geometrien sowie numerische Lösungen für beliebige Geometrien und

Randbedingungen vorgestellt.

Im Abschnitt 6 wird näher auf den Entwurf der mikromechanischen Komponente eingegangen.

Mit Hilfe von Modellen, die das mechanische Verhalten der Sensorstruktur mit konzentrierten

Elementen beschreiben, werden allgemeine theoretische Analysen des dynamischen Verhaltens

und eine Optimierung der Resonanzstruktur vorgenommen. Weiterhin werden geeignete für die

Resonanzstruktur vorgestellt. Die eigentliche Geometrie wird mit Hilfe der Finite Elemente

Methode im Rahmen der Gestaltungsphase festgelegt. Anschließend erfolgt eine Analyse des

Einflusses von Fertigungstoleranzen auf das Sensorverhalten. An geeigneter Stelle werden die

Simulationsergebnisse durch Messungen validiert.
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1 Einführung

1.3 Technologie der Silizium-Mikromechanik

Die Mikromechanik baut auf den umfangreichen technologischen und theoretischen Erfahrun-

gen der Mikroelektronik auf. Zu nennen wären hierbei vor allem die Photolithographie, Schich-

tabscheidungsprozesse, Ätztechniken, aber auch die Entwicklung von Simulationswerkzeugen.

Zur Herstellung mechanischer Funktionselemente im Si-Wafermaterial mußte die Technologie

der Mikroelektronik dennoch modifiziert und wesentlich erweitert werden, um vor allem drei-

dimensionale Formen erzeugen zu können. Das hat zu einer Vielzahl technologischer Verfahren

geführt, von denen die wichtigsten in Bild 1 aufgeführt sind.
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Bild 1: Verfahren der Si-Mikromechanik /GDFC98/

In der Bulk-Mikromechanik wird das einkristalline Silizium des Wafers in der gesamten Wa-

ferdicke als mechanischer Konstruktionswerkstoff genutzt. Dazu gehört unter anderem die

Herstellung von Gruben, Membranen, Balken und Platten. Durch Ausnutzung dünner ela-

stischer Balken als Federelemente können bewegliche Komponenten konstruiert werden. Die

gewünschte Form wird dabei über Maskenprozesse und vorwiegend anisotropes Ätzen subtrak-

tiv in die Siliziumscheibe eingebracht. Anschließend erfolgt ein Fügen mehrerer strukturierter

Scheiben aus Silizium und Glas durch Bonden.

Typisch für die Bulk-Mikromechanik sind Strukturen mit mehreren 100 µm bis wenigen Mil-

limetern lateraler Ausdehnung und einer maximalen Dicke entsprechend dem Wafermaterial
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1.3 Technologie der Silizium-Mikromechanik

(200 µm. . . 550 µm). Minimale Abmessungen werden durch die Masken- und Ätzprozesse be-

stimmt. In der Regel werden minimale Abmessungen von rund 20 µm für laterale und vertikale

Abmessungen nicht unterschritten. Zu beachten ist dabei, daß insbesondere bei sehr geringen

Abmessungen die Fertigungstoleranzen großen Einfluß auf die mechanischen Funktionsele-

mente haben. Sie sind zum einen im Technologieprozeß und zum anderen im toleranzbehaf-

teten Ausgangsmaterial begründet. So ergeben sich in einem zeitabhängigen Tiefenätzprozeß

(i. Allg. verantwortlich für Federdicken) Toleranzen von �1 µm. Überlagert mit der Dickento-

leranz des Wafers (typisch: TTV=1 . . . 2 µm) entsteht bei sehr dünnen Federn eine erhebliche

Beeinflussung der Federsteifigkeit. Zusätzlich kommt es durch Fehlorientierung des Flats zum

Siliziumkristall zu Fehljustierungen der Masken. Werden die Strukturen von 111-Ebenen be-

grenzt, besitzt hauptsächlich dieser Winkelfehler Einfluß auf die Toleranz der Strukturbreiten.

Bei Begrenzungen durch schneller ätzende Flächen führt die Unterätzung zu zusätzlichen Tole-

ranzen der Strukturbreiten. Weitere technologiebedingte Fertigungstoleranzen entstehen beim

Ätzen durch Maskenversatz und Justageversatz beim Bonden.

Einen Fortschritt hinsichtlich des technologischen Aufwandes können die Technologien der

Oberflächenmikromechanik bewirken. Als Konstruktionswerkstoff kann einkristallines Silizi-

um oder Poly-Silizium verwendet werden und die Technologiekompatibilität zur Mikroelek-

tronik ist wesentlich höher. Die absoluten Strukturmaße können dabei wesentlich reduziert

werden. So bieten diese Technologien Vorteile bezüglich des Waferhandlings, der Masken-

justierung und des Wegfallens der notwendigen Verschließung der Rückseite für den späteren

Einsatz. Probleme entstehen hauptsächlich durch mechanische Spannungsverformungen, wenn

sich auf den Silizium-Elementen beispielsweise Isolationsschichten befinden. Ein weiteres ty-

pisches Problem ist der sogenannte Levitation-Effekt. Durch die ungleichmäßige Ausbreitung

des elektrostatischen Feldes oberhalb und unterhalb der beweglichen Struktur (unten Substrat,

oben Luft) entsteht eine Kraftkomponente senkrecht zur Waferebene.

Die Oberflächennahe Bulk-Mikromechanik ist eine preiswerte Technologie, die nur eine litho-

graphische Ebene benutzt. Hierbei ist der einkristalline Si-Wafer Konstruktionswerkstoff und

die Formgebung erfolgt bis in eine Tiefe von 10 bis 20 µm mittels einer Kombination aus ani-

sotroper und isotroper Ätztechnik. Bei dieser SCREAM-Technologie sind jedoch die Ätz- und

Beschichtungsprozesse in den schmalen und tiefen Gräben technisch sehr anspruchsvoll und

die erreichbaren Geometrien nicht ideal. Eine Weiterentwicklung der Einzelprozesse eröffnen

dieser Technologie jedoch für die Zukunft große Möglichkeiten.

19



1 Einführung
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2 Entwurfsprozeß – Methoden und Werkzeuge

2.1 Entwurfsprozeß

Miniaturisierung sowie die starke funktionale und räumliche Integration erfordern innerhalb

des Mikrosystementwurfs eine enge Verflechtung traditionell selbständiger Ingenieurdiszi-

plinen und stellen hohe Anforderungen an Entwurfsmethodik, Entwurfswerkzeuge und die

durchgängige Rechnerunterstützung. Der Entwurfsablauf ist durch ein iteratives Vorgehen in

den einzelnen Entwurfsphasen gekennzeichet (Bild 2). Auf Grund der Komplexität von Mikro-

systemen erfolgt eine Partitionierung des Gesamtsystems in handhabbare Einzelsysteme (Kom-

ponenten). Sie werden zeitgleich entwickelt und anschließend wieder zu einem Gesamtsystem

zusammengefügt (Implementierung). Vielfach kann erst danach in einer Systemsimulation das

Systemverhalten richtig beurteilt und auf Fehler geprüft werden.
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Bild 2: Entwurfsablauf in der Mikrosystemtechnik (Gesamtsystem)

Der Komponentenentwurf besteht aus den Entwurfsphasen Aufbereitungsphase, Konzeptpha-

se, Gestaltungsphase und Test. Im Vergleich zum Entwurfsprozeß der Mikroelektronik exi-

stieren für nichtelektrische Komponenten keine Standardzellen, weil die Designmöglichkeiten

nahezu unbegrenzt sind. Der in der Mikroelektronik übliche Top-Down-Entwurfsprozeß muß
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2 Entwurfsprozeß – Methoden und Werkzeuge

daher in der Mikrosystemtechnik durch einen Bottom-Up-Prozeß ergänzt werden (Bild 3).

Ausgehend von Layout, technologischen Besonderheiten, 3D-Geometrie, Materialparame-

tern und verschiedenen Feldkopplungen muß das Bauelementeverhalten mit Hilfe von FEM-

Simulationen berechnet werden, bevor es in die Simulation des Gesamtsystems einbezogen

werden kann. Top-Down- und Bottom-Up-Strategie bilden einen iterativer Prozeß, der von be-

stehenden Entwurfssystemen bisher nur unzureichend unterstützt wird. Auch die Berücksich-

tigung von Feldkopplungen bei der Bestimmung des Bauelementeverhaltens erfordert einen

erheblichen manuellen Aufwand.

An Entwurfssysteme für die Mikrosystemtechnik werden daher folgende Anforderungen ge-

stellt:

� Integration von Netzwerk-, FEM und Prozeßsimulation;

� Generierung von FEM-Modellen aus der Prozeßsimulation;

� Unterstützung bei der Berechnung von Feldkopplungen;

� Modellbibliotheken mit Funktionselementen auf Netzwerkebene für Standardprozesse

(Layout und Verhaltensmodell);

� Automatische Generierung von Netzwerkmodellen;

� Optimierung auf Systemebene.

2.2 Modell und Simulation

Jeder Modellierungsprozeß besteht aus Systemanalyse und Modellbildung. In der System-

analyse erfolgt eine Abstraktion des realen Vorgangs, welcher unter Berücksichtigung der

wesentlichen Effekte in einem vereinfachten Ersatzmodell abgebildet wird (Modellbildung).

Grundsätzlich kann dieses abstrakte Modell auf zwei verschiedene Weisen untersucht werden:

mittels analytischer Verfahren und mit Hilfe von Simulation. Die Ergebnisse können dann auf

das zu untersuchende System übertragen werden. Je nach Aufgabenstellung handelt es sich

dabei um Validierung, Vorhersage oder Erklärung /Sch85/.

Analytische Modelle ermöglichen Strukturaussagen über das abstrakte Modell. Der Einfluß

variabler Koeffizienten auf das Modellverhalten kann symbolisch abgeleitet werden. Häufig
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2.2 Modell und Simulation
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Bild 3: Mikrosystementwurf – Kombination aus Top-Down und Bottom-Up Strategie

23



2 Entwurfsprozeß – Methoden und Werkzeuge

fehlen jedoch geeignete Lösungsmethoden, so daß für realitätsnahe Modelle nur selten eine

analytische Lösung existiert. In den meisten Fällen weicht man daher auf analytische Nähe-

rungslösungen aus und berücksichtigt nur lineares Verhalten. Die nichtlineare Analyse erfor-

dert eine aufwendige Modellbildung.

Simulationsmodelle liefern dagegen nur singuläre Lösungen. Strukturaussagen, wie der Ein-

fluß variabler Koeffizienten auf das Modellverhalten, sind nicht möglich. Sie haben aber den

Vorteil, daß sie universell einsetzbar, leicht zu modifizieren und ohne Einschränkung des An-

wendungsbereiches anwendbar sind. Nichtlineares Verhalten kann mit geringem Mehraufwand

bei der Modellierung in einer transienten Analyse berücksichtigt werden.

Die Optimierung durch Simulation ist ein iterativer Prozeß mit fortlaufender Modifikation der

Modellparameter. Die dafür eingesetzten deterministischen Optimierungsalgorithmen nutzen

eine begrenzte Anzahl an Designparametern, die in definierten, z.B. aus der Technologie vor-

gegebenen Grenzen variiert werden können. Die Suche nach dem Optimum erfolgt dabei in

Richtung des lokalen Gradienten. Beispiele sind das Gauß-Seidel-Verfahren, die Gradienten-

strategie und das Simplex-Verfahren. Bei der Optimierung mikromechanischer Komponenten

liegen die gefundenen lokalen Optima häufig an den Grenzen des Variablenraumes der Desi-

gnparameter, so daß die Ergebnisse der Optimierung nicht der idealen Lösung entsprechen (es

wird kein globales Optimum gefunden). Stochastische Optimierungsalgorithmen (z.B. Monte-

Carlo-Methode), mit denen das globale Optimum mit hoher Wahrscheinlichkeit gefunden wird,

erfordern aufgrund der hohen Anzahl an Simulationsdurchläufen sehr lange Simulationszeiten.

Insbesondere bei rechenintensiven FEM-Modellen stößt man dabei sehr schnell an rechentech-

nische Grenzen.

Ein wesentlicher Schritt bei der Modellierung ist die Modellvalidierung. Sie beinhaltet den

Nachweis, ob Systemverhalten und Modell innerhalb vorgegebener Toleranzen übereinstim-

men. Diese Überprüfung kann nur an Hand einzelner Daten erfolgen, die im Allgemeinen

durch Messungen am System gewonnen und anschließend bei Wahl gleicher Eingangsparame-

ter mit dem Modell verglichen werden. Stimmen diese Ergebnisse überein wird geschlußfol-

gert, daß das Modell auch für nicht überprüfte Eingangsparameter richtige Ergebnisse liefert.

Die Modellvalidierung kann also nur für ein bereits existierendes System erfolgen.

Existiert das System noch nicht, ist es möglich, das Simulationsmodell mit Hilfe eines analy-

tischen Modells zu überprüfen. Hierbei wird für einfache Fälle eine analytische Lösung ent-

wickelt und mit Ergebnissen der Simulation verglichen. Es muß jedoch beachtet werden, daß
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2.3 Netzwerkmodelle

mit dieser Methode (Rektifikation) lediglich der korrekte Modellaufbau überprüft wird, aber

nicht, ob die Systemanalyse richtig vorgenommen wurde.

Zeitkontinuierliche Simulationsmodelle können in Abhängigkeit vom numerischen Verfah-

ren in Modelle mit räumlicher und zeitlicher Diskretisierung von Feldgrößen und in Modelle

mit integralen Feldgrößen und ausschließlich zeitlicher Diskretisierung unterschieden werden.

Bei der Verwendung integraler Feldgrößen können Netzwerkmodelle bzw. Finite Netzwerk-

Modelle verwendet werden, bei räumlich verteilten Modellen wird meist die Finite-Elemente-

Methode (FEM) verwendet.

2.3 Netzwerkmodelle – Modelle mit integralen Feldgrößen

Können an den verschiedenen Systempunkten eines Modells Feldgrößen ohne wesentliche Ein-

schränkungen zu integralen Größen zusammengefaßt werden, eignen sich Netzwerkmodelle

für Modellierung und Simulation. Das Verhalten zwischen den Systempunkten wird dabei mit

Hilfe von Netzwerkelementen und den Kirchhoffschen Gleichungen beschrieben. Gegenüber

der FE-Methode wird zur Simulation dieser Modelle weniger Rechenleistung benötigt. Des-

halb eignet sich diese Methode besonders in der Konzeptphase und zur Systemsimulation.

Die Netzwerktheorie ist vor allem in der elektrischen Schaltungstechnik als Modellierungs-

und Simulationsmethode fest verankert. Durch die große Nachfrage nach Entwurfsumgebun-

gen in der Elektrotechnik/Elektronik haben sich eine ganze Reihe sehr leistungsfähiger Simula-

tionswerkzeuge etabliert. Hierzu zählen unter anderem (X)SPICE1, ELDO (Mentor Graphics),

SABER (Analogy Inc.)und Spectre (Cadence).

Neben elektrischen Systemen können auch mechanische, thermische, akustische u. a. Probleme

mit Hilfe der Netzwerktheorie analysiert werden /Sch96c, Sch96b/. Diese Allgemeingültig-

keit der Netzwerktheorie wird von analogen Hardwarebeschreibungssprachen am besten un-

terstützt. Neben zeitlich diskreten Zustandsänderungen können auch Fallunterscheidungen,

mathematische Übertragungsfunktionen, Zählschleifen, Bedingungen und Softwareroutinen in

der Simulation berücksichtigt werden. Durch die Belegung der Anschlüsse mit unterschiedli-

chen physikalischen Größen kann zwischen den einzelnen physikalischen Domänen gewech-

selt werden (Bild 4).

1Berkley-Spice wurde zu verschiedenen kommerziellen Spice-Varianten weiterentwickelt, z.B. HSpice (Meta-

soft), PSpice (Microsim) und TSpice (Tanner)
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Bild 4: Netzwerkmodell eines elektromechanischen Systems mit Hilfe von Funktionsblöcken

Eine vielfach verwendete Methode ist die Überführung nichtelektrischer Systeme in elektri-

sche Ersatzschaltungen. Dadurch wird eine einheitliche und homogene Modellierung des Ge-

samtsystems möglich. Für die Überführung nichtelektrischer in elektrische Fluß- und Potenti-

algrößen müssen Analogiebeziehungen eingeführt werden. In dieser Arbeit werden Kraft und

elektrischer Strom als analoge Größen verwendet (F-I-Analogie). Es sind auch andere Verein-

barungen möglich (z.B. s
 u;v� i;F 
 u). Bild 5 zeigt die sich aus dieser Festlegung erge-

benden Analogiebeziehungen zwischen mechanischen und elektrischen Größen. Eine ausführ-

liche Darstellung der Überführung nichtelektrischer Systeme in elektrische Ersatzschaltbilder

ist beispielsweise in /Len74a, Len74b/ enthalten. Netzwerkfähige Modelle besonders häufig

verwendeter mechanischer Biegestab- und Plattenmodelle werden in /Sch96a, KG96, Ger95/

vorgestellt.

Für die Simulation wurden PSpice (MicroSim) und TSpice (Tanner Tools) verwendet.
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Bild 5: Analogiebeziehungen zwischen elektrischen und mechanischen Netzwerken mittels F-

I-Analogie

2.4 Ätzsimulation

In der Si-Bulkmikromechanik dominieren anisotrope naßchemische Ätzverfahren. Hier-

bei wird die Richtungsabhängigkeit der Ätzrate bei Verwendung bestimmter Ätzmittel in

Abhängigkeit von der Kristallorientierung zur Strukturierung dreidimensionaler Formen aus-

genutzt. Ausgangspunkt für die Strukturierung ist ein Maskenstapel auf dem Siliziumwafer.

Die sich aus dem anschließenden Ätzprozeß ergebende Siliziumstruktur wird im Wesentli-

chen von Ätzmittel, Temperatur, Ätzzeit, Dotierung und Kristallorientierung bestimmt. Die

vielen Einflußfaktoren zeigen, daß ohne Ätzsimulation eine Ätzmaskenoptimierung und die

Vorausbestimmung der sich daraus ergebenden dreidimensionalen Form sehr schwierig sind.

Ätzsimulatoren sind deshalb unbedingter Bestandteil eines Entwurfsystems für die Mikrosy-
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2 Entwurfsprozeß – Methoden und Werkzeuge

stemtechnik.

Die bekanntesten Ätzsimulatoren sind SIMODE (GEMAC mbH, Chemnitz), AnisE (Inelli-

Sens Corp., Willington, USA) und ACESIM (Mentor Graphics). Mit SIMODE ist es möglich,

Maskenlayouts in verschiedenen Dateiformaten einzulesen und simulierte Strukturen im IGES-

oder DXF-Format auszugeben. In /FZ96/ wird die Datenübergabe an einen FEM-Simulator de-

monstriert.

2.5 Gekoppelte Feldberechnungen

Aufgrund hoher Integrationsdichte und Komplexität mikromechanischer Komponenten muß

bei deren Entwurf das Zusammenwirken unterschiedlicher physikalischer Effekte berücksich-

tigt werden. So müssen beispielsweise bei kinetischen Sensoren das mechanische Verhalten,

die Kinematik, die für die Dämpfung verantwortliche Fluidströmung, elektrostatische Felder,

Temperaturfelder und das elektrische Verhalten berücksichtigt werden. Zwischen ihnen finden

Wechselwirkungen statt, die durch bidirektionale oder unidirektionale Kopplungen beschrieben

werden können. So findet die Beeinflussung von Kinematik und Temperaturfeld auf die Struk-

turmechanik ohne Rückwirkung statt; im Gegensatz dazu sind Wechselwirkungen zwischen

Elektronik–Elektrostatik–Strukturmechanik und Fluidik–Strukturmechanik bidirektionaler Art

(Bild 6).
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Bild 6: Beispiele für gekoppelte Probleme in mikromechanischen Komponenten
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2.5 Gekoppelte Feldberechnungen

Im Allgemeinen handelt es sich bei den hier betrachteten Feldproblemen um Anfangsrandwert-

probleme. Dabei können gekoppelte Probleme aus einer Beeinflussung der Geometrie des ge-

meinsamen Definitionsgebietes2 (z. B. elektrostatischer Feldraum oder Luftströmung in einem

Kondensatorspalt), der Operatorgleichung im Inneren des Gebietes (z. B. Temperaturabhängig-

keit von Materialparametern) und der Operatorgleichung auf dem Rand des Gebietes3 (z. B.

Lasten durch angrenzendes Fluid oder elektrostatische Kräfte) resultieren /GD97a/.

Bei der Lösung gekoppelter Probleme können aus methodischer Sicht folgende Strategien ver-

folgt werden:

1. die gemeinsame Lösung und

2. die partitionierte Lösung /Sch94/.

Bei der gemeinsame Lösung werden sowohl die Teilproblemmodelle, wie auch die koppeln-

den Bedingungen in einem gemeinsamen Rechenschritt gelöst. Eine geschlossene mathema-

tische Beschreibung führt dabei zu Modellen, die optimal an die Problemstellung angepaßt

sind /Wac92, Wac95/. In FE-Systemen ist die gemeinsame Lösung mit Hilfe der Matrix-

kopplung implementiert. In ANSYS wird z.B. für den piezoelektrischen Effekt ein spezielles

Multifeldelement benutzt, mit dem bei der Lösung linearer Probleme nur ein Rechenschritt

benötigt wird /Koh96a/. Die höhere Anzahl an Freiheitsgraden hat aber wiederum einen höher-

en Speicherbedarf und einen höheren Rechenzeitaufwand zur Folge.

Einen anderen Zugang zu einer gemeinsamen Lösung bildet die Kombination diskreter Model-

le über koppelnde Gleichungen zu einem gemeinsamen diskreten Modell /GD97a/. Teilmodel-

le werden in Funktionsblöcken mit definiertem Übertragungsverhalten zusammengefaßt (Ma-

kromodelle) und über ihre Ein- und Ausgangsgrößen miteinander verbunden. Wie schon im

Abschnitt 2.3 beschrieben, lassen sich mit dieser Methode sehr einfach elektrische und nicht-

elektrische Funktionselemente kombinieren (Bild 4). Bei dieser Methode müssen jedoch alle

Feldgrößen als integrale Größen zusammengefaßt sein. Die Generierung der Makromodelle

kann dabei auf analytischen Beziehungen beruhen, was in vielen Fällen nur mit Modellverein-

fachungen möglich ist, oder muß durch Näherungsfunktionen bzw. Wertetabellen angenähert

werden.

2Klasse I Problem nach Zienkiewicz /Zie84/.
3Klasse II Problem nach Zienkiewicz /Zie84/.
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Bei der partitionierten Lösung sind die Gleichungen entkoppelt und die Lösung des Glei-

chungssystems erfolgt iterativ. Nach jedem Iterationsschritt wird eine Aktualisierung des

Lastvektors und erforderlichenfalls der Feldraumgeometrie vorgenommen. Kommen für die

Lösung der Teilprobleme ebenfalls iterative Lösungsverfahren zum Einsatz, wird dieses als

innere Iteration, die iterative Lösung der gekoppelten Teilprobleme als äußere Iteration be-

zeichnet.

Für die Elektrostatik-Struktur-Kopplung (vergl. Bild 4) werden die Teilprobleme durch die

Materialgesetze

fσg = [C]fSg ; (1)

fDg = [ε]fEg (2)

beschrieben. Nach dem FEM-Ansatz ergibt sich die Matrixgleichung:

"
[K] 0

0 [Kd]

#(
fqg
fϕg

)
=

(
fFg
fQg

)
: (3)

Bei der statischen partitionierten Lösung der gekoppelten FEM-Analyse wird bei bekanntem

Elektrodenpotential (Neumannsche Randbedingungen4) mit einer elektrostatischen Feldanaly-

se begonnen. Es wird die in jedem Knotenpunkt vorhandene Ladung Qi und die Feldstärke

E berechnet. Die sich ergebende Kraft auf die Grenzfläche kann mit Hilfe des Maxwellschen

Spannungstensors berechnet werden. Für den 2D-Fall gilt dabei /Koh96b/:

fFmxg= ε0

Z
s

"
E2

x � 1
2 jEj2 ExEy

EyEx E2
y � 1

2 jEj2

#(
n1

n2

)
ds : (4)

Mit dieser Kraft (Lastvektor) wird eine mechanische Analyse durchgeführt. Neben der me-

chanischen Verformung erfolgt gleichzeitig eine Geometrieänderung des elektrostatischen

Feldraums. Durch ein Koordinaten-Update kann das im nachfolgenden Iterationsschritt inner-

halb der elektrostatischen Analyse berücksichtigt werden. Die sich daraus ergebende iterative

Lösung wird solange fortgesetzt, bis eine konvergierte Lösung gefunden wird /Meh94b, S. 72–

75/. Danach kann zur Berechnung des nächsten Zeitschritts übergegangen werden (transiente

Analyse) /Meh94b, S. 78–86/.

4Randbedingungen 1. Art /Phi76/: Der Rand wird durch Potentialwerte definiert.
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Online–Simulatorkopplung

Bei der partitionierten Lösung ist es grundsätzlich möglich, für die verschiedenen Teilpro-

bleme unterschiedliche Simulatoren in einer verteilten netzwerkgekoppelten Umgebung zu

verwenden. In den letzten Jahren wurden dazu von verschiedenen Autoren beispielhafte

Lösungen für die Berechnung unterschiedlicher physikalischer Feldkopplungen vorgestellt

/Bil94, Blo94, BM95, ESGL96, Aur95, Wün98/. Vorteil der partitionierten Lösung ist die

modulare Struktur, die eine getrennte Modellierung und numerische Behandlung der Teilpro-

bleme ermöglicht. Hauptschwierigkeit bei der Kopplung kommerzieller Simulationssoftware

sind fehlende Schnittstellen für Simulationssteuerung und Datenaustausch. Es ist daher bei je-

der neuen Problematik ein erheblicher Anpassungsaufwand erforderlich. Bei der Realisierung

der äußeren Iteration können bei Feldkopplungen mit zu
”
steifer“ Rückkopplung sehr großen

Schwierigkeiten beim Konvergenzverhalten auftreten. Die verwendeten Relaxationsverfahren

führen nur zu einer konvergenten Lösung, wenn der Anstieg der Kraft-Weg-Kennlinie des er-

sten Systems größer als die des im nachfolgenden Iterationsschritt berechneten zweiten Sy-

stems ist (schwache Rückkopplung).

Bei mikro-elektromechanischen Systemen werden häufig Teilmodelle als FEM-Modell und die

Ansteuer- bzw. Sensorelektronik als Netzwerkmodell modelliert. In /Bil94/ wurde dafür eine

verteilte, sequentiell arbeitende Simulatorkopplung zwischen dem Schaltkreissimulator PSpice

und dem FE-Programm ANSYS mit Hilfe der Übergabe temporärer Datenfiles vorgestellt.

Bild 7 zeigt eine grafische Darstellung der Kopplung.

Die Simulation in ANSYS wird üblicherweise durch ein Batch-File gesteuert, so daß die Kopp-

lung mit einem Fremdsimulator ohne wesentliche Schwierigkeiten erfolgen kann. In PSpice

gibt es diese Möglichkeit nicht. Es ist nur möglich, eine Simulation von t0 = 0 bis tend =Endzeit

durchzuführen. Es werden Hilfsprogramme benutzt (Shell-Scripts), um die Ein- und Ausgabe-

dateien so zu manipulieren, daß eine Simulation des gewünschten Zeitschritts erfolgen kann

(ti wird zu t0 und ti+1 zu tend). Hierfür werden am Ende eines Zeitintervalls alle Knotenpo-

tentiale in einer Datei abgespeichert und im darauf folgenden Zeitschritt als Startwerte (initial

conditions: .ic) gesetzt. Sind Induktivitäten enthalten, müssen zum Setzen der Startwerte Hilfs-

stromquellen eingeführt werden.

Die PSpice-Simulation liefert die elektrische Spannung über der Kapazität am Ende des ak-

tuellen Zeitschritts, welche als Eingangsgröße für eine elektrostatische Feldanalyse mit AN-

SYS dient (Bild 7). Mit der berechneten elektrostatischen Kraft an den Grenzflächen der Kon-
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Bild 7: Grafische Darstellung der Simulatorkopplung zwischen dem FEM-Programm AN-

SYS und dem Netzwerksimulator PSpice. Beide Programme können auf verschiede-

nen Workstations implementiert sein, also in einer verteilten heterogenen Rechnerum-

gebung
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densatoranordnung des Sensors oder Aktuators erfolgt eine mechanische Verformungsanalyse

und die Berechnung der Kapazität (integrale Größe) der Anordnung am Ende des aktuellen

Zeitintervalls. Mit Hilfe einer spannungsgesteuerten Kapazität (Bild 7 rechts unten) wird der

numerische Wert der Kapazität an PSpice übergeben. Sie kann an beliebiger Stelle in der elek-

tronischen Schaltung angeordnet sein.

Die Koppelterme Kondensatorspannung und Kapazität ändern sich im Zeitintervall linear. Bei

der Simulation der Teilmodelle wird die Schrittweitensteuerung der beteiligten Simulatoren

verwendet. Das heißt, während der Berechnung der Teilmodelle werden unabhängig vonein-

ander die numerischen Verfahren der beteiligten Simulatoren wirksam (innere Iteration). So

können beispielsweise für die Mechaniksimulation wesentlich weniger Iterationsschritte ver-

wendet werden als für die Elektroniksimulation.

Der beschriebene Algorithmus erlaubt eine gekoppelte transiente Analyse auch komplexer

elektromechanischer Systeme. Große Probleme bereiten der Implementierungsaufwand der Si-

mulatorkopplung für jede neue Aufgabenstellung und die meist sehr langen Rechenzeiten.

Aus diesem Grund wurden in /BM95/ eine Beschleunigung der Kommunikation unter Zuhil-

fenahme des Softwaresystems PVM5 vorgestellt. Auch in /ESGL96/ wird mit diesem Softwa-

rewerkzeug gearbeitet.

Eine weitere Verkürzung der Rechenzeit verspricht die teilweise Parallelisierung der Simu-

lation und Verteilung auf verschiedene Prozessoren (verteilte ereignisgesteuerte Simulation

/Meh94a/). Das Verlassen des strikt sequentiellen Simulationsablaufs erfordert jedoch neue

Methoden der Synchronisation. In /Mer97/ wird die oben beschriebene Simulatorkopplung

unter Ausnutzung nebenläufiger Prozesse vorgestellt. Die Synchronisation erfolgt über syn-

chrone und asynchrone arbeitende Kommunikationskanäle. Weiterhin werden die beteiligten

Programme von der Verantwortung für die korrekte Kommunikation befreit. Es wurde folgen-

de Systemhierarchie eingeführt (Bild 8):

1. Grafische Benutzerschnittstelle und Visualisierung der Ergebnisse,

2. Steuerung der Gesamtsimulation,

3. Simulatorspezifische Schnittstellen,
5PVM ist ein Standardwerkzeug im Bereich der Entwicklung paralleler Applikationen auf vernetzten Worksta-

tions, mit deren Hilfe eine definierte Menge von Computern zu einer einzigen parallelen virtuellen Maschine

verbunden werden können.
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4. Teilsystemsimulation (ANSYS, PSpice).

Für die parallele Simulation wird für jedes Teilsystem ein Prädiktorschritt eingeführt. Dieser

trifft für den jeweils aktuellen Konvergenzschritt eine Vorhersage über den Zustand der Kop-

pelvariable am Ende des Zeitschritts. Für die erste Konvergenziteration wurde dazu ein lineares

Extrapolationsverfahren verwendet, das ausgehend von den Werten des vorhergehenden Zeit-

schritts zwei Prädiktorwerte ermittelt:

UCpred =

�
∆ tact

∆ tprev
+1

�
� (UCprev;1 �UCprev;0)+UCprev;0 ; (5)

Cpred =

�
∆ tact

∆ tprev
+1

�
� (Cprev;1�Cprev;0)+Cprev;0 : (6)

Dabei ist ∆ tact die Schrittweite des aktuellen, ∆ tprev die Schrittweite des vorhergehenden Zeit-

schritts. UCprev;1 und UCprev;0 bzw. Cprev;1 und Cprev;0 sind die Kapazität bzw. Elektrodenspannung
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Bild 8: Backplane-Konzept für die gekoppelte Simulation in einem verteilten Rechnersy-

stem /Mer97/
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am Anfang und Ende des vorhergehenden Zeitschritts. Mit diesen Prädiktorwerten starten bei-

de Simulatoren gleichzeitig auf verschiedenen Prozessoren. Die Synchronisation wird durch

blockierende und nichtblockierende Nachrichten erreicht. Blockierend bedeutet:

� ein Prozeß, der eine Nachricht sendet wird solange blockiert, bis eine Empfangsanwei-

sung auf dem Kommunikationskanal ausgeführt wird bzw.

� ein Prozeß, der eine Nachricht erwartet wird solange angehalten, bis die Nachricht auf

dem Kommunikationskanal eingetroffen ist.

Nichtblockierend bedeutet dagegen:

� ein sendender Prozeß wird nur für die Dauer des Kopierens der Nachricht beansprucht

bzw.

� ein empfangender Prozeß erhält entweder die abgelegte Nachricht oder die Information,

daß keine Nachricht vorliegt.

Mit diesen Vereinbahrungen hat man sehr umfangreiche Möglichkeiten zur Realisierung einer

Synchronisation von Prozessen.

Die Simulation konnte anhand eines Beispieles mit Verwendung dieser Methode auf rund 70%

verringert werden.
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3 Funktionsprinzip Drehratensensor und

Literaturüberblick

3.1 Theoretische Grundlagen und Sensorprinzip

3.1.1 Dynamik des Massepunktes

Die Lage und der Bewegungszustand eines Massepunktes im Raum wird üblicherweise mittels

seiner Koordinaten bezüglich eines Referenzsystems angegeben. Die Lage des Ursprungs des

Referenzsystems bestimmt dabei, auf welchen Ort sich die Koordinatenangabe bezieht. Man

unterscheidet dabei in Inertialsysteme und Nichtinertialsysteme.

Im Inertialsystem gilt uneingeschränkt das erste Newtonsche Axiom (Trägheitsgesetz,

Inertialgesetz)/BD96/:

q̇ = v = const ; (7)

q̈ = 0 : (8)

Nichtinertialsysteme können sich gegenüber einem Inertialsystem beliebig bewegen. Ein im

Bezugssystem S0 bewegter Massepunkt P besitzt im Inertialsystem S nach Bild 9 den Ortsvek-

tor

~r =~r0+~r0=~r0+x0~e0x+y0~e0y+z0~e0z (9)

mit der Geschwindigkeit:

~̇r =~̇r0+ ẋ0~e0x+ ẏ0~e0y+ ż0~e0z+x0~̇ 0ex+y0~̇ 0ey+z0~̇ 0ez : (10)

Für einen fest im Bezugssystem S stehenden Beobachter würden sich die Achsrichtungen nicht

ändern. Er würde nur die Geschwindigkeit

~̇0r = ẋ0~e0x+ ẏ0~e0y+ ż0~e0z (11)

des Massepunktes wahrnehmen.
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3
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Bild 9: Beschleunigt bewegtes Koordinatensystem

Die letzten drei Summanden der Gleichung 10 sind daher für die Drehung des Bezugskoor-

dinatensystems verantwortlich. Der Punkt P ist dabei wegen der konstanten Komponenten x 0,

y0 und z0 fest darin montiert. Beschreibt man die Drehung des Systems durch den Vektor der

Winkelgeschwindigkeit ~Ω, gilt:

ẋ0~e0x+ ẏ0~e0y+ ż0~e0z = ~Ω�~r0 : (12)

Damit folgt aus Gl. (10):

~̇r =~̇r0+~̇0r+~Ω�~r0 : (13)

Aus dieser Herleitung läßt sich eine allgemeine Operatorgleichung zur Zeitableitung eines Vek-

tors ~A im rotierenden Bezugssystem angeben /SK95/:

d
dt

=
d0

dt
+Ω� : (14)

(Eine Zeitableitung in S ist gleich der Zeitableitung in

S0 plus dem vektoriellen Produkt mit Ω.)

Mit Hilfe dieser Operatorgleichung erhält man die 2. Ableitung der Gleichung 9 und kann die

Bewegungsgleichung im Nichtinertialsystem aufschreiben:

m~̈0r = ~F�m~̈r0�m~Ω�(~Ω�~r0)�m~̇Ω�~r0�2m~Ω�~̇0r : (15)

Alle Kräfte, die neben ~F auf der rechten Seite der Gleichung 15 stehen sind Scheinkräfte, die

nur dazu dienen, den Massepunkt bei Abwesenheit der Kraft ~F im Inertialsystem auf einer Ge-

raden zu führen. Sie dienen zur Deutung mechanischer Erscheinungen im Nichtinertialsystem
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für den sich dort befindlichen Beobachter. Weil ihre Ursache die Trägheit des Massepunktes

ist, werden sie auch Trägheitskräfte genannt. Die wichtigsten sind die Zentrifugalkraft

~FZ =�m~Ω�(~Ω�~r0) (16)

und die Corioliskraft

~FC =�2m~Ω� ~̇0r : (17)

Der die Zeitableitung enthaltende Term m~̇Ω�~r0 tritt nur auf, wenn Größe oder Richtung der

Winkelgeschwindigkeit zeitabhängig sind. Die Corioliskraft FC tritt nur auf, wenn sich der

Massepunkt in einem rotierenden Bezugssystem bewegt. Corioliskraft, Drehachse des Systems

und Geschwindigkeitsvektor stehen senkrecht aufeinander. Die Kraft ist bestrebt, den Masse-

punkt von seiner Bahn abzulenken. Ihr Betrag ist 2mΩvsin(α), wobei α der Winkel zwischen

Geschwindigkeitsvektor ~̇0r und Drehachse ~Ω ist.

3.1.2 Bezeichnung von Inertial- und Referenzsystemen

Die vorangegangen Ausführungen zeigen, daß die Berechnung der Scheinkräfte immer im Zu-

sammenhang mit einem Inertialsystem erfolgt. Als solches werden meist benutzt /Mey92/:

Absolutes Inertialsystem

Das Absolute Inertialsystem ist kein realistisches Referenzsystem. Es wäre das einzige System,

in dem die Newtonschen Gesetze wirklich gelten würden. Es ist theoretisch fest im Universum

verankert.

Inertialsystem der Erde (i-frame)

Der Koordinatenursprung des i-frame ist im Mittelpunkt der Erde angeordnet. Die z-Achse des

Koordinatensystems stimmt mit der Drehachse der Erde überein und ist fest auf die Fixsterne

ausgerichtet. Die Newtonschen Gesetze gelten näherungsweise.

Referenzsystem der Erde (e-frame)

Das e-frame ist ebenfalls im Mittelpunkt der Erde angeordnet. Es rotiert gemeinsam mit der

Erde um seine z-Achse.

Navigationssystem der Erde (n-frame)

Der Koordinatenursprung des n-frame ist an einer beliebigen Stelle nahe der Erdoberfläche
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angeordnet. Seine x-Achse zeigt nach Norden, die y-Achse nach Osten und die z-Achse senk-

recht zu beiden in Richtung Erdmittelpunkt. Wird die z-Achse senkrecht nach oben definiert,

zeigt die x-Achse nach Süden.

Körperkoordinatensystem (b-frame)

Das b-frame ist fest im Schwerpunkt eines beliebigen starren Körpers angeordnet (Gestell) und

führt alle Bewegungen dieses Körpers aus. Ist der Körper beispielsweise ein Flugzeug, zeigt

die x-Achse im Allgemeinen in Richtung der Längsachse, die y-Achse in Richtung Querachse

und die z-Achse senkrecht nach unten.

3.1.3 Das Foucaultsche Pendel

In Vibrationskreiseln wird zur Messung von Drehbewegungen die in rotierenden Bezugssyste-

men auftretende Coriolisbeschleunigung

ac =�2~Ω�~̇r (18)

bzw. die Corioliskraft Gl. (17) ausgenutzt. Erstmals wurde dieses Prinzip von Leon Foucault

angewendet, um die Erdrotation sichtbar zu machen. In seinem Foucaultschen Pendelversuch

wird ein langes Pendel in einem ortsfesten Referenzsystem fO0;x0;y0;z0g auf der Erde ange-

bracht (n-frame). Die z-Achse ist dabei nach oben durch den Befestigungspunkt des Pendels,

die x-Achse nach Süden und die y-Achse nach Osten gerichtet (Bild 10a). Werden nur klei-

ne Pendelausschläge zugelassen, gilt das in Bild 10b angegebene mechanische Modell. Damit

wird die Bewegung der Pendelmasse aus der x-y-Ebene heraus, in z-Richtung, vernachlässigt

(Mathematisches Pendel). Die Pendelmasse schwingt in ihrer Resonanzfrequenz ω0 in der Ebe-

ne. Aufgrund der Symmetrie der Struktur sind die Eigenfrequenzen unabhängig von der Rich-

tung der Schwingbewegung in der Ebene.

Weiterhin ist das für die Betrachtungen herangezogene n-frame um den Winkel 90Æ�ψ ge-

genüber dem Inertialsystem der Erde (i-frame) in Richtung Süden gedreht. Der Winkel ψ ent-

spricht der geografischen Breite des Beobachtungsortes. Damit kann die senkrecht am Beob-

achtungsort wirkende Komponente der Drehgeschwindigkeit der Erde mit

Ω = ωErde sin(ψ) (19)

angegeben werden und die Bewegungsgleichungen der Pendelmasse im n-frame fO0;x0;y0;z0g
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Bild 10: Foucaultsches Pendel (links) und vereinfachtes mechanisches Modell (rechts)

lauten:

ẍ0�2Ωẏ0+ω2
0x0 = 0 ; (20)

ÿ0�2Ωẋ0+ω2
0y0 = 0 ; (21)

mit ω2
0 =

g
l

(22)

=
c
m

(23)

Die Gln. (20) und (21) sind infolge der auf die Pendelmasse wirkende Coriolisbeschleunigung

miteinander verknüpft. Wie in /Bud87/ gezeigt wird und wie man in Bild 10a leicht ablesen

kann, lauten die allgemeinen Lösungen der Gln. (20) und (21):

x0 = xcos(Ωt)+ ysin(Ωt) ; (24)

y0 = �xsin(Ωt)+ ycos(Ωt) : (25)

Sie beschreiben die Drehung des n-frame fO0;x0;y0;z0g, in dem sich der mitbewegte Beobachter

aufhält, bezogen auf das Inertialsystem der Erde fO;x;y;zg.

Wird die Pendelmasse zum Zeitpunkt t = 0 in fO0;x0;y0;z0g um den Betrag a in x0-Richtung

ausgelenkt, so besitzt sie in fO;x;y;zg eine Anfangsauslenkung in x-Richtung und eine Ge-

schwindigkeitskomponente a Ω in y-Richtung. Die Anfangsbedingungen lauten demnach:
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3 Funktionsprinzip Drehratensensor und Literaturüberblick

x(0) = a, y(0) = 0, ẋ(0) = 0 und ẏ(0) = a Ω .

Die Gleichungen für die Pendelbewegung aufgeteilt in x- und y-Komponente lauten:

x = acos(ω0t) ; (26)

y = bsin(ω0t) ; (27)

Die Konstanten a und b sind durch die Anfangsbedingungen bestimmt, wobei

b = a
Ω
ω0

ist. (28)

Die Pendelbewegung beschreibt demnach im Inertialsystem fO;x;y;zg den Weg einer Ellipse

mit den Halbachsen a und b (Bild 11a). Setzt man die Gln. (26) und (27) in (24) und (25) ein,

kann auch der Weg im Referenzsystem fO0;x0;y0;z0g des Beobachters beschrieben werden:

x0 = acos(ω0t)cos(Ωt)+bsin(ω0t)sin(Ωt) ; (29)

y0 = �acos(ω0t)sin(Ωt)+bsin(ω0t)cos(Ωt) : (30)

Bild 11b zeigt den Weg, den das Pendel im Referenzsystem des Beobachters über der x’-

y’-Ebene beschreibt. Der Abstand zwischen zwei benachbarten Umkehrpunkten (1 und 3 in

Bild 11b) beträgt dabei aΩT , wobei die Periodendauer T = 2π=ω ist. Das entspricht einem

Drehwinkel zwischen den Koordinatensystemen von α = Ω T . Ist die zu messende Winkel-

geschwindigkeit Ω viel kleiner als die Pendelfrequenz ω0, entartet mit Gl. (28) die Ellipse in

fO;x;y;zg zu einer Geraden und die zweiten Summanden in den Gln. (29) und (30) können

vernachlässigt werden (Bild 11c):

x0 = acos(ω0t)cos(Ωt) ; (31)

y0 = �acos(ω0t)sin(Ωt) : (32)

Das Foucaultsche Pendel ist der einfachste Vibrationskreisel, dessen Prinzip in allen Vibrati-

onskreiseln wiederzufinden ist.
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Bild 11: Pendelbewegung: (a) im Inertialsystem, (b) im Referenzsystem des Beobachters und

(c) im Referenzsystem des Beobachters bei Ω� ω.

3.1.4 Anwendung des Drehimpulserhaltungssatzes

Das Funktionsprinzip eines Vibrationskreisels kann im Allgemeinen immer auf das Foucault-

sche Pendel zurückgeführt werden. Mit diesem Modell wird jede seismische Masse für sich

als Punktmasse betrachtet. In vielen Fällen ist es jedoch vorteilhaft, das Modell des Punkthau-

fens zu verwenden. Als Punkthaufen wird eine Ansammlung von Massepunkten bezeichnet,

die durch starre oder elastische Verbindungen miteinander gekoppelt sind.

Für die Herleitung dieser Betrachtung soll die Newtonsche Bewegungsgleichung mit Hilfe des

Impulses wie folgt formuliert werden:

m~̈r =
d
d t

m~̇r =
d
d t

~p = ~Fa . (33)

Hierbei ist die zeitliche Änderung des Impulses gleich der äußeren Kraft. Wirkt keine äußere

Kraft, gilt der Impulserhaltungssatz /SK95/:

d
d t

~p = 0 ; wobei ~p = const . (34)

Multipliziert man Gl. (33) mit dem Ortsvektor~r, so erhält man:

m(~r�~̈r) =~r�~Fa : (35)
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Bild 12: Rotationskörper, bestehend aus zwei Massepunkten

Die linke Seite der Gl. (35) ist die zeitliche Ableitung des Drehimpulses P = m(~r�~̇r) eines

Massepunktes6. Damit kann der Drehimpulserhaltungssatz formuliert werden:

d
d t

m(~r�~̇r) = d
d t

~P = ~Ma : (36)

Werden Massepunkte betrachtet, die sich im festen Abstand um eine raumfeste Achse drehen

(Bild 12), kann man ~̇r durch ~Ω�~r ersetzen. Aus dieser Überlegung kann der Drehimpuls für

das in Bild 12 dargestellte System bestimmt werden:

P =
2

∑
i=1

~ri�(~Ω�~ri)mi : (37)

Mit r1 = r2 = r und m1 = m2 = m folgt:

P = 2mr2Ω : (38)

Werden nun die Massepunkte auf dem Radius verschoben, ändert sich der Drehimpuls des Sy-

stems. Wegen Gl. (36) muß ein Drehmoment auf das System wirken. Unter Berücksichtigung

von Gl. (38) erhält man für kleine Änderungen r (r ! R+ r):

MC =
d
d t

P = 2
d mΩ(R+ r)2

d t
; (39)

MC = 2 �2mΩ (R+ r)ṙ� 4mΩ Rṙ : (40)

6 d
d t m(~r�~̇r) = m(~̇r�~̇r)+m(~r�~̈r) = m(~r�~̈r)
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Der Ausdruck 2mΩ ṙ in Gl. (40) ist gleich der Corioliskraft, wie sie im rotierend bewegten

Bezugssystem auftritt. Das auf das Punktsystem durch die Corioliskraft hervorgerufene Dreh-

moment MC ist also wie die Corioliskraft FC eine Scheinkraft im bewegten Bezugssystem. Das

Bezugssystem ist hierbei das Körperkoordinatensystem des Punkthaufens, wobei die z-Achse

mit der Drehachse zusammenfällt. Die Vektoren der Winkelgeschwindigkeit ~Ω und Relativ-

geschwindigkeit ~r stehen daher immer senkrecht aufeinander und können somit als skalare

Größen betrachtet werden.

3.1.5 Arbeitsprinzip und Designanforderungen

Das Foucaultsche Pendel kann unter idealen Bedingungen frei in der Ebene – unabhängig von

der Bewegungsrichtung – schwingen. Unter Einwirkung einer Drehbewegung führt das Pendel

eine Präzession um die Senkrechte aus (z-Achse in Bild 10a). Das Pendel arbeitet integrierend.

Hierbei wird der Drehwinkel zwischen Referenz- und Inertialsystem absolut gemessen (α =

ΩT ).

Für die Messung der Winkelgeschwindigkeit kann ein Open-Loop oder Closed-Loop Arbeits-

prinzip gewählt werden. Es ist in beiden Fällen erforderlich, daß eine Primärschwingung7 mit

konstanter Amplitude und Richtung angeregt wird. Im Open-Loop-Betrieb erfolgt durch eine

äußere Drehbewegung eine Energieübertragung von der Schwingamplitude der Primärschwin-

gung zur Sekundärschwingung. Das Verhältnis der Amplituden ist proportional zur Winkelge-

schwindigkeit der Drehbewegung des Referenzsystems:���� ŷx̂
����= 2Qy

Ω
ω
: (41)

Die Erzeugung einer konstanten Amplitude kann beispielsweise elektrostatisch erfolgen

(Bild 13). Dabei wird die Kapazität Cdrive zur elektrostatischen Erregung der Primärschwin-

gung benötigt, währenddessen die Amplitude ständig durch eine zweite Kapazität CP kontrol-

liert wird.

Ein weiterer Kondensator CS dient der kapazitiven Auswertung der Sekundärschwingung

(Bild 13a).

7Die für das Funktionsprinzip erforderliche Erregerschwingung (z.B. Pendelauschlag beim Foucaultschen Pen-

del) wird im folgenden als Primärschwingung bezeichnet. Für die durch die Corioliskraft verursachte Koppel-

schingung in orthogonaler Richtung dazu wird der Begriff Sekundärschwingung benutzt.
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Bild 13: Open-Loop– (a) und Closed-Loop–Arbeitsprinzip (b) des Vibrationskreisels.

Zur Erhöhung der Empfindlichkeit wird meist eine sehr hohe Güte der Sekundärschwingung Qy

eingestellt (Gl. 41). Je höher die Güte, um so länger ist die benötigte Einschwingzeit. Das heißt,

es können nur Winkelgeschwindigkeiten erfaßt werden, die sich langsamer als die erforderliche

Einschwingzeit ändern. Die Zeitkonstante kann für niedrig gedämpfte Systeme mit

τy =
2 Qy

ω0
(42)

berechnet werden. Sie begrenzt die Bandbreite B noch auflösbarer Winkelgeschwindig-

keitsänderungen mit

B =
1
πτ

bzw. (43)

B =
ω0

2πQy
: (44)

Im Closed-Loop–Betrieb wird die Amplitude der Sekundärschwingung durch eine zusätzli-

che Kraft, z.B. elektrostatisch, auf eine 0-Amplitude gefesselt (Bild 13b). Die Zeitkonstante

des Sensors kann dadurch stark reduziert und somit die Bandbreite wesentlich erhöht werden.

Dabei ist jedoch zu beachten, daß eine hohe Bandbreite immer mit einem geringeren Signal-

Rausch-Abstand einhergeht. Bei kapazitiven Beschleunigungssensoren sind daher Bandbrei-
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ten von 50 bis 100 Hz üblich /Law93/. Bisher wurde davon ausgegangen, daß Primärschwin-

gung und Sekundärschwingung die gleichen Eigenfrequenzen besitzen. Bei Open-Loop- und

Closed-Loop-Betrieb führt eine Frequenzübereinstimmung und eine hohe Güte zu einer we-

sentlichen Vergrößerung der Empfindlichkeit des Sensors. Unter Berücksichtigung der in der

Praxis immer auftretenden Fertigungstoleranzen ist es jedoch schwierig, eine ausreichende

Übereinstimmung der Frequenzen bei hohen Güten zu erreichen. In einigen Fällen wird des-

halb versucht mit Hilfe einer nachträglichen mechanischen Bearbeitung einen Frequenzab-

gleich durchzuführen. Ein temperaturabhängiges Frequenzverhältnis kann damit aber nicht

kompensiert werden, so daß häufig auf einen elektrostatischen Frequenzabgleich zurückge-

griffen wird.

Für den elektrostatischen Frequenzabgleich wird eine zusätzliche Elektrodenanordnung ver-

wendet, um mit Hilfe einer Offsetspannung der Federkraft eine elektrostatische Kraft zu über-

lagern (Bild 14). Die elektrostatische Kraft wirkt der Federkraft entgegen. Wirkt keine äußere

Kraft, gilt folgendes Kräftegleichgewicht:

Fel�Fmech = 0 ; (45)

U2εA
2(d0�q)2 � cq = 0 : (46)
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Bild 14: Elektrostatischer Frequenzabgleich
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Für die elektrostatische Kraft Fel kann eine Potenzreihe entwickelt werden:

Fel = Fel(0)+
1
2

F 0el(0)q+
1
2

F 00el(0)q
2 + : : : (47)

Fel =
εU2A
2 d2 +

εU2A
2 d3 q+

1
2

εU2A
2 d4 q2 + : : :| {z }

Rn(q)

: (48)

Für kleine Verschiebungen q ist das Restglied Rn(q) klein. Somit kann die Reihe nach

dem zweiten Glied abgebrochen werden. Die Bewegungsgleichung für ein Ein-Feder-Masse-

Systems lautet damit:

mq̈+β q̇+

�
c� εU2A

2 d3

�
q =

εU2A
2 d2 : (49)

Für kleine Auslenkungen ergibt sich daraus eine veränderte Eigenfrequenz:

f0 =
1

2π

vuutc� εU2A
2 d3

m
: (50)

Damit ist es möglich, mit einer überlagerten Gleichspannung die Resonanzfrequenz zu nied-

rigeren Frequenzen hin zu verändern. Es ist jedoch zu beachten, daß nur kleine Auslenkungen

zugelassen werden dürfen. Bei größeren Auslenkungen ändert sich die Resonanzfrequenz mit

der Auslenkung und das Meßsignal wird mit wachsenden Winkelgeschwindigkeiten zuneh-

mend nichtlinear. Daraus ergibt sich eine Optimierungsaufgabe zwischen einerseits möglichst

großen Amplituden (deshalb der Frequenzabgleich) und andererseits geringer Aussteuerung,

um im annähernd linearen Kennlinienbereich zu arbeiten. Im Closed-Loop-Betrieb umgeht

man diese Schwierigkeit zwar, erkauft sich die Vorteile aber mit zusätzlichem Aufwand bei der

Elektronik.
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3.2 Realisierungsvarianten mikromechanischer Vibrationskreisel

Mikromechanische Drehratensensoren beruhen auf Resonanzstrukturen und der Energieübert-

ragung zwischen den genutzten Schwingmoden (Primär- und Sekundärmode) durch die Co-

riolisbeschleunigung. Die verwendeten Antriebsprinzipien sind elektrostatisch, elektromagne-

tisch und piezoelektrisch. Die durch die Coriolisbeschleunigung verursachte Schwingung im

Sekundärmode wird überwiegend kapazitiv oder piezoresistiv detektiert.

Trotz der sehr intensiven Anstrengungen ist eine Ablösung feinmechanischer und faser-

optischer Kreisel, insbesondere in der Navigation, noch nicht abzusehen. Die sehr hohen

Anforderungen können bisher von mikromechanischen Kreiseln noch nicht erfüllt werden

(Tab. 4). Typische Leistungsparameter aktueller Entwicklungen sind ein Meßbereich > 50 Æ=s

und eine Auflösung von 0:1Æ=s bei einer Bandbreite von 50Hz. Die Auflösung des Sensors

wird durch das thermische Rauschen bestimmt. Sie wird üblicherweise ausgedrückt als Stan-

dardabweichung von einer äquivalenten Drehrate pro Wurzel Bandbreite der Detektion (Angle-

Random-Walk ARW in (Æ=s)=
p

Hz, (Æ=h)=
p

Hz bzw. Æ=
p

h). Weitere wichtige Leistungspara-

meter sind Nullpunktsdrift über der Zeit (Bias Drift), Linearität, Temperaturdrift, Offsetfehler

(Zero Rate Output – ZRO), Meßbereich und Bandbreite.

Die meisten in der Literatur vorgestellten mikromechanischen Drehratensensoren werden mit

Hilfe der Oberflächen- oder Bulkmikromechanik hergestellt. Vereinzelt werden aber auch die

LIGA-Technik /PN94/, und eine kombinierte Technologie aus Bulk- und Oberflächenmikro-

mechanik eingesetzt Bosch /Mar97/.

Für den Literaturüberblick wurden die ausgewerteten Quellen bezüglich der charakteristischen

mechanischen Struktur geordnet.

Tabelle 4: Leistungsklassen für Drehratensensoren /YAN98/.

Parameter Rate-Grade Tactical-Grade Inertial-Grade

Angle Random Walk, Æ=
p

h > 0:5 0:5 : : :0:05 < 0:001

Bias Drift, Æ=h 10 : : :1000 0:1 : : :10 < 0:1

Scale Factor Accuracy, % 0:1 : : :1 0:01 : : :0:1 < 0:001

Full Scale Range, Æ=s 50 : : :103 > 500 > 400

Max. Shock in 1ms, g 103 103 : : :104 103

Bandwidth, Hz > 70 � 100 � 100
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3.2.1 Prismatische Biegebalken

In den ersten Vibrationskreiseln aus den 50iger Jahren wurden prismatische Biegebalken

mit elektromagnetischer und später piezoelektrischer Anregung und Detektion verwendet

/BCG53/. Die Funktionsweise ist identisch mit dem Foucaultschen Pendel. Es werden die

Biegeschwingungen des Balkens um seine x- bzw. y-Achse ausgenutzt (Bild 15). Wird die

Primärschwingung auf eine konstante Amplitude geregelt, ist die durch die Corioliskraft ange-

regte Amplitude der Sekundärschwingung proportional zur einwirkenden Drehrate.

Prinzipielle Unterschiede bei den in der Literatur vorgestellten Realisierungsvarianten gibt es

hinsichtlich der Einspannung und der verwendeten Balkenquerschnitte. Es eignen sich der qua-

dratische Querschnitt und der Querschnitt eines gleichseitigen Dreiecks (Bild 15). Die Biege-

steifigkeit ExIuu
8 dieser Querschnitte ist unabhängig von der Richtung des Momentenvektors,

da die Flächenträgheitsmomente der Hauptachsen (Ixx und Iyy), genau wie beim kreisförmi-

gen Querschnitt, gleich sind. Die Eigenfrequenz der Biegeschwingung ist also richtungsun-

abhängig (unabhängig von der Lage des Momentenvektors)9.

Wegen der speziellen Befestigung der Balken in den Schwingungsknoten der freien Balken-

schwingung erfolgt theoretisch kein Energieaustrag über die Einspannstelle. Dadurch können

bei geringer Luftdämpfung sehr große Resonanzüberhöhungen erreicht werden.

Werden beim rechteckigen Querschnitt die Piezoelemente nicht genau senkrecht angeordnet,

entsteht ein Störsignal, welches nicht vom eigentlichen Meßsignal getrennt werden kann (Off-

set). Beim dreieckigem Querschnitt löst man dieses Problem durch eine Differenzbildung der

Signale /FNF91/ (Murata Mfg. Co.).

In Si-Mikromechanik wurde die Befestigung eines Resonanzbalkens in seinen Schwingungs-

knoten bisher noch nicht realisiert. Die Verwendung eines einseitig eingespannten Si-Balkens

als Drehratensensor wird von Maenaka /MS94/ vorgestellt. Die Anregung erfolgt über eine

Stützenerregung mittels Piezoaktuator.

In experimentellen Untersuchungen beobachtet Maenaka einen inakzeptabel großen Offset-

fehler ZRO (starke Kopplung von Primär- und Sekundärschwingung) und führt diesen auf

den richtungsabhängigen Elastizitätsmodul im einkristallinen Silizium zurück. Diese Aussa-

ge würde die Verwendung einkristallinen Siliziums in symmetrischen Resonanzstrukturen für
8E-Modul bei orthotropem Material in Balkenlängsrichtung (E x) und Biegung um eine beliebig im Querschnitt

orientierte Achse Iuu.
9Nachweis ist z.B. mit Hilfe des Trägheitskreises von Mohr-Land möglich.
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Drehratensensoren von vornherein ausschließen. Eine theoretische Begründung für diese Aus-

sage kann aber nicht gegeben werden, weil für die Biegeschwingung nur der Elastizitätsmo-

dul in Balkenlängsrichtung Einfluß hat, und der ist für alle Richtungen des Momentenvektors

gleich. Der Einfluß von Gleitmodul und Querkontraktion kann ebenfalls ausgeschlossen wer-

den, weil es sich um einen sehr langen schmalen Balken handelt. Diese Aussage kann mit

FEM-Rechnungen unter Berücksichtigung orthotroper Materialeigenschaften belegt werden.

Es wird daher vermutet, daß der beobachtete Effekt auf geometrische Asymmetrien, insbeson-

dere an der Einspannstelle, bei der genutzten Stützenerregung oder auf eine asymmetrische

Dämpfung zurückzuführen ist.

3.2.2 Stimmgabel–Strukturen (Tuning Fork Gyroscopes)

Zur Beseitigung der Schwierigkeiten bei der Fixierung einzelner Biegebalken, insbesondere

auch zur Verringerung der Empfindlichkeit gegenüber translatorischen Beschleunigungen und

zum Erreichen einer hohen Resonanzgüte, werden Balken paarweise, in Form einer Stimm-

gabel angeordnet. Die Stimmgabelarme schwingen gegenphasig mit konstanter Amplitude,

so daß am Fußpunkt nahezu keine Energie über den Befestigungspunkt ausgekoppelt wird.

Um auch die Energieauskoppelung durch eine Schwingung des Schaftes in Längsrichtung der
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Bild 15: Frei schwingende prismatische Biegebalken für den Einsatz in Drehratensensoren
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Bild 16: Tuning Fork Gyroscope – Prinzipskizze

Stimmgabel zu vermeiden, wird in /Bak92/ (BEI Sensors & Systems Company) eine Doppel-

stimmgabel vorgestellt. Die Corioliskraft bewirkt eine Übertragung der Schwingung in ortho-

gonaler Richtung und bei einer Anordnung wie in Bild 16 erfolgt dadurch eine Drehschwin-

gung um die Längsachse, deren Amplitude proportional zur zu messenden Drehrate ist.

Eine Einfach-Stimmgabel in Bulk-Mikromechanik wird in /VBF+97/ vorgestellt (Daimler

Benz, Bild 17a). Die beiden Stimmgabelarme werden naßchemisch geätzt und anschließend

durch direktes Waferbonden miteinander verbunden. Die Anregung erfolgt piezoelektrisch

(Aluminiumnitrid, gesputtert), die Detektion piezoresistiv durch Auswertung der entstehen-

den Scherspannungen im Schaft der Stimmgabel. Das Abgleichen der Frequenzen erfolgt

mittels Laser-Ablation. Die Temperaturabhängigkeit der Eigenfrequenzen durch die AlN-

Schichten wurde so optimiert, daß sich Primär–Eigenfrequenz und Sekundär–Eigenfrequenz

um annähernd gleiche Beträge mit der Temperatur ändern. Für die Realisierung eines Closed-

loop Arbeitsprinzips wären jedoch zusätzliche Maßnahmen erforderlich, beispielsweise Elek-

troden für eine kapazitive Rückstellung der Auslenkung.

Eine lateral (in der Waferebene) angeordnete Stimmgabelstruktur wird in /CME95, HCME94/

vorgestellt (Tohoku University und Toyota Motors Corp., Bild 17b). Die Glas-Silizium-Glas-

Struktur wird elektromagnetisch zum Schwingen in der Waferebene angeregt. Dadurch können

im Vergleich zur kapazitiven Anregung größere Kräfte aufgebracht werden, die wiederum zu

größeren Anregungsamplituden führen. Zur Erzeugung eines Magnetfeldes werden außen auf

die Glasdeckel Permanentmagnete aufgebracht. Die Amplitude der Anregung und das Meßsi-
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3.2 Realisierungsvarianten mikromechanischer Vibrationskreisel

(a) Daimler Benz /VBF+97/ (b) Tohoku Univ. /CME95/

(c) Draper Laboratory /WBB+96/

Bild 17: Tuning Fork Gyroscopes, hergestellt in verschiedenen Technologien und Verwendung

verschiedener Wandlerprinzipien: (a) piezoelektrisch/piezoresitiv, (b) elektromagne-

tisch/kapazitiv, (c) elektrostatisch/kapazitiv

gnal werden kapazitiv detektiert.

Ein ähnlicher mechanischer Aufbau, jedoch in Oberflächenmikromechanik, wird in /WBB+96,

WBC+93/ vorgestellt (Draper Laboratory Inc., Bild 17c). Über die seitlich angeordneten

Kamm-Aktuatoren wird die elektrostatische Anregung in der Ebene erzeugt. Die einkristal-

line Si-Struktur ist ca. 10µm dick und wird in einer speziellen Glas-Silizium-Technologie mit

RIE–Ätzen hergestellt. Die Auswertung erfolgt kapazitiv durch unten liegende Elektroden. Bei

einer Güte von 1000 wird eine Anregungsamplitude von 10µm erreicht. Die kleinste meßbare

Drehrate beträgt ohne Frequenzabgleich gemessen 1.3 deg/s bzw. als Zielstellung 10 deg/h bei

60 Hz Bandbreite.
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Bild 18: Grafische Darstellung des Ring Gyro Arbeitsprinzips

3.2.3 Rotationssymmetrische Resonanzkörper (Vibrating Shell Gyroscopes)

Vibrating Shell Gyroscopes bestehen aus einem dünnwandigem, axialsymmetrischen Reso-

nanzkörper, z.B. einer Halbkugel, einem Zylinder oder einem Ring. Ist die Wand völlig homo-

gen, besitzen alle Eigenschwingformen in der Ebene exakt die gleiche Frequenz. Die Grund-

schwingungen stehen dabei senkrecht aufeinander, alle anderen Schwingungen ergeben sich

aus deren Linearkombination. Bild 18 zeigt das Prinzip anhand eines elastischen Ringes. Eben-

so kann man sich vorstellen, man schaut von oben auf ein Weinglas. Wird nun das Glas am Fuß

gedreht, versucht der stehende Schwingmode seine Richtung im Inertialsystem beizubehalten

(Prinzip des Foucaultschen Pendels). Ein sich mitdrehender Beobachter hätte den Eindruck,

daß die Schwingung ihre Richtung ändert. G.H. Bryan entdeckte 1890 und veröffentlichte

in /Bry90/, daß die Schwingung nicht wirklich fest im Inertialsystem ist, sondern um einen

bestimmten Betrag mitbewegt wird. Das Verhältnis von Drehwinkel ϑ des fest mit dem Gestell

verankerten Referenzsystems zum Drehwinkel der Schwingung ist charakteristisch für die ver-

wendete Form und wird Bryan-Faktor kB genannt (Bild 18b).

Nach diesem Prinzip arbeiten Litton’s10 und Delco’s11 Hemispherical Vibrating Gyroscopes

(HRG’s). Sie haben eine sehr hohe Auflösung (ARW< 0:001Æ=
p

Hz) und gehören damit zu

10Litton Industries, Inc.
11Delco Electronics Corp.
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den wenigen Vibrationskreiseln, die für Navigationssysteme geeignet sind /LMV97, Lyn84/.

Herzstück dieser Sensoren ist jeweils eine hohle Halbkugel aus geschmolzenem Quarz mit

elektrostatischer Anregung. Die Messung des Sensorsignals erfolgt kapazitiv und mittels wei-

terer Elektrodenanordnungen ist ein Closed-loop Betrieb möglich. Die Herstellung ist jedoch

sehr teuer, so daß eine Anwendung hauptsächlich in Luft- und Raumfahrt sowie militärischen

Anwendungen erfolgt, wie beispielsweise in Litton’s Inertial Reference Unit. Der große Vor-

teil gegenüber feinmechanischen und Faserkreiseln besteht in der sehr hohen Lebensdauer von

ca. 15 Jahren.

General Motors und die University of Michigan entwickelten ein mikromechanisches Vibra-

ting Ring Gyroscopes VRG (Bild 19a). Die erste Version wurde mittels LIGA-Technik herge-

stellt und besitzt eine Auflösung von� 0:5Æ=s bei einer Bandbreite von 25 Hz /PN94, SZJ+97/.

Zur Verbesserung der Leistungsparameter wurde eine Polysilizium trench-refill Technologie

entwickelt, mit der für den Ring ein hohes Aspektverhältnis und sehr schmale Kondensatorspal-

te herstellbar sind (d0 < 1µm) /AN98/. Es soll eine Auflösung mit ARW< 0:05Æ=
p

h erreicht

werden. Die insgesamt 32 Elektroden werden zur Anregung, Detektion, Messung der Anre-

gungsamplitude und zum elektrostatischen Trimmen genutzt. Das elektrostatische Trimmen ist

notwendig, um technologisch bedingte Asymmetrien im Ring selbst oder in den 8 Federn aus-

zugleichen. Neben den gewünschten Resonanzen des Ringes treten unterhalb dieser Frequen-

zen Eigenschwingformen auf, bei denen sich der Ring wie ein starrer Körper verhält (transla-

torische und Drehschwingung). Werden diese Schwingungen zufällig angeregt, verfälschen sie

das Meßsignal und müssen daher gegebenenfalls kontrolliert werden /PN94/.

British Aerospace Systems and Equipment haben in Zusammenarbeit mit Sumitomo Precisi-

on Products Company Ltd. ein Single Crystalline Silicon Ring Gyroscope entwickelt /Hop97/

(Bild 19b). Der Silizium-Ring hat einen Durchmesser von 6 mm und wurde mittels tiefem

Trockenätzen eines 100 µm dicken Wafers hergestellt. Er ist am Außenrahmen über 8 Fe-

dern befestigt, die Außenabmessungen sind 10 mm x 10 mm. Herstellungsbedingte Asym-

metrien werden durch eine nachfolgende Laserbearbeitung minimiert. Die Anregung der

Primärschwingung sowie die Detektion erfolgen elektromagnetisch über 8 Leiterschleifen. Ei-

ne Leiterschleife verläuft vom Bondpad, entlang der ersten Feder, 1/8 des Ringes und über die

zweite Feder zum nächsten Bondpad. Es ist deshalb erforderlich, daß zwei Leiter nebenein-

ander auf den Federbändern untergebracht werden, zusätzlich ein drittes, um eine kapazitive

Kopplung zu verhindern. Derzeit wird die Auflösung durch einen rms–Rauschwert von 0:15Æ=s

bei einer Bandbreite 30 Hz begrenzt /Hop97/.
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3.2.4 Einzeln oder paarweise angeordnete Feder-Masse-Systeme

Bei dieser Gruppe mikromechanischer Drehratensensoren werden geeignet angeordnete Feder-

Masse-Systeme verwendet, die sich in einem durchgängigen Waferprozeß herstellen lassen

(Batch-Prozeß). Ziel der Konstruktion und Dimensionierung ist es, daß die Primärschwin-

gung eine möglichst große Amplitude bei linearer Kennlinie ausführt. Die Sekundärschwin-

gung sollte möglichst in ihrer Resonanz angeregt werden und gering gedämpft sein. Gelingt

es beide Resonanzen aufeinander abzustimmen, ist nur eine verhältnismäßig geringe Kraft für

die Anregung der Primärschwingung erforderlich und man erhält große Ausgangssignale bei

gleichzeitig geringer Elektrodenfläche für die Detektion.

Die Erzeugung großer Anregungsamplituden bereitet aufgrund der relativ steifen Systeme (ho-

he Frequenzen) große Schwierigkeiten. Die dazu nötige Kraft kann kapazitiv nur durch sehr

geringe Elektrodenabstände und große Elektrodenflächen realisiert werden. Eine Ausnutzung

von Resonanz bei geringer Dämpfung ist daher immer erforderlich.

Einer der ersten Drehratensensoren in dieser Gruppe wurde von Greiff (Charles Stark Dra-

per Lab.) 1991 vorgestellt /GBKN91/. Der Sensor besteht aus einer kardanischen Struktur

(a) General Motors, Delco Electronics

Corp. and University of Michigan

G H F
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 � � � � 
 
 �
� � � �

(b) BASE - British Aero-

space Systems Equipment

Ltd.

Bild 19: Mikromechanische Vibrating Ring Gyroscopes, kapazitiv (a) und elektromagnetisch

(b).
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3.2 Realisierungsvarianten mikromechanischer Vibrationskreisel

(Bild 20a). Der äußere Rahmen wird wie elektrostatisch angeregt. Dadurch wird die innere

Struktur mitgeführt (Gyro Element) und die erforderliche Relativbewegung ausgeführt. Die

Corioliskraft wirkt senkrecht zu dieser Bewegung und verursacht eine oszillierende Bewegung

um die Drehachse der inneren Struktur. Zur Erhöhung der Empfindlichkeit dient die mittig

auf der inneren Struktur befindliche Erhebung, wie sie auch in /TGW+96/ vorgeschlagen wird

(Vergrößerung des Hebelarms). Die Anregungsamplitude wird durch den Elektrodenabstand

begrenzt (Elektrodenabstand = mechanische Amplitudenbegrenzung). Ein große Anregungs-

amplitude kann also nur bei großem Elektrodenabstand erreicht werden. Bei optimaler Ausle-

gung wurde eine Auflösung von 4 Æ=s bei einer Bandbreite von 1 Hz erreicht.

Eine ähnliche Struktur wird von Kuisma (Hamelin) vorgestellt (Bild 20b) /KRL+97/. Auch

hier erfolgen Anregung und Detektion auf dem kapazitiv. Die Herstellung erfolgt mit Standard-

technologien der Si-Bulkmikromechanik. Die Gegenelektroden sind auf Glasträger und -deckel

aufgebracht. Bei Resonanzfrequenzen von 2. . . 5 kHz werden Güten in Abhängigkeit vom Sen-

sorinnendruck von 1000. . . 70000 für die Anregung und 10. . . 100 für die Sekundärbewegung

erreicht. Zur Optimierung der Auflösung wird auch hier mit einem Abgleich der Eigenfrequen-

zen gearbeitet. Um technologiebedingte Abweichungen der Federkennlinien zu kompensieren

werden mit Hilfe einer überlagerten Gleichspannung elektrostatische Kräfte erzeugt, die zu

einer Verringerung der Federsteifigkeit führen. Mit einer elektrischen Spannung von 25 Volt

gelingt es, die Frequenz von 4.8 kHz bis 3.0 kHz zu verschieben.

Um hohe Anregungsamplituden zu erreichen verwendet Marek (R. Bosch GmbH) eine elek-

tromagnetische Anregung /Mar97, LGG+97/. Wie in Bild 20c dargestellt ist, besteht der Sen-

sor aus einer großen schwingfähigen Struktur (Bulkmikromechanik). In Oberflächenmikro-

mechanik hergestellte kapazitive Beschleunigungssensoren befinden sich auf der Struktur und

messen die auftretende Coriolisbeschleunigung. Mit Hilfe der Leiterschleifen auf der Bulk-

Struktur und eines im metallischen Sensorgehäuse untergebrachten Permanentmagnetes erfolgt

die elektromagnetische Anregung in Resonanz bei 2 kHz bis 10 kHz mit einer vergleichsweise

großen Amplituden von 50 µm sowie eine Kontrolle der Amplitude. Der Sensor besitzt eine

Auflösung von 0.3 Æ=s bei einer Bandbreite von 100 Hz. Die lateralen Beschleunigungssenso-

ren können aufgrund der Maskenprozesse mit hoher Präzession zur Bulk-Struktur ausgerichtet

werden. Dadurch ist die Kopplung zwischen Anregungs- und Detektionssystem sehr gering.

Ein Drehratensensor in Oberflächenmikromechanik, hergestellt im Bosch Foundry Service,

wird von Geiger (HSG–IMIT) vorgestellt (/GFS+97, GFM+98, GKF+98/). Der Sensor zeich-

net sich dadurch aus, daß Anregung und Detektion deutlich entkoppelt sind (Bild 20d). Die
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(a) Draper Laboratory /GBKN91/ (b) VTI Hamelin /KRL+97/

(c) R. Bosch GmbH /Mar97/ (d) HSG–IMIT /GKF+98/

(e) UC Berkeley /JPJ97/

Bild 20: Mikromechanische Drehratensensoren in Bulkmikromechanik (a) u. (b), in einer kom-

binierten Technologie aus Bulk- und Oberflächenmikromechanik (c) sowie in Ober-

flächenmikromechanik (d) u. (e)
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Primärschwingung ist eine in-plane–Drehschwingung um den Befestigungspunkt in der Mitte

der Struktur. Die Anregung erfolgt elektrostatisch über Kammaktuatoren, die tangential an der

inneren Struktur angebracht sind. Die äußere rechteckige Struktur wird mitgeführt und beim

Auftreten einer Coriolisbeschleunigung zu einer Drehschwingung um die y-Achse angeregt,

die kapazitiv detektiert wird. Sehr bemerkenswert sind die erreichten Leistungsparameter. So

wird in /GKF+98/ ein ARW von 0.14 Æ=
p

h ein Nullpunktsdrift von 65 Æ=h ein rms–Wert von

0.05 Æ=s bei einer Bandbreite von 0 bis 50 Hz angegeben.

In jüngsten Entwicklungen werden auch Sensorstrukturen zur gleichzeitigen Messung von

Drehraten in zwei Raumrichtungen vorgestellt /JPJ97, AOL+98, FMK+97/. Juneau’s Struk-

tur ist in Bild 20e schematisch dargestellt. Wird die Rotor-Struktur zu einer in-plane–

Drehschwingung angeregt, hat eine Drehbewegung um die x-Achse eine Drehschwingung um

die y-Achse und eine Drehbewegung um die y-Achse eine Drehschwingung um die x-Achse

zur Folge. Die dabei entstehende mechanische Kopplung der Ausgangssignale beträgt ungefähr

3%. . . 16%. Erfolgt kein Abstimmen der Frequenzen werden 10 Æ=
p

h ARW erreicht. Durch

das Abstimmen der Frequenzen soll ein Leistungsgrad von ARW=2 Æ=
p

h erreicht werden.
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4 Neuer mikromechanischer Drehratensensor

4.1 Aufbau und Funktionsprinzip

Für die Entwicklung des Drehratensensors soll die vorhandene Technologie aus einer Kombi-

nation von anisotropen naßchemischen Ätzprozessen und Waferbonden genutzt werden. Die

wichtigsten Schritte dieser Technologie werden bereits erfolgreich für die Herstellung eines

hochgenauen mikromechanischen Beschleunigungssensors eingesetzt /GWHH95/. Die wich-

tigsten Ziele der Entwicklung sind eine hohe Empfindlichkeit, eine geringe Leistungsaufnahme

bei niedriger Anregespannung (�5 Volt) und eine geringe Temperaturempfindlichkeit.

Als Grundlage für die Neuentwicklung wird das Stimmgabel-Prinzip verwendet. Je eine Hälfte

der Stimmgabel wird in verschiedenen Wafern präpariert, die anschließend durch Bonden mit-

einander verbunden werden. Im Waferquerschnitt entsteht dadurch eine Stimmgabel, wie sie

in Bild 21 vereinfacht dargestellt ist. Als Primärschwingung wird die Eigenschwingform be-

nutzt, bei der beide Stimmgabelarme gegeneinander schwingen (siehe auch Abschnitt 3.2.2).

Die Anregung erfolgt elektrostatisch zwischen beiden Stimmgabelarmen.
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Bild 21: Querschnitt einer Stimmgabel als Grundlage für das Sensorkonzept
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4 Neuer mikromechanischer Drehratensensor

Die Empfindlichkeit des Drehratensensors ist wegen Gl. (18) direkt proportional zur Geschwin-

digkeit v der Referenzbewegung (Primärschwingung). Deshalb soll eine möglichst große Be-

wegungsamplitude erreicht werden (v = q̇). Bei vertikal bewegten elektromechanischen Syste-

men stößt man dabei auf folgenden Widerspruch:

� Große Bewegungsamplituden erfordern einen großen Elektrodenabstand, weil dieser

die Bewegungsamplitude mechanisch begrenzt. Weiterhin kann wegen der nichtlinearen

Kraft–Weg–Kennlinie des elektrostatischen Feldes nur ein geringer Teil des Bewegungs-

spaltes genutzt werden.

� Große elektrostatische Kräfte können nur bei geringen Elektrodenabständen erzeugt

werden. Ist der zur Verfügung stehende elektrische Spannungsbereich begrenzt, kann ein

Zuwachs an Kraft nur durch eine Verringerung des Elektrodenabstandes erreicht werden

(Fel � 1=d2).

Um diesen Widerspruch zu beseitigen, wird eine indirekte elektrostatische Anregung genutzt.

Dabei werden die Stimmgabelarme in zwei durch Federn miteinander verbundene Massen ge-

teilt. Die ersten sich gegenüberstehenden Massen werden Anregungsstruktur, die zweiten Kop-

pelschwinger genannt (Bild 22).

Die Anregungsstruktur besitzt einen sehr engen Kondensatorspalt (1 µm). Dadurch können mit

geringer Spannung große Energiedichten und somit große Kräfte in der Resonanzstruktur er-

zeugt werden. Die Koppelschwinger werden mechanisch über die dargestellten Biegefedern

zum Schwingen angeregt. Wie später noch gezeigt wird, können bei
”
steifer“ Anregungsstruk-

tur und
”
weichem“ Koppelschwinger große Amplitudenunterschiede erreicht werden – mehre-

re µm Schwingeramplitude bei rund 100 nm Amplitude der Anregungsstruktur.
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Bild 22: Modifizierte Stimmgabel für eine bessere elektrostatische Anregung
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Bild 23: Funktionsprinzip des Drehratensensors (Explosivdarstellung)

Die in Bild 22 dargestellten Biegefedern werden so geteilt, daß eine Blattfederparallelführung

entsteht. Es wird jeweils oben und unten an den Massen eine entsprechend dünnere Feder

angeordnet. Damit wird ein paralleles Schwingen der Koppelschwinger erreicht (siehe Ab-

schnitt 6.2.1).

Der Stimmgabelschaft erhält einen X-förmigen Querschnitt, wodurch eine Drehfeder ent-

steht, die eine vergleichsweise geringe Steifigkeit in Drehrichtung aber hohe Steifigkeit ge-

genüber Biegung besitzt. Dadurch wird die als Sekundärbewegung genutzte Drehschwingung

begünstigt.

Bild 23 zeigt die vollständige Funktionsweise der Sensorstruktur. Es werden jeweils zwei glei-

che Strukturen ((a) und (b)) an den Bondflächen miteinander verbunden. Dadurch entstehen ein

gemeinsamer äußerer Rahmen für die Befestigung am Gehäuse und eine Verbindung zwischen

oberem und unterem Stimmgabelarm. An der sogenannten Trägerstruktur können sich oberer

und unterer Schwinger gegeneinander abstützen. Wird die so entstandene Stimmgabel zum

Schwingen angeregt entsteht die gekennzeichnete translatorische Bewegung. Dreht sich der

gesamte Sensor mit einer konstanten Winkelgeschwindigkeit Ω in Längsrichtung der Struktur,

wirkt die Corioliskraft senkrecht zur Primärschwingung – ebenfalls periodisch und beide Co-

rioliskräfte wirken dabei gegeneinander. Die weit auseinander liegenden und flachen Biegefe-

dern verhindern eine Querbiegung. Stattdessen wird ein Moment auf die Drehfeder übertragen.
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4 Neuer mikromechanischer Drehratensensor

Bild 24: Anordnung der Sensorelektroden (Explosivdarstellung)

Die gesamte Resonanzstruktur wird in eine Drehschwingung versetzt. Die Schwingamplitude

ist ein Maß für die Corioliskraft und bei bekannter Erregeramplitude (Primärschwingung) kann

die einwirkende Winkelgeschwindigkeit (= Drehrate) bestimmt werden. Die Eigenfrequen-

zen von Primärschwingung und Sekundärschwingung werden nicht aufeinander abgestimmt.

Die Eigenfrequenz der Sekundärschwingung wird einige 100Hz über der der Primärschwin-

gung gewählt. Dadurch beeinflußt eine toleranzabhängige Verschiebung der Eigenfrequenz der

Drehschwingung die Sensorempfindlichkeit nur gering.

Für die Messung werden verschiedene Elektrodenanordnungen benötigt. Die Drehschwingung

wird durch Elektrodenpaare über der Trägerstruktur detektiert (Bild 24). Die Elektroden sind

jeweils oberhalb und unterhalb der Struktur angeordnet (Elektrodenabstand 1.5. . . 2.0 µm).

Durch Differenzbildung kann die Drehbewegung unabhängig von einer eventuell überlager-

ten translatorischen Schwingung erfaßt werden.

Die Erregeramplitude muß wie oben schon erwähnt auf einen konstanten Wert geregelt wer-

den. Dazu werden die in Bild 24 gezeigten Elektroden über dem Koppelschwinger verwendet.

Die Elektrode ist aus Symmetriegründen und zur experimentellen Bestimmung einer Drehbe-

wegung in zwei Hälften geteilt.

Im Closed-Loop-Betrieb erfolgt eine Rückstellung der Verdrehung der Struktur durch elek-

trostatische Kräfte. Für diesen Betriebsfall sind die Elektroden über der Anregungsstruktur

vorgesehen.
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4.1 Aufbau und Funktionsprinzip

Die genannten Elektroden werden auf Gläser gesputtert, welche gleichzeitig als Deckel zur

Verkapselung des Sensors dienen. Die Kontaktierung der Elektroden erfolgt jeweils über die

Außenseiten der Glasdeckel. Hierfür ist eine Durchkontaktierung erforderlich, die mittels Glas-

bohren und Aluminiumsputtern erreicht wird /BGH+97/. Die Löcher werden mit Siliziumver-

schlüssen gasdicht mittels anodischem Bonden verschlossen.

Bild 25 zeigt den kompletten Sensor im Querschnitt. Man sieht von links nach rechts: Chiprah-

men, Drehfeder, Trägerstruktur,
”
steife“ Blattfederparallelführung, Anregungsstruktur,

”
wei-

che“ Blattfederparallelführung, Koppelschwinger und erneut Chiprahmen. Anhand des Quer-

schnitts erkennt man zahlreiche enge Spaltgebiete. Wird der Sensor zum Schwingen ange-

regt, wird die darin befindliche Luft aus dem Spalt gepreßt. Die entstehende viskose Luft-

strömung ist Ursache für die Dämpfung des Sensors. Bei Normal-Luftdruck ist der Sensor stark

überdämpft. Die Dämpfung kann aber gezielt durch eine Evakuierung des Sensors eingestellt

werden. Die Berechnung der Luftdämpfung und eine zugehörige meßtechnische Validierung

wird im folgenden Abschnitt 5 vorgestellt.

Die REM-Aufnahmen in Bild 26 zeigen erste Prototypen. In Bild 26a sieht man eine fertige

Sensorstruktur nach dem Siliziumbonden ohne Glasdeckel, der Sensor in Bild 26b ist komplet-

tiert und vereinzelt (ohne Siliziumverschlüsse).
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Bild 25: Sensorquerschnitt in grafische Darstellung

(a) (b)

Bild 26: REM-Aufnahme der gebondeten Siliziumstruktur im Waferverbund (a) und Prototyp

(11�11�3:4 mm3) ohne Siliziumverschlüsse (b)
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4.2 Sensorelektronik

4.2 Sensorelektronik

Zur Anregung der Primärschwingung wird ein geeignetes elektrisches Wechselsignal u(t) zwi-

schen den beiden mittleren Wafern angelegt. Dadurch entsteht an den Grenzflächen die elek-

trostatische Kraft:

Fel(t)=
∂W
∂d

=
1
2

u(t)2 ∂C
∂d

=� ε0εrAEl

2(d0�δ(t))2 u(t)2 : (51)

Aus Gl. (51) geht hervor, daß das Frequenzspektrum der elektrostatischen Kraftfunktion Fel(t)

immer einen Gleichanteil und mehrere Harmonische enthält (Bildung der Fourier-Reihe der

Zeitfunktion). Weiterhin führt der Term (d� δ(t))2 zu einer aussteuerungsabhängigen Ver-

zerrung. Daraus folgt, daß in Abhängigkeit von Signalform und Aussteuerung (Ausnutzung

Luftspalt Anregung) Vielfache der Erregerfrequenz angeregt werden. Die Amplitude des er-

sten Feder–Masse–Systems (Anregungssystem) sollte deshalb unter dem Gesichtspunkt des

Kleinsignalverhaltens möglichst gering sein (maximal 1=10 tel des Grundabstandes).

Mit Hilfe eines Phasenregelkreises (Bild 27) erfolgt die Anregung exakt auf der Resonanz-

frequenz des mechanischen Systems. Bei der Resonanzfrequenz ωr ist die Geschwindigkeit

des Koppelschwingers in Phase mit der anregenden elektrostatischen Kraft. Zur Messung der

Phase wird mit Hilfe einer Spannung zwischen den äußeren Waferebenen und den Elektroden

auf den Glasdeckeln (über dem Koppelschwinger) eine konstante Meßspannung U angelegt.

Der Kondensatorstrom ergibt sich aus der Kapazitätsänderung bei sinusförmiger mechanischer

Schwingung (δ(t) =�δ̂cos(ωerrt)):

i(t) =
dC
dq

dq
dt

U =� ε0εrAEl

2(d0�δ(t))2

d (d0�δ(t))
dt

U (52)

i(t) = � ε0εrAEl

2(d0� δ̂cos(ωerrt))2| {z }
K(t)

δ̂ ωerr U sin(ωerrt) : (53)

Der Strom i(t) ist proportional zur Geschwindigkeit δ̂ωerr sin(ωerrt). Der zeitabhängige Fak-

tor K(t) hat in Abhängigkeit von der Bewegungsamplitude eine unerwünschten Verzerrung

zur Folge. Bei i(t) = 0 hat dieser Faktor jedoch keinen Einfluß. Deshalb wird genau dieser

Zeitpunkt mit der Phase der Anregung synchronisiert.

Im Amplitudenregelkreis wird das Meßsignal demoduliert und die Geschwindigkeitsamplitude

des Schwingers auf eine konstante Amplitude geregelt.
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Bild 27: Blockschaltbild der Sensorelektronik /ZBG+98/

Das eigentliche Meßsignal Ω(t) wird mit Hilfe der Elektrodenanordnungen über der Träger-

struktur gewonnen. Durch eine Differenzbildung mit 4 Kondensatoren treten überlagerte trans-

latorische Bewegungen im Meßsignal nicht in Erscheinung. Die Kapazitätsänderung ergibt sich

aus der Änderung des Plattenabstandes durch Neigung um den Winkel α. Für sehr kleine Win-

kel kann die Elektrode gedanklich in zwei Hälften geteilt (Teilung durch die Drehachse), und

für jede Plattenhälfte parallele Plattenbewegung angenommen werden. Für die Abstandsände-

rung gilt dann δ � b=4 α. Damit kann für die weitere Berechnung näherungsweise wieder

Gl. (53) genutzt werden.

Die I!U–Wandler (Stromverstärker) sind als Hybrid sensornah angebracht, um die sehr klei-

nen Ladungsströme im pico- bzw nano-Ampere–Bereich detektieren zu können.

Im Closed-Loop–Betrieb dient das Meßsignal als Eingangsgröße für die Rückkopplung. Die

Verdrehung wird mittels elektrostatischer Kräfte an der Anregungsstruktur auf Null zurückge-

regelt (Bild 27). Die dafür notwendige Spannung ist ein Maß für die zu messende Drehrate.
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5 Luftdämpfung

5.1 Dämpfung mikromechanischer Komponenten

Zur Beschreibung der dynamischen Bewegungsvorgänge ist die Kenntnis der Dämpfungsme-

chanismen erforderlich. Die Dämpfung ist Folge der irreversiblen Energieumwandlung im

Schwingsystem. Sie kann im mikromechanischen Bauteil selbst, im Umgebungsmedium oder

durch Energieumwandlung in anderen Teilsystemen, wie z. B. in der elektrischen Schaltung,

erfolgen.

Die innere Energiedissipation erfolgt durch spannungsinduzierte Platzwechselvorgänge von

Atomen, durch Wandern von Versetzungen sowie Wechselwirkungen an Korngrenzen. Sichtbar

wird der Energieverlust im Kraft-Verformungs-Diagramm, wenn Belastungs- und Entlastungs-

kurve nicht übereinstimmen. Beide Kurven bilden bei stationärer Bewegung eine Hysterese-

kurve (Bild 28). Die eingeschlossene Fläche entspricht der verrichteten Dämpfungsarbeit und

ist ein Maß für die Verlustenergie bei einer vollen Schwingung. Die Größe der Verlustenergie

wird vom Werkstoff, der Beanspruchung und der Form des Werkstücks bestimmt /HD82/.
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Bild 28: Hysteresekurve eines Bauteils

In der Silizium-Bulkmikromechanik tritt diese Form der Dämpfung hauptsächlich in ener-

gieabsorbierendem Trägermaterial (Glas, Keramik, Kleber) auf. Im einkristallinem Werk-

stoff selbst entstehen Energieverluste nur durch Störungen im Kristallgitter und können ver-

nachlässigt werden. Anhand gegenphasiger Schwinger (z. B. Doppelstimmgabel) kann der

Energieverlust an der Einspannstelle und somit im Trägermaterial minimiert werden. Im Vaku-

um konnte Buser /Bus89/ damit Resonanzüberhöhungen bis 600.000 messen.

Bei der vorgestellten Sensorstruktur kann Werkstoffdämpfung im Siliziumoxid der auf Zug

belasteten Bondverbindung der Trägerstruktur sowie zwischen den einzelnen Ebenen der SOI-
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Bild 29: Energieverluste in energieabsorbierenden Schichten und durch Energieübertragung in

die Trägerstruktur

Wafer auftreten (Bild 29). Die einseitige Befestigung der Sensorstruktur bewirkt einen Ener-

gieaustrag über den Chiprahmen zum Trägermaterial, insbesondere bei Drehschwingung des

Sensors (Sekundärmode). Auf Grund der Symmetrie zur Längsachse der Struktur kann der

Energieaustrag im Fall der Primärschwingung als sehr gering eingeschätzt werden.

Die maßgebliche Dämpfung des Sensors erfolgt durch die Wechselwirkung der Si-Struktur mit

dem Umgebungsmedium (hier Luft). Dort erfolgt die Energiedissipation infolge viskosen Rei-

bungsflusses. Wie später noch gezeigt wird, ist der Sensor bei Normaldruck stark überdämpft,

so daß eine Evakuierung und der hermetischen Verschluß des Sensors notwendig ist, um die

Dämpfung dauerhaft zu verringern.

Zusätzlich kann es durch die an der Oberfläche mitgeführte Gasmenge zu einer Speicherung ki-

netischer Energie im Gas und durch Gaskomprimierung in engen Spalten zu einer Speicherung

potentieller Energie im komprimierten Gasvolumen kommen. Diese Effekte sind gleichbedeu-

tend mit einer scheinbaren Vergrößerung der Massenträgheit (Zusatzmasseeffekt) und einer

scheinbar zusätzlichen Federkonstanten /PBEL91, LL71/.

Bild 30 zeigt die Quetschströmung, die im Sensor durch die Bewegung im Primär- bzw. Se-

kundärmode entsteht. Durch Verdrängung und Kompression findet eine Wechselwirkung an

den Grenzflächen zwischen Luft und mechanischer Sensorstruktur statt. Je schmaler der Spalt

ist und je größer die bewegte Fläche, um so größer ist die beim dynamischen Verhalten zu

berücksichtigende Federwirkung der Luft.
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b b

d d
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z

(a) (b)

vz � vx; vy

Quetschströmung bei:

(a) translatorischer Bewegung (Primärschwingung),

(b) Drehbewegung (Sekundärschwingung).

Bild 30: Luftdämpfung durch viskose Fluidströmung im Sensor

Die Schwingungsdifferentialgleichung für ein System mit einem Freiheitsgrad lautet demnach:

mz̈+FD(ż;z)+cz = F(U;z) : (54)

FD(ż;z) beschreibt die Wechselwirkung der in ihrem Schwerpunkt konzentrierten Si-Masse mit

dem Fluid über die zugehörigen Grenzflächen.

Die Fluidströmung kann mit Hilfe der Navier-Stokesschen Gleichung beschrieben werden.

Sie liefern die örtliche Geschwindigkeits- und Druckverteilung im Strömungsfeld zu jedem

Zeitpunkt infolge vorgegebener Anfangs- oder Randbedingungen. Für ein homogenes dichte-

beständiges Fluid lauten Kontinuitätsgleichung und Navier-Stokessche Gleichung:

Kontinuitätsgleichung: ∇ �v = 0 (55)

Bewegungsgleichung:
∂ v
∂ t

+v∇v =�∇

 
Φ+

p
ρ

!
+ν∆v : (56)

Φ ist hierbei Potentialgröße eines Kraftfeld, beispielsweise Schwerkraftpotential Φ = gz.

Die auf den Körper wirkende Kraft FD kann aus dem Geschwindigkeits- und Druckfeld an

seiner Grenzfläche ermittelt werden. Normal zur Oberfläche werden Druckkräfte und an den

Seiten Schubspannungen in tangentialer Richtung übertragen. Sind Druckverteilung und Ge-
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schwindigkeitsgradient bekannt, kann die resultierende Kraft berechnet werden:

FD =
Z

O
p~ndA+

Z
O

η
δ~v
δ~n

~nv dA : (57)

5.2 Gasströmung in engen Kondensatorspalten

5.2.1 Anwendbarkeit der Strömungsmechanik

Die Beschreibung einer Luftströmung im Luftspalt mikromechanischer Bauteile erfolgt mit

Hilfe der Strömungsmechanik, einem Teilgebiet der Kontinuumsmechanik. Diese phänome-

nologische Betrachtungsweise beschreibt ein infinitesimales Volumenelement im Inneren des

Kontinuums als Punktgröße am Ort (x;y;z) zur Zeit (t) durch die Größen Geschwindigkeit

~v = (x;y;z), Druck p, Dichte ρ und Temperatur T .

Diese Annahme setzt voraus, daß die innere Reibung im Gas mittels seiner Viskosität beschrie-

ben werden kann. Sie ist eine Stoffeigenschaft, die es ermöglicht, die notwendige Kraft zur

Aufrechterhaltung der Scherströmung (Bild 31) zu berechnen:

F = Aη
∂vx

∂z
: (58)

Führt man die Zähigkeitsspannung (oder auch Schubspannung) τyx = F=A ein, so erhält man:

τyx = η
∂vx

∂z
: (59)

Der proportionale Zusammenhang zwischen Zähigkeitsspannung und Geschwindigkeitsgradi-

enten normal zur Strömungsrichtung (Bild 31) ist charakteristisch für Newtonsche Fluide, wel-

che sich gegenüber anomalviskoser Fluide, wie beispielsweise Öl und Teer, durch eine leichte

Bild 31: Scherströmung zwischen zwei ebenen Platten
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5.2 Gasströmung in engen Kondensatorspalten

Verschiebbarkeit der Moleküle zueinander auszeichnen. Bei Gasen ist der in Gl. (59) gegebene

Zusammenhang im Rahmen strömungsmechanischer Betrachtungen immer gegeben.

Die Viskosität η wird durch Wechselwirkungen zwischen den Molekülen des Fluids hervorge-

rufen. Durch den relativ großen Abstand der Moleküle in Gasen ist der Impulsaustausch für

die Viskosität verantwortlich, im Unterschied zu Flüssigkeiten, wo intermolekulare Kräfte do-

minieren. Daher nimmt im Gegensatz zu Flüssigkeiten die Viskosität von Gasen mit steigender

Temperatur zu.

Die Abhängigkeit der Viskosität von Temperatur und Dichte kann aus der Betrachtung der

molekularen Bewegung der Gasmoleküle abgeleitet werden. Legt man dazu in den Strömungs-

querschnitt (Bild 32) eine Schnittfläche S-S, so wird diese von zwei Molekülströmen durch-

setzt. Bei gleicher Geschwindigkeitsverteilung wird sich ein Sechstel der betrachteten Mo-

lekülansammlung von oben nach unten oder unten nach oben durch die Schnittfläche bewegen.

Sie stoßen dann im Mittel nach der Distanz der mittleren freien Weglänge λ mit den oberhalb

bzw. unterhalb der Schnittfläche befindlichen Molekülen zusammen und transportieren so Gas-

eigenschaften (Geschwindigkeiten) in vertikaler Richtung. Die Größe der Tangentialspannung

ergibt sich aus dem pro Zeit- und Flächeneinheit übertragenen Tangentialimpuls:

τyx =
F
A
= aη

nc0

6
[mvx(z1 +λ)�mvx(z1�λ)] : (60)

Der Faktor aη ist ein proportionaler Korrekturfaktor für die getroffenen Modellvereinfachun-

gen. Verwendet man für die Moleküle das Modell der starren Kugel ist aη = 15π=32 /Fro88/.

Mit zx(y1�λ) = vx(z1)�λ(∂vx=∂z) erhält man

τyx = aη
mnλc0

3
∂vx

∂z
: (61)

Bild 32: Impulstransport über den Schnitt S-S
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Mit Gl. (59) erhält man für die Viskosität:

η = aη
mnλc0

3
: (62)

Die mittlere freie Weglänge λ ist umgekehrt proportional zur Anzahl der Moleküle n pro Vo-

lumenelement (λ � 1=n). Mit Gl. (62) kann daraus gefolgert werden, daß die Viskosität un-

abhängig von der Dichte ist. Weiterhin ist die molekulare Geschwindigkeit c0 � T 0;5 und so-

mit η � T 0;5 und η=η0 = (T=T0)
0;5. In /Fro88/ wird auf Experimente verwiesen, die gezeigt

haben, daß die Temperaturabhängigkeit besser mit η=η0 = (T=T0)
S beschrieben wird, wobei S

in Tabelle 5 für verschiedene Gase und in Bild 33 für Luft angegeben ist.

Tabelle 5: S-Faktor für verschiedene Gase /Fro88/

He Ar Xe H2 O2

S 0,64 0,82 0,92 0,69 0,81

Die hier vorgestellte Erklärung für die Stoffeigenschaft Viskosität mittels kinetischer Betrach-

tungen setzt voraus, daß sich die Geschwindigkeiten über die Strecke der mittleren freien

Weglänge nur wenig ändert. Daher muß die charakteristischer Länge lc für den Strömungs-

querschnitt viel größer als die mittlere freie Weglänge λ sein. Typische Kenngröße ist hierbei

die Knudsenzahl:

� � � � � � � �

� �

� �

� �

� �

�

� �

�
�

�

Bild 33: Temperaturabhängigkeit der dynamischen Viskosität von Luft nach /Sch54/ (1) und

/Fro88/ (2)
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5.2 Gasströmung in engen Kondensatorspalten

Kn =
λ
lc

: (63)

Für Kontinuumsbetrachtungen wird gefordert, daß die mittlere freie Weglänge der Moleküle

kleiner als 1=100 des charakteristischen Kanalquerschnittes lc ist (Kn� 0:01).

Bei der Luftdämpfung mikromechanischer Komponenten sind meist sehr kleine Kanalquer-

schnitte vorhanden und die oben genannte Forderung wird nicht erfüllt. Mit einer mittleren

freien Weglänge von 62:2nm für Luft bei Normaldruck (101300Pa) ergibt sich z. B. ein mini-

maler Kanalquerschnitt von 6:22µm.

In kapazitiven Anordnungen werden häufig evakuierte Systeme mit geringeren Spaltabstände

verwendet. In diesen Fällen wird die Fluidströmung durch molekularen Fluß oder den soge-

nannte Übergangsbereich charakterisiert (Bild 34).

Die sehr schmalen Kondensatorspalte im vorgestellten Sensor erfordern eine Evakuierung

bis ins Feinvakuum (1:3 � 104 : : :13 Pa)12. Die zugehörige mittlere freie Weglänge ist druck-

abhängig und kann mit

λ =
p0

pa
λ0 (64)

berechnet werden. Bei Sensorinnendrücken von 1000 : : :10 Pa entspricht das mittleren freien

Weglängen zwischen 6 � 10�6 : : :6 � 10�4 m. In den engen Kondensatorspalten der Anregung

und Detektion der Drehschwingung werden demzufolge Knudsenzahlen wesentlich größer 1

erreicht (bis zu 600 bei 10Pa). In diesem Bereich liegt Molekularströmung vor (Bild 34). In

12Das entspricht 130 : : :0:13 mBar

- �

10�6 10�5 10�4 10�3 0:01 0:1 1 10 102
Kn =

λ
lc

Kontinuum Übergang Molekularströmung

Navier-Stokes
Gleichung

Boltzmann
Gleichung

Kinetisches
Modell

Bild 34: Strömungsverhältnisse in Abhängigkeit von der Knudsenzahl /Zie93/
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5 Luftdämpfung

den größeren Spaltgebieten – Detektion der Anregung und Schwingspalt – liegen die Knud-

senzahlen im Bereich 1 bis 10. Das entspricht nach Bild 34 der Strömungscharakteristik im

Übergangsbereichs.

Molekularströmung

Im Bereich der freien Molekülbewegung (Kn � 1) sind die Transportvorgänge im Gegensatz

zum Kontinuum dichteabhängig. Die innere Reibung ist abhängig von der Teilchenzahl, die

nicht mehr durch eine entsprechende Vergrößerung der mittleren freien Weglänge kompen-

siert wird. Die Teilchen bewegen sich nahezu ohne gegenseitige Zusammenstöße von Wand zu

Wand. Die Moleküle transportieren dadurch unabhängig voneinander Impuls und Energie. Der

Impuls- und Energietransport ist somit proportional zur Teilchenanzahl bzw. Dichte.

Strömung im Übergangsbereich

Im Übergangsbereich finden zwischen Gasmolekülen und Wand so viele Stöße statt, daß

sich Gas und Wand an dieser Stelle vollständig im Gleichgewicht befinden. In der Schicht S

(Bild 35) unmittelbar vor der Platte mit der Stärke der mittleren freien Weglänge erfolgen nur

wenige Stöße der Moleküle und somit kaum ein Impulsaustausch. Die von der Wand zurück-

prallenden Moleküle besitzen maximal die gleiche Geschwindigkeit wie die Wand, die sich auf

die Wand zu bewegenden Moleküle eine geringere Geschwindigkeit. Es stellt sich unmittelbar

an der Wand angrenzenden Schicht eine mittlere Geschwindigkeit ein, die geringer als die

Wandgeschwindigkeit ist13. Es kommt also zu einem Geschwindigkeitssprung an Wand, das

Gas gleitet über die Wand und es bildet sich eine Gleitströmung aus. Der Geschwindigkeits-

sprung ist um so größer, je größer der Geschwindigkeitsgradient an der Wand und je größer die

mittlere freie Weglänge an der Wand ist. Die Geschwindigkeit des Gases an der Wand ist:

13Knudsen Layer

Bild 35: Gleitströmung
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5.2 Gasströmung in engen Kondensatorspalten

vWand =
2�α

α
λ
�

∂v
∂n

�
Wand

: (65)

Der Akkommodationskoeffizient α bestimmt die Übertragung des Tangentialimpulses zwi-

schen Molekülen und Wand. Bei einem Wert von α = 0 wird kein Tangentialimpuls übertragen

und ein Wert von α = 1 entspricht der vollkommen diffusen Reflexion.

5.2.2 Einführung einer effektiven Viskosität – Erweiterung des Kontinuummodells auf

die ebene Strömung bei großen Knudsenzahlen

Aus ingenieurtechnischer Sicht ist es wünschenswert, die molekularen Vorgänge durch ma-

kroskopische Verhaltensbeschreibungen wiederzugeben. Die Modelle sollen die Strömungs-

verhältnisse in einem möglichst großen Gültigkeitsbereich für Kn – also bis in den Bereich

der Molekularströmung – mit einfachen Gleichungen und einer für die Problemstellung aus-

reichenden Genauigkeit wiedergeben.

In der Vergangenheit haben sich verschiedene Autoren mit Näherungsmodellen für dieser Pro-

blematik auseinandergesetzt. Innerhalb der Mikromechanik sind besonders die Arbeiten von

Veijola hervorzuheben /VKLR95, VKL97/. Er stellte mathematische Modelle für die Berech-

nung der Luftdämpfung in schmalen Spalten zwischen parallelen Silizium- und Metallober-

flächen vor, wie sie in mikromechanischen Pendelbeschleunigungssensoren auftreten. Seine

Modelle stützen sich hauptsächlich auf die Arbeiten von Burgdorfer, Cercignani sowie Fukui

und Kaneko.

Burgdorfer wendete in den 50iger Jahren als erster die kinetische Gastheorie auf das Gebiet

der Schmiertheorie an /Bur59/. Seine Näherungslösung für Gleitströmung in Luftlagern ist

anwendbar bis Kn� 3.

In den 60iger Jahren wurde von Cercignani die numerische Lösung für Poiseuille Strömung

von verdünnten Gasen zwischen zwei parallelen Platten für inverse Knudsenzahlen14D von

0 : : :10:5 in guter Übereinstimmung mit experimentellen Ergebnissen in schmalen Röhren

vorgestellt /CD63, CP66/. Die Berechnungen erfolgten auf der Basis der linearisierten Boltz-

manngleichung. Eine Linearisierung kann vorgenommen werden, wenn eine Druckänderung

14D =
p

π
2Kn j D = 0 : : :10:5 ; Kn = 0:085 : : :∞, Übergangs- und Molekularer Strömungsbereich.
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5 Luftdämpfung

vernachlässigbar gering über die mittlere freie Weglänge der Gasmoleküle ist, Temperaturände-

rungen im Schmierfilm klein und die Geschwindigkeitsverteilung in der Luftschicht vergleich-

bar mit dem statischen Gleichgewichtszustand ist. Die letzte Forderung wird erfüllt, wenn die

Strömungsgeschwindigkeit klein im Vergleich zur thermischen Geschwindigkeit der Moleküle

ist, also für Machzahlen Ma� 1.

Fukui und Kaneko wendeten in den 80iger Jahren die linearisierte Boltzmanngleichung in der

Schmiertheorie an15 und entwickelten eine Lösung für beliebige Knudsenzahlen /FK87, FK88,

FK90/. Unter den Annahmen:

� isotherme und inkompressible Strömungsvorgänge,

� reine Poiseuille-Strömung (Druckfluß) und

� geringer Spalthöhe (keine vertikale Strömungskomponente!)

gilt die aus der Boltzmanngleichung abgeleitete Beziehung (Gl. (1) in /FK90/, aber für reinen

Druckströmung (Poiseuille Strömung)):

∂
∂X

�
Q̄p �PH3 ∂P

∂X

�
+

∂
∂Y

�
Q̄p �PH3 ∂P

∂Y

�
=σ

∂(PH)

∂τ̄
: (66)

Die Struktur der Gleichung ist ähnlich der Reynoldschen Gleichung der Schmiertheorie für

Kontinuum:

p0d2

12η

�
∂2

∂x2 P+
∂2

∂y2 P

�
=

∂
∂t

� z
d

�
+

∂
∂t

P mit P=
p
p0

; (67)

wie sie in Abschnitt 5.3 zur Berechnung der Luftdämpfung verwendet wird.

Der entscheidende Unterschied zwischen Gl. (66) und der Reynoldschen Gleichung der

Schmiertheorie Gl. (67) ist der dimensionslose Flußkoeffizient Q̄p(D;α), den man mit

Q̄p(D;α) =
Qp(D;α)
Qcon(D)

(68)

erhält. Qcon(D) ist der Volumenstrom Qp(D;α) bei Kontinuum–Fluß, wobei

Qcon(D) =
D
6

ist. (69)

15Sie entwickelten ihre Theorie insbesondere für die Auslegung von Luftlagern bei Festplattenlaufwerken.
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5.2 Gasströmung in engen Kondensatorspalten

Der Volumenstrom Qp(D;α) kann mit folgender Beziehung für α = 1 16 aus der Verteilungs-

funktion der Molekülgeschwindigkeiten vertikal im Spalt φ p(z) berechnet werden:

Qp(D) =� 1
D
+

1
D2

Z D=2

�D=2
φp(z)dz : (70)

Ist der Koeffizient Q̄p(D;α) bekannt, kann durch Einführung einer effektiven Viskosität ηeff

die Lösung der Reynoldschen Schmierfilmgleichung Gl. (67) für beliebige Knudsenzahlen Kn

(bzw. inverse Knudsenzahlen D) erfolgen:

ηeff =
1

Q̄p
η =

D
6Qp(D;α)

η : (71)

Die Lösung des Integrals in Gl. (70) ist sehr aufwendig. Cercignani stellt in /CD63/ eine nu-

merische Methode und in /CP66/ eine analytische Methode nach dem Variationsprinzip zur

Lösung vor. Beide Verfahren sind sehr rechenintensiv und eignen sich daher nicht für den Ein-

satz in Simulationsmodellen.

Fukui und Kaneko geben in /FK90/ Potenzreihen für diffuse Reflexion (α = 1) mit einer relativ

geringen Abweichung von�1% von Cercignani’s numerischen Lösung für die Bereiche 5�D,

0:15� D < 5 und 0:01 � D < 0:15 an. Weiterhin geben sie numerische Werte unter Berück-

sichtigung verschiedener symmetrischer Akkommodationskoeffizienten α = 0;7 j 0;8 j 0;9 an

(zum Vergleich: αLu f t�Glas = 0:89).

Für die meisten Anwendungen reicht jedoch eine vereinfachte Näherung aus, wie sie Veijola

in /VKLR95/ vorstellt:

ηeff =
η

1+9:638Kn1:159 ; (72)

was einer Regressionsfunktion der numerischen Ergebnisse von Cercignani entspricht und eine

maximalen Abweichung von Cercignani’s Ergebnisse von �5% im Bereich 0 � Kn � 880

(unter der Annahme α = 1) besitzt.

Ein von 1 abweichender mittlerer Akkommodationskoeffizient kann durch Multiplikation mit

(2�α)=α berücksichtigt werden:

ηeff =

2�α
α

η

1+9:638

�
p0λ0

palc

�1:159 : (73)

16Der Akkommodationskoeffizient α = 1 kennzeichnet vollständig diffuse Reflexion; es erfolgt demnach ein

vollständiger Energieaustausch an der Wand.
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5 Luftdämpfung

5.3 Squeeze Film Dämpfung

5.3.1 Reynoldsche Schmierfilmgleichung

In engen Spalten zwischen sich aufeinander zu bewegenden Platten mit großer lateraler Aus-

dehnung bildet sich eine ebene Strömung heraus, die mit der Reynoldschen Schmierfilmglei-

chung, Gl. (67), beschrieben werden kann. Für kleine Auslenkungen kann sie in linearisierter

und normierter Form aufgestellt werden

∂2P
∂X2 +

∂2P
∂Y 2 = σ

∂P
∂τ

+σ
∂ξ
∂τ

; (74)

wobei X = x=a und Y = y=a die normierten kartesischen Koordinaten, P = p=pa der normierte

Druck, τ= ωt die normierte Zeit, ξ= δz=z die normierte Plattenauslenkung und σ die Squeeze–

Zahl Gl. (77) sind. Die Linearisierung erfordert folgende Modellannahmen:

1. geringe Spalthöhen (! ebene Strömung),
2. kleine Reynoldszahlen,
3. isotherme Strömungsvorgänge (pV = konst.),
4. kleine Bewegungsamplituden und
5. geringe Druckänderungen gegenüber dem Umgebungsdruck pa.

Isotherme Strömung kann angenommen werden, weil aufgrund der geringen Spalthöhen und

der sehr guten Wärmeleitfähigkeit des Siliziums der Kompressionsvorgang keine Tempera-

turänderung im Fluid zur Folge hat.

Die Reynoldszahl

Re =
ρvd
η

(75)

kennzeichnet das Verhältnis von Trägheitskräften zu Reibungskräften. Bei kleinen Reynolds-

zahlen ist die Strömung laminar. Ist sie sogar kleiner eins, wird die Strömung als schleichende

Strömung bezeichnet. Die sehr geringen Spalthöhen d und Fluidgeschwindigkeiten v in der

Mikromechanik (Größenordnung 10ms�1) führen fast immer zu sehr kleinen Reynoldszahlen.

Relative Dichteänderungen sind anhand der Machzahl Ma = v=c abzuschätzen. Ist

1
2

Ma2 � 1 (76)

können sie vernachlässigt werden. Selbst für Strömungsgeschwindigkeiten bis 100ms�1 (Ma=

0:3; ∆p=p = 0:05) können Dichteänderungen vernachlässigt werden.
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5.3 Squeeze Film Dämpfung

Aus der dimensionslosen Squeeze–Zahl σ /Lan62/

σ =
12ηeffa2

pd2 ω (77)

kann ein charakteristischer Wert (Gl. 28 in /Ble83/)

σc = π2(1+1=ε2) (78)

abgeleitet werden. Bei σc ergibt sich eine betragsgleiche Feder- und Dämpfungskraft des Gas-

films. Das Aspektverhältnis ε ergibt sich dabei aus dem Verhältnis von langer zu kurzer Seite

(b=a für b > a) der Rechteckplatte. Für translatorische Bewegungen ergibt sich dieser charak-

teristische Wert bei der Cut-Off-Frequenz /GRY66/:

ωc =
π2pd2

12ηeff

�
1
a2 +

1
b2

�
: (79)

Diese Frequenz hat eine besondere Bedeutung bei der Charakterisierung der Fluidströmung im

Spalt. Weit unterhalb dieser charakteristischen Frequenz kann der Einfluß der Kompressions-

wirkung der Luft auf das mechanische Verhalten vernachlässigt werden. Die Dämpfungskraft

ist phasengleich mit der Plattengeschwindigkeit (reine Dämpfung). Für Erregerfrequenzen weit

oberhalb dieser Frequenz kann die Luft nicht mehr aus dem Spalt ausströmen. Der Squeeze–

Film verhält sich nahezu wie in einem geschlossenen Kolben und die Kraft ist phasengleich

zur Auslenkung (reine Federwirkung).

Bild 36 zeigt die Druckverteilung im Spaltgebiet der elektrostatischen Anregung. An den

Druck-Isobaren in Bild 36a bzw. am Druckprofil über dem Querschnitt in Bild 36b erkennt man

bei niedrigen Frequenzen die für viskosen Fluß typische Druckverteilung (Bild 36a links). Bei

höheren Frequenzen erfolgt in der Mitte der Platte keine Fluidströmung mehr, so daß dort ein

gleichmäßiger Druck vorzufinden ist (Bild 36a rechts). In Bild 36c ist die Phasenverschiebung

zwischen Plattengeschwindigkeit und Dämpfungskraft dargestellt. Für niedrige Frequenzen ist

er Null, bei sehr hohen Frequenzen �π=2. Aus Druckverteilung und Phasenverschiebung kann

mit Gl. (57) die Dämpfungskraft

Fβ = FD cosϕ (80)

und die Federkraft der komprimierten Luft

Fs = FD sinϕ (81)

berechnet werden.
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(a) Druck–Isobaren bei translatorischer Bewegung der Kondensatorplatten im Anregungsspalt.

(b) Druckverteilung über dem Querschnitt in der Mitte des Anregungsspaltes.

(c) Zeitlicher Verlauf der Plattengeschwindigkeit v(t) und der Dämpfungskraft FD für eine beliebige Frequenz

(qualitativer Verlauf) und Phasenverschiebung in Abhängigkeit von der Anregungsfrequenz f .

Bild 36: Druckverteilung im Anregungsspalt bei unterschiedlichen Frequenzen (Berechnung

erfolgte mit FEM nach Abschnitt 5.3.5)
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5.3 Squeeze Film Dämpfung

5.3.2 Analytische Näherungslösungen der Squeeze Film Dämpfung

Eine analytische Lösung der Gl (67) für beliebige Frequenzen wurde erstmals von Griffin

/GRY66/ vorgestellt. Darauf aufbauend wurden von Blech für einfache Plattengeometrien

und harmonische translatorische Bewegungen mit Hilfe von Fourierreihen folgende Nähe-

rungslösungen abgeleitet (Gl. (25) u. (26) in /Ble83/):

Fβ =
64σpab

π6d ω
v ∑

m;n odd

m2 +(n=ε)2

(mn)2
n
(m2 +(n=ε)2)2 + σ2

π4

o ; (82)

Fs =
64σ2pab

π8d
z ∑

m;n odd

1

(mn)2
n
(m2 +(n=ε)2)2 + σ2

π4

o : (83)

Zur Berechnung des Dämpfungsverhaltens bei Erregerfrequenzen ωerr � ωc kann die

zeitabhängige Druckänderung (lokale Druckänderungsgeschwindigkeit) in Gl. (67) ver-

nachlässigt werden; der Druck ist direkt proportional zur Plattengeschwindigkeit. Die

Reynoldsgleichung vereinfacht sich zu:

∂2

∂x2 P+
∂2

∂y2 P=
12ηeff

p0 d3 ż ; FD =
Z

pdA : (84)

Diese Poissonsche DGL liefert für einfache Querschnitte analytische Lösungen. PDGln. von

diesem Typ treten sehr häufig in der Technik auf. So z. B. bei der Berechnung der Torsionsstei-

figkeit nach St. Vernant /MKB+98/:

∂2

∂x2 Φ+
∂2

∂y2 Φ = 1 ; It = 4
Z

Φ dA : (85)

Hierbei kann jedoch auf ein große Anzahl an Näherungslösungen für It in Tabellenbüchern

zurückgegriffen werden, wodurch aus der Beziehung:

FD =
3ηeff

d3 ż It (86)

sehr schnell eine Berechnungsvorschrift für die viskose Dämpfung abgeleitet werden kann. Für

die Rechteckplatte kann mit diesem Verfahren (It beispielsweise aus /WA85/) folgende ana-

lytische Beziehung für den geschwindigkeitsproportionalen Dämpfungskoeffizient angegeben

werden:

βω�ωc =
FD

ż
=

�
1� 0:630

ε
+

0:052
ε5

�
a3bηeff

d3 für: a< b : (87)
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Für Erregerfrequenzen ωerr � ω0 ist das Gas nicht mehr in der Lage aus dem Spalt auszu-

strömen. Es ergibt sich für ωerr ! ∞ ein Grenzwert für die zusätzliche Federsteife der
”
Luftfe-

der“ (isothermer Vorgang):

cs ω�ωc =
δFs

δz

����
d=0

=
pa ab

d
: (88)

Für Drehschwingungen können ebenfalls analytische Näherungslösungen angegeben werden;

van Kampen /KW98/ gibt für Dämpfungs- und Federmoment bei Drehschwingung um die x-

Achse (x-Achse wie in Bild 36a) folgende Näherungslösungen an:

Mβ φx =
16σpaab3

π6

φx

d ∑
(m odd

n even)

m2 +(n=ε)2

(mn)2
n
(m2 +(n=ε)2)2 + σ2

π4

o ; (89)

Ms φx =
16σ2paab3

π8

φx

d ∑
(m even

n odd )

1

(mn)2
n
(m2 +(n=ε)2)2 + σ2

π4

o : (90)

Weiterhin ergibt sich die Cut-Off Squeeze-Zahl und die Cut-Off Frequenz mit:

σc φx = π2(1+4=ε2) ; (91)

ωc φx =
π2pad2

12ηeff

�
1
a2 +

4
b2

�
: (92)

Um das Dämpfungsverhalten für wesentlich geringere Frequenzen als die Cut-Off Frequenz

abzuschätzen, kann die Berechnung des Dämpfungskoeffizient nach Kurth /Kur96/ erfolgen

(Drehschwingung):

βφ ω�ωc = K ηeff

ab5

d3 : (93)

K ist dabei ein geometrieabhängiger Formfaktor, der von Kurth für verschiedene Plattengeo-

metrien analytisch, numerisch mit ANSYS-FLOTRAN und experimentell bestimmt wurde.

In /Kum96/ wird mit Hilfe von FEM-Analysen (ANSYS-FLOTRAN) die Angabe des Geo-

metriefaktors K für 0:1 � ε � 10 17untersucht. Eine geeignete Regressionsfunktion der dort

vorgestellten Ergebnisse lautet für 0:1� ε� 10 (Bild 37):

K =
0:061
4+ ε2 (94)

17Das hier verwendete Aspektverhältnis ε ist reziprok zu dem in /Kur96/ und /Kum96/.
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5.3 Squeeze Film Dämpfung

und Gl. (93) damit

βφ ω�ωc =
0:061
4+ ε2 ηeff

ab5

d3 : (95)

Für sehr hohe Frequenzen im Vergleich zur Cut-Off Frequenz wirkt nur die Kompression. Es

erfolgt keine Fluidströmung. Der auf die Drehplatte wirkende Druck ist damit proportional zur

Auslenkung (Bild 38).

Die Squeeze-Federsteife kann bei dieser Annahme mittels

cφs ω�ωc =
δ M
δφ

����
φ=0

=
paab3

12d
(96)

berechnet werden.
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Bild 37: Vergleich der numerischen Berechnung des Formfaktors K Gl. (93) nach Kum-

mer /Kum96/ mit der Regressionsfunktion Gl. (94)
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Bild 38: Beschreibung des reinen Kompressionsvorgangs bei hohen Frequenzen Gl. (96)
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5.3 Squeeze Film Dämpfung

5.3.3 Squeeze Film Dämpfung in den Spaltgebieten des Sensors

Die Wirkung des eingeschlossenen Fluids auf das mechanische Verhalten des Sensors ist druck-

abhängig. Für die Anregung des Sensors soll eine Resonanzüberhöhung von 100 erreicht wer-

den. Wie später noch gezeigt wird, ist dazu eine Evakuierung bis in den Druckbereich von

25 Pa (0:25 mBar) notwendig. Zur Beurteilung, ob reine Dämpfung vorliegt oder der Squeeze-

Effekt berücksichtigt werden muß, wird die Cut-Off Frequenz für translatorische bzw. rota-

torische Bewegung der Sensorstruktur herangezogen (Gl. (79) und (92)). Der geringe Druck

und die geringen Spaltabstände führen zu sehr großen Knudsenzahlen, die mittels der in Ab-

schnitt 5.2.2 erläuterten effektiven Viskosität ηeff (Gl. (73)) von Veijola berücksichtigt werden.

Während der translatorischen Sensoranregung (Primärschwingung) wirkt die Squeeze-Film

Dämpfung in den Spaltgebieten 1, 2, 4 und 5 (Bild 25) und bei rotatorischer Sekundärschwin-

gung in den Spaltgebieten 3, 4 und 5. Tabelle 6 zeigt berechnete Cut-Off Frequenzen bei 25 Pa

Sensorinnendruck. Dabei zeigt sich, daß die Cut-Off Frequenzen sehr dicht am Arbeitsbe-

reich des Sensors von 3 kHz liegen. Es reicht daher nicht aus, die eingeschlossene Luft als

rein viskosen Dämpfer zu betrachten. Die Federwirkung der Luft durch Kompression muß im

Sensormodell berücksichtigt werden.

In Bildern 39a und 39b sind die Cut-Off Frequenzen der Spaltgebiete abhängig vom Sensorin-

Tabelle 6: Cut-Off Frequenz der einzelnen Spaltgebiete (vgl. Bild 25) bei 25Pa.

Spaltgebiet Dimension Cut-Off Frequenz

a�b�d [mm2�µm]

Primärschwingung

1 1�4:8�1 1.2 kHz

2 2�4:8�20 4.1 kHz

4 1�4:8�2 2.1 kHz

5 2�4:8�10 2.3 kHz

Sekundärschwingung

3 1:2�5:2�2 1.7 kHz

4 1�4:8�2 2.4 kHz

5 2�4:8�10 3.4 kHz
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(a) Primärschwingung (translatorische Bewegung), Spaltgebiete wie in Tab. 6.

(b) Sekundärschwingung (rotatorische Bewegung), Spaltgebiete wie in Tab. 6.

(c) Squeeze-Film Dämpfungs- und Federkonstante in Abhängigkeit von der Erregerfre-

quenz in normierter Darstellung.

(1) β – Dämpfungskoeffizient

(2) cs – Federkonstante

Bild 39: Cut-Off Frequenz in Abhängigkeit vom Sensorinnendruck und Squeeze-Film Wir-

kung in Abhängigkeit von der Erregerfrequenz
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5.3 Squeeze Film Dämpfung

nendruck über einen größeren Druckbereich grafisch dargestellt. Bild 39c zeigt die Beeinflus-

sung der Squeeze-Film-Dämpfungs- und Federkonstanten in Abhängigkeit von der Erregerfre-

quenz in einer auf die Cut–Off–Frequenz normierten Darstellung. Mit Hilfe von Diagramm

Bild 39c, den Gln. (87) bzw. (95) und (88) bzw. (96) kann die durch den Squeeze-Film Effekt

verursachte Frequenzverschiebung mit geringem Rechenaufwand abgeschätzt werden.

Die Frequenzverschiebung zu höheren Frequenzwerten erfolgt aufgrund der Überlagerung von

Federsteifigkeit der Siliziumfedern des Sensors und Squeeze-Film Federsteife. Das steht im

Widerspruch mit der sonst zu erwartenden Frequenzverringerung bei zunehmendem Dämp-

fungsgrad D und stellt eine Besonderheit der Squeeze–Film–Dämpfung gegenüber der rein

viskosen Dämpfung dar. Eine maximal mögliche Frequenzverschiebung wird bei Resonanz-

frequenzen viel größer als die Cut-Off Frequenz erreicht (ca. ω0 � 10ωc ! Bild 39c). Für ein

einfaches Feder-Masse-System gilt dann:

f0 korrigiert

f0
=

r
1+

cs ω�ωc

c
(cs aus Gln. (88) bzw. (96)): (97)

Frequenzverschiebung Primärschwingung

Die Eigenfrequenz der Primärschwingung wird hauptsächlich durch das zweite Feder-Masse-

System bestimmt (Abschnitt 6.1.3). Zur Beurteilung der Verschiebung durch den Squeeze-

Film Effekt kann die Betrachtung daher auf Schwingermasse und angrenzende Spaltgebiete

reduziert werden (Spaltgebiete 2 und 5). Nach Addition der Steifigkeiten von Siliziumfeder

und
”
Luftfeder“ kann die korrigierte Eigenfrequenz berechnet werden:

f0 korrigiert =
1

2π

r
c+ cs

m
: (98)

Die wirksame Squeeze-Federsteife cs kann entsprechend der Beispielrechnung in Bild 40 be-

rechnet werden. In Tabelle 7 sind für ausgewählte Drücke zu erwartende Verschiebungen der

Eigenfrequenz der Primärschwingung des Sensors ( f0 = 3kHz) angegeben.

Frequenzverschiebung Sekundärschwingung

Bei der Sekundärschwingung führt die an der Drehfeder befestigte Sensorstruktur eine Dreh-

bewegung um ihre Längsachse aus. Der Squeeze-Film Effekt wirkt dadurch in den Konden-

satorspalten 3, 4 und 5, jeweils oberhalb und unterhalb der Struktur. Eine Abschätzung der

Frequenzverschiebung kann in gleicher Weise, wie für die Primärschwingung gezeigt wurde,
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5 Luftdämpfung

Masse m= 8:16 mg Länge a= 2 mm

Federsteife c= 2900 Nm�1 Breite b= 4:8 mm

Druck p= 25 Pa

Spaltgebiet 2 Spalthöhe d = 20 µm

cs;max =
paab

d
= 12 Nm�1 (aus Gl. 88)

f0 = 3000 Hz fc = 4000 Hz ( fc aus Bild 39 c)

Daraus folgt mit Bild 39 c : cs;1 � 0:25 � cs;max

Spaltgebiet 5 Spalthöhe d = 10 µm

fc = 2500 Hz ( fc aus Bild 39 c)

cs;max =
paab

d
= 24 Nm�1 (aus Gl. 88)

Daraus folgt mit Bild 39 c : cs;2 � 0:5 � cs;max

ckorrigiert = c+ cs;1+ cs;2

∆ f = f0;korrigiert� f0 = 8 Hz

Bild 40: Berechnung der Frequenzverschiebung der Primärschwingung

Tabelle 7: Frequenzverschiebung der Resonanzfrequenz der Primärschwingung bei verschie-

denen Drücken

25Pa 50Pa 100Pa
Druck

(0.25 mBar) (0.5 mBar) (1 mBar)

Federsteife c 2900 Nm�1 2900 Nm�1 2900 Nm�1

Squeeze-Federsteife cs 15 Nm�1 37 Nm�1 81 Nm�1

∆ f theor. abgeschätzt 8 Hz 19 Hz 42 Hz

∆ f gemessen 14 Hz 31 Hz 70 Hz
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5.3 Squeeze Film Dämpfung

Tabelle 8: Frequenzverschiebung der Resonanzfrequenz der Sekundärschwingung bei ver-

schiedenen Drücken

25Pa 50Pa 100Pa
Druck

(0.25 mBar) (0.5 mBar) (1 mBar)

Federsteife cϕ 0.0342 Nm
rad 0.0342 Nm

rad 0.0342 Nm
rad

Squeeze-Federsteife cϕs 3:7 10�4 Nm
rad 7:9 10�4 Nm

rad 1:6 10�3 Nm
rad

∆ f theor. abgeschätzt 15 Hz 34 Hz 69 Hz

∆ f gemessen 10 Hz 21 Hz 45 Hz
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(c) Resonanzfrequenz, Frequenzverschiebung und Güte

Bild 41: Gemessene Frequenzgänge bei Anregung von Primär- und Sekundärschwingung in

Abhängigkeit vom Luftdruck (Messaufbau in Abschnitt 6.2.6)
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5 Luftdämpfung

vorgenommen werden. Tabelle 8 gibt Ergebnisse der Berechnungen für typische Sensorinnen-

drücke an.

Beim Vergleich der so abgeschätzten Frequenzverschiebung mit gemessenen Übertragungs-

funktionen (Bild 41) gibt es verhältnismäßig große Unterschiede und es kann nur eine quali-

tative Übereinstimmung festgestellt werden. Grund für die Unterschiede ist hauptsächlich die

grobe Abschätzung nach Bild 40. Es kann jedoch sehr einfach abgeschätzt werden, welcher

Größenordnung zu erwarten Frequenzverschiebungen sind.

Wie später noch gezeigt wird kann eine wesentlich bessere Übereinstimmung bei der numeri-

scher Behandlung von Simulationsmodelle erreicht werden, die entweder auf FEM-Modellen

basieren oder die numerische Lösung der Gln. (82), (83), (89) bzw. (90) beinhalten.

5.3.4 Berücksichtigung der Dämpfung im Sensormodell

Die Berücksichtigung der Squeeze–Film–Dämpfung im PSpice-Sensormodell wird ein elek-

trische Ersatzschaltung nach der F-I-Analogie (entsprechend Abschnitt 2.3) benötigt. Ein der-

artiges Modell mit elektrischen Netzwerkelementen wird von Veijola in /VKLR95/ vorge-

stellt. Abgeleitet aus den Gln. (82) und (83) kann eine Serie parallel geschalteter RL-Glieder

(Bild 42) entwickelt werden, wobei R und L mit

Lm;n odd = (mn)2 π4d
64ab pa

; (99)

Rm;n odd = (mn)2
�

m2 +(n=ε)2
� π6d3

768a3bηeff

(100)

zu berechnen sind. Dabei muß beachtet werden, daß Gln. (82) und (83) eine Näherungslösung

der Reynoldschen Schmierfilmgleichung für rechteckförmige Platten sind und ihre Gültigkeit

auf Kleinsignalverhalten beschränkt ist.

Bild 43a zeigt die elektrische Ersatzschaltung (F-I-Analogie) der mechanischen Resonanz-

struktur des Sensors unter Berücksichtigung der Squeeze–Film–Dämpfung. Trägerstruktur,

Anregungsstruktur und Koppelschwinger bilden einen 5–Massen–Kettenschwinger (Bild 47).

Für den Vergleich von Simulation und Messung werden die Federsteifigkeiten im Modell zu-

erst korrigiert, so daß Modell und Meßobjekt die gleichen Eigenwerte besitzen. Da die me-

chanische Struktur bekannt und exakt modelliert ist, ist nur eine Korrektur der Systemmatrizen
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Bild 42: Elektrische Ersatzschaltung für die Squeeze Film Dämpfung nach Veijo-

la /VKLR95/ (a) und Symbol der Ersatzschaltung für die Verwendung in PSpice (b)
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5 Luftdämpfung

erforderlich, eine Modellanpassung ist nicht notwendig. Die Korrektur erfolgt mit Hilfe gemes-

sener Eigenwerte und der Methode der gewichteten kleinsten Fehlerquadrate /WS89/. Die mit

diesem Modell für verschiedene Sensorinnendrücke berechneten Frequenzgänge (Bild 43b)

zeigen eine gute Übereinstimmung mit den gemessenen Frequenzgängen in Bild 41. Abwei-

chungen ergeben sich aus der Vernachlässigung des Anteils der Biegefedern und Ätzschrägen

(Seitenflächen der Massekörper) an der Luftdämpfung.
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(a) PSpice-Modell der Resonanzstruktur mit Squeeze-Film-Dämpfung.

(b) Simulierter Frequenzgang.

Bild 43: Simulierter Frequenzgang der Primärschwingung in Abhängigkeit vom Luftdruck un-

ter Verwendung des Squeeze-Film-Modells nach Veijola /VKLR95/
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5.3.5 Berechnung der Squeeze Film Dämpfung mit FEM

Mit Hilfe numerischer Methoden ist es möglich, Anfangs- und Randbedingungen an beliebi-

gen Punkten einer Fläche bzw. an den Rändern (Modellgrenze) einer beliebig geformten Fläche

vorzugeben. Die numerische Lösung liefert Näherungswerte für die Druckverteilung (im Fall

der Reynoldschen Schmierfilmgleichung) innerhalb dieser Fläche für bestimmte Werte x und y

zum Zeitpunkt t. In FEM-Systemen existieren u. a. Lösungsverfahren für Festigkeitsprobleme

der Strukturmechanik, Wärmeleitprobleme, Strömungsprobleme und elektromagnetische Fel-

der. Die Lösung der Reynoldschen Schmierfilmgleichung gehört selbst nicht dazu. Es ist aber

möglich, die Lösung der Wärmeleitungsgleichung Gl. (101), einem FEM–Standardproblem,

auszunutzen /Sta90/. Sie besitzt die gleiche Form wie die Reynoldsche Schmierfilmgleichung

(Gl. 74):

λ

 
∂2 T
∂x2 +

∂2 T
∂y2

!
= ρc

∂ T
∂ t
�Q(x;y; t) : (101)

Die analogen Größen zwischen der Strömungs- und Temperaturfeldanalyse sind:

λ =
pad2

12ηeff

; (102)

ρ = c = 1 ; (103)

Q(x;y; t) = � ẑωerr

d0
sin(ωerrt) : (104)

Die Berechnung von Reaktionskraft Fr, Dämpfungskoeffizient β und Squeezefederkonstanten

cs erfolgt mit den Größen der Temperaturfeldanalogie durch:

Fr(t) = p0

Z
T dA ; (105)

β =
F̂

ẑωerr

cos
�

ϕ(F̂; v̂)
�
; (106)

cs =
F̂
ẑ

sin
�

ϕ(F̂; v̂)
�

mit v̂ = ẑωerr :: (107)

Dieses Lösungsverfahren für die Berechnung der Squeeze–Film–Dämpfung besitzt erhebliche

Geschwindigkeitsvorteile bei der numerischen Berechnung gegenüber der dreidimensionalen

Strömungsanalyse.
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* ' � � � 3 % � � 7 � � , � �
� � � ; � ! � � 
 3  

� � � � , ) � , % ! � ) "
< � 2 , � � %  � ) �  ) �
� � ; � ! � � 
 3  

= � � � 
 � � % �

	 
 � � 0 ' 6 � 3 3


 � � � � � � � � � � � �  � � � � � ! " # $ � � � � � " # $

>

?

@

	 � � � = � ) � � 1 � �  � � 3 ) � , � � � � � � � � � � �

>

?

@

>

?

@ >

?

@

>

?

@

	 � � � = � ) � � 1 � �  � � 3 ) � , � � � � � � � � � � 	 6 � � = � ) � � 1 � �  � � 3 ) � , � � � � � � � � � � �

	 � � � � / 3 ) A 1 � �  ' � � � � � � � � � � � � � � 	 ( � � � / 3 ) A 1 � �  ' � � � � � � � � � � � � � �

Bild 44: Modell zur Squeeze–Film–Dämfpungsberechnung über Temperaturfeldanalogie mit

FEM; Darstellung von Druckverteilung und Strömungsvektoren für verschiedene Fre-

quenzen bei vorgegebenem Sensorinnendruck von 25 Pa
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Bild 45: Frequenzgang Drehschwingung – Vergleich von Simulations- und Meßergebnissen

Mit Hilfe dieser Methode ist es möglich, die Squeeze–Film–Dämpfung der Drehschwingung

der gesamten Resonanzstruktur zu analysieren. Neben den Flächen von Trägerstruktur, Anre-

gungsstruktur und Koppelschwinger tragen auch die Federbänder zur Squeeze–Film–Dämp-

fung bei. Außerdem muß der Einfluß unterschiedlicher Luftspalte berücksichtigt werden.

Bild 44 zeigt die berechnete Druckverteilung für verschiedene Schwingfrequenzen. Das Druck-

maximum wandert mit zunehmender Frequenz nach außen. Dort ist die Tangentialgeschwin-

digkeit und somit die Amplitude der Struktur am größten. Kann sich bei hohen Frequenzen das

Strömungsprofil nicht mehr vollständig ausbilden (Bild 44e und Bild 44f), wird der Fluid–Film

komprimiert; am meisten dort, wo die größte Amplitude ist, also in großem Abstand von der

Drehachse.

Die Berechnung von Dämpfungskoeffizient β und Squeezefederkonstante cs erfolgte für ver-

schiedene Drücke und Frequenzen. Mit den so entstandenen Wertetabellen können Übertra-

gungsfunktionen der Drehschwingung (Sekundärmode) berechnet werden. Bild 45 zeigt die

gute Übereinstimmung zwischen der theoretisch gewonnenen Übertragungsfunktionen und

experimentellen Daten im Bereich der Resonanzfrequenz. Der Squeeze-Film-Effekt führt im

Druckbereich von 10 Pa bis 3000 Pa zu einer nennenswerten Frequenzverschiebung. Oberhalb

3000 Pa ist das System überdämpft. Die maximale Frequenzverschiebung bei dieser Frequenz

wurde mit 300 Hz ermittelt.
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6 Mikromechanikentwurf und Validierung

6.1 Dynamische Analyse mit Hilfe konzentrierter Elemente

6.1.1 Elektromechanisches System mit Einfachkondensator

Bei der Einfach-Stimmgabel, wie beispielsweise Bild 17(a) zeigt, kann zwischen den beiden

Schenkeln der Stimmgabel elektrostatisch angeregt werden. Als Modell dient dabei ein ein-

faches elektromechanisches System nach Bild 4 mit der zugehörigen Bewegungsgleichung

Gl. (49). Die dort genutzte Frequenzverschiebung mit Hilfe des nichtlinearen Restgliedes der

elektrostatischen Kraft zum Abstimmen der Eigenfrequenzen (Gln. (47)–(50)) von Primär-

und Sekundärschwingmode führt hier zu einem unerwünschten Effekt. Bei großer Schwing-

amplitude, gemessen am Grundabstand des Kondensators (große Aussteuerung), kommt es zu

einer Hysterese im Frequenzgang (Bild 46). Durch die Kombination aus mechanischer und

degressiver
”
elektrostatischer“ Feder springt die Schwingamplitude in Abhängigkeit von der

Erregerfrequenz und Aussteuerung zwischen zwei Amplidudenfrequenzgängen. Die Anregung

einer Dauerschwingung mittels PLL ist damit schwierig, weil die Phasendifferenz von 90Æ zwi-

schen Erregerkraft und Schwingweg nicht ausgewertet werden kann. Ausführliche theoretische

und experimentelle Untersuchungen zu diesem Effekt an mikromechanischen Komponenten

werden von Kurth in /Kur96/ vorgestellt.

Diese Nichtlinearitäten können nur bei kleiner Aussteuerung vernachlässigt werden – rückwir-
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Bild 46: Hysterese des Amplitudenfrequenzgangs einer elektrostatisch erzwungenen Schwin-

gung mit unterschiedlicher Amplitude
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6 Mikromechanikentwurf und Validierung

kungsfreie Anregung: ungefähr bei Md � 1
10 des Elektrodengrundabstandes. Damit stößt man

wieder auf den unüberwindbaren Wiederspruch zwischen großen Elektrodengrundabständen

bei geringen elektrischen Spannungen aber hohen elektrostatischen Kräften für große Schwin-

gamplituden (bei akzeptabler Resonanzbandbreite). Wie weiter unten noch gezeigt wird, lie-

fert die indirekte Anregung mit Hilfe eines 2-Feder-Masse-Systems (im weiteren x-FMS) eine

mögliche Alternative zur Umgehung dieser Restriktionen.

6.1.2 Modell elastischer Kettenschwinger

Im Sensor wird eine Resonanzstruktur aus mehreren Federn und Massen verwendet, um bei

geringer Spannung eine hohe Anregungsamplitude im Kiloherzbereich zu erzeugen. Das dyna-

mische Verhalten läßt sich analytisch sehr gut unter Annahme
”

konzentrierter Elemente“ ana-

lysieren. Die Aneinandererreihung mehrerer Feder-Masse-Systeme wird als elastischer Ket-

tenschwinger bezeichnet. Im Bild 47 sind vereinfachte Modelle für die Stimmgabelstruktur

abgebildet. Bild 47a zeigt die gesamte Resonanzstruktur als Kettenschwinger, Bild 47b nur

einen der zwei Koppelschwinger und in Bild 47c wird die Simmgabel ohne Koppelschwinger

betrachtet.
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Bild 47: Modell der Resonanzstruktur mit konzentrierten Elementen

6.1.3 2–Massen–Kettenschwinger

Haben oberer und unterer Teilschwinger identische mechanische Parameter, können Symme-

trierandbedingungen festgelegt, und einer der beiden Stimmgabelarme gesondert als 2–FMS

betrachtet werden. Zur Charakterisierung des dynamischen Verhaltens dienen vor allem die
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6.1 Dynamische Analyse mit Hilfe konzentrierter Elemente

Modalanalyse (Bestimmung der Eigenwerte und Eigenvektor) sowie die harmonische Fre-

quenzganganalyse. Beides sind lineare Analyseformen. Deshalb dürfen nur kleine Maximal-

ausschläge zugelassen werden.

Zur Bestimmung der Eigenfrequenzen werden die Eigenwerte der charakteristischen Matrix

C�λM berechnet. Steifigkeitsmatrix C und Massenmatrix M lauten:

C2fms =

 
c1 + c2 �c2

�c2 c2

!
A=

 
m1 0

0 m2

!
: (108)

Für ein 2–Feder–Masse–System können Eigenwerte und Eigenvektoren noch in symbolischer

Form aufgeschrieben werden:

λ1;2 =
1
2

�
c1 + c2

m1
+

c2

m2

�
�
s

1
4

�
c1 + c2

m1
+

c2

m2

�2

� c1c2

m1m2
; (109)

q12 =
c1 + c2�m1λ1

c2
q11 ; (110)

q22 =
c1 + c2�m1λ2

c2
q12 : (111)

Bedeutung der Indizes für qi j:

Anregung im Knoten i; Amplitude im Knoten j

Bei der harmonischen Frequenzganganalyse wird das Schwingverhalten der Struktur bei har-

monischer Erregung im eingeschwungenem Zustand betrachtet. Der Frequenzgang kann aus

der Frequenzgangmatrix mit (C�Ω2M)q = f̂ abgeleitet werden (Bild 48b). Der Schwingungs-

knoten (in Bild 48a mit � markiert) wandert dabei mit zunehmender Frequenz nach rechts.

Befindet er sich genau an der Position q1
18, liegt Schwingungstilgung vor. Von Schwingungs-

tilgung spricht man, wenn eine verallgemeinerte Koordinate bei einer bestimmten Erregerfre-

quenz identisch Null ist /FS93/.

Für die Ausnutzung der Resonanzüberhöhung im Sensor sind die Frequenzen ω1 und ω2 (aus

Bild 48) zu diskutieren. Das Verhältnis q2=q1 ist wegen q1 ! 0 bei ω2 maximal. An dieser

Stelle wird jedoch keine Resonanzüberhöhung ausgenutzt, so daß die Amplitude q2 relativ ge-

ring bleibt (bei ungedämpfter Betrachtungsweise endliche Amplitude). An der Stelle ω1 führt

die Resonanzüberhöhung zu einer wesentlich größeren ausnutzbaren Amplitude.
18Auf Index i wird im folgenden verzichtet, Anregung immer am Knoten 1.
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6 Mikromechanikentwurf und Validierung

Um Abzuschätzen, welche Steifigkeit für die Einzelsysteme zu wählen ist, um das Verhältis

q2=q1 bei Ω = ω1 zu maximieren, wird m1 = m2 = m und c1 = kc2 gesetzt. Damit ergibt sich

aus Gl. (110) für den ersten Eigenvektor:

q1 =
1
2
(k�

p
4+ k2)q2 ; (112)

y

q2

q1
= max., wenn k ! ∞ : (113)

Demnach ist die Federsteifigkeit für c1 so groß wie möglich zu wählen. Sie wird jedoch von

der zur Verfügung stehenden elektrostatische Kraft begrenzt, mit der bei gegebenem Dämp-

fungsgrad die maximal zulässige Amplitude q1 gerade noch erreicht werden muß.

Für c1 � c2 gilt vereinfacht c1+c2
m1
u

c1
m1

. Damit kann Gl. (109) stark vereinfacht werden:

λ1;2 =
1
2

�
c1

m1
+

c2

m2

�
�
s�

1
2

c1

m1

�2

� c1c2

2m1m2
+

�
1
2

c2

m2

�2

; (114)

zusammenfassen!

λ1;2 =
1
2

�
c1

m1
+

c2

m2

�
� 1

2

�
c1

m1
� c2

m2

�
: (115)
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Bild 48: Vergrößerungsfunktion und Schwingformen eines 2–Feder–Masse–Systems
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6.1 Dynamische Analyse mit Hilfe konzentrierter Elemente

Damit ergibt sich für die ungedämpften Resonanzfrequenzen:

wenn c1 � c2 gilt :

f0;1 =

p
c2=m2

2 π
; (116)

f0;2 =

p
c1=m1

2 π
: (117)

Die Eigenfrequenzen können damit sehr vereinfacht durch die Einzelbetrachtung der Teil-

schwinger berechnet werden (Gln. (116) u. (117)).

6.1.4 3– und 5–Massen–Kettenschwinger (3–FMS u. 5–FMS)

Die dynamische Analyse des 3–FMS und 5–FMS dient dem physikalischem Verständnis der

zu erwartenden Eigenschwingformen und Beurteilung des Einflusses mechanischer Parame-

ter sowie Fertigungstoleranzen auf das Frequenzverhalten der Resonanzstruktur im Rahmen

konzeptioneller Betrachtungen und im funktionellen Entwurf (Bild 3).

Die Massenmatrizen sind wieder Diagonalmatrizen, die Steifigkeitsmatrizen lauten:

C3fms =

0
BB@

c1 + c2 + c3 �c2 �c3

�c2 c2 0

�c3 0 c3

1
CCA ; (118)

C5fms =

0
BBBBBBB@

c1 + c2 + c3 �c2 �c3 0 0

�c2 c2 + c4 0 �c4 0

�c3 0 c3 + c5 0 �c5

0 �c4 0 c4 0

0 0 �c5 0 c5

1
CCCCCCCA

: (119)

Die Modalanalyse liefert über die Bestimmung der Eigenwerte und Eigenvektoren der cha-

rakteristischen Matrix die freien Schwingformen des Systems. Das 3–FMS besitzt drei, das
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6 Mikromechanikentwurf und Validierung

5–FMS fünf Eigenformen. Mit Hilfe von Werkzeugen der Computeralgebra, wie beispielswei-

se Mathcad 19 oder Mathematica20, ist eine schnelle numerische bzw. symbolische Berechnung

möglich. Die symbolische Lösung führt hier zu sehr langen Ausdrücken, so daß eine Ausgabe

nicht sinnvoll ist und eine numerische Lösung bevorzugt wird.

Im Idealfall sind die mechanischen Parameter von oberer und unterer Resonanzstruktur gleich.

In der Grundschwingung des Systems schwingen alle Massepunkte gleichphasig mit unter-

schiedlichen Amplituden (Bild 49(a)). In der ersten Oberschwingung bleibt der Massepunkt m1

in Ruhe und die Massepunkte des oberen und unteren Schwingers bewegen sich gegenphasig.

Die Reaktionskräfte heben sich dabei am ersten Massepunkt auf. Bei geringer Luftdämpfung

können bei dieser Schwingform sehr hohe Güten erziehlt werden, weil keine Energie über die

Einspannung ausgekoppelt wird. Diese Schwingform wird im Sensor für die Primärschwin-

gung genutzt. Weitere Schwingformen des 5–FMS’s sind in Bild 49(a) dargestellt.

Weichen die Steifigkeiten zwischen oberem und unterem Schwinger voneienander ab, was in

der Praxis immer der Fall ist, heben sich die Kräfte am 1. Massepunkt nicht mehr auf. Zur qua-

litativen Beurteilung soll dazu das 3–FMS betrachtet werden (Bild 49(b)). Ist c2 6= c3 besitzt der

1. Massepunkt (, Trägerstruktur im Sensor – Schwingung ist der Sekundärschwingung überla-

gert) bei der ausgenutzten 1. Oberschwingung eine Amplitude, deren Betrag mit der Differenz

der Steifigkeiten c2 und c3 sowie der Nachgiebigkeit der Drehfeder gegenüber Biegung 1=c1

wächst. Die Biegesteifigkeit der Drehfeder sollte demzufolge möglichst groß sein. Wählt man

die Biegesteifigkeit c1 viel größer als c2 und c3 treten die Resonanzen von oberem und unterm

Einmassenschwinger separat auf (in der Praxis uninteressant, weil die dafür erforderliche hohe

Steifigkeit nur durch eine Lagerstelle erreichbar ist).

Detailliertere Betrachtungen ermöglicht die Harmonische Frequenzganganalyse. Man kann

feststellen, daß bei harmonischer Erregung im Idealfall, d.h. oberer und unterer Schwinger

sind identisch, nur eine Resonanzstelle ω0 auftritt (beim 5–FMS zwei). Weichen die Eigen-

frequenzen voneinander ab, treten zusätzliche Resonanzen auf; – beim 2–FMS jeweils eine

oberhalb und unterhalb ω0. Auch bei der Betrachtung der ungedämpften Schwingung besitzen

diese Resonanzen eine endliche Amplitude und werden daher als Scheinresonanzen bezeichnet

/FS93/. Die Höhe der Amplitude der Scheinresonanzen wird wesentlich vom Frequenzunter-

schied zwischen oberem und unterm Schwinger, ihre Frequenzen wesentlich von der Feder-

steife c1 bestimmt.
19 c
Mathsoft, Inc.; mit genwerte(C,M) und genvektoren(C,M)
20 c
Wolfram Research, Inc.; mit Eigensystem[Inverse[M].C]
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Schwinger

Bild 49: Modalanalyse des 5– und 3–Massen–Kettenschwingers
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6 Mikromechanikentwurf und Validierung

Zur Beurteilung, welche Frequenzabweichung zwischen oberem und unterem Schwinger noch

zulässig ist, müssen zwei Kriterien betrachtet werden:

1. die Amplitude der Trägerstruktur muß klein im Vergleich zum Meßsignal sein und

2. die Phasendrehung der zusätzlichen Resonanz muß kleiner als 90Æ sein.

Die zweite Bedingung ist kritisch und folgt aus der elektrischen Anregung der Dauerschwin-

gung mittels Phasenregelung (PLL – siehe Abschnitt 4.2 auf S. 67ff.).

Für eine numerische Analyse unter Berücksichtigung der Luftdämpfung eignet sich das in

Abschn. 5.3.4 vorgestellte Netzwerkmodell (Bild 43) und die Simulation mit PSpice21. Der

Sensorinnendruck wird dabei z.B. so gewählt, daß eine Resonanzbandbreite (BW ) von 50Hz

erreicht wird. Weiterhin wird die Federsteife c5 so variiert, daß der Frequenzunterschied von

oberem Schwinger zu unterem Schwinger 0Hz, 25Hz (= 1
2BW ) und 50Hz (= BW ) beträgt.

Bild 50 zeigt die Frequenzgänge für die Geschwindigkeit der Koppelschwinger. Je größer der

21 c
MicroSim Corporation: MicroSim Schematics, MicroSim Waveform Analyzer, MicroSim PSpice Ana-

log/Digital Simulator
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Bild 50: Amplidudenfrequenz- und Phasengang bei Abweichungen der Resonanzfrequenzen

zwischen oberer und unterer Resonanzstruktur
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Abstand der Eigenfrequenzen zwischen f0;oben und f0;unten ist, um so größer ist die Phasendre-

hung bei Scheinresonanz. Ist

j f0;oben� f0;untenj< 1
2

BW (Fall 1); (120)

beträgt die Phasendrehung bei Scheinresonanz weniger als �90Æ. Wenn

1
2

BW < j f0;oben� f0;untenj< BW (Fall 2); (121)

erfolgt eine Phasendrehung von mehr als �90Æ, dreht aber auf weniger als �90Æ zurück. Ist

der Frequenzunterschied

j f0;oben� f0;untenj> BW (Fall 3); (122)

dreht die Phase nach der Scheinresonanz nicht wieder auf �90Æ zurück.
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Daraus können folgende Schlußfolgerungen gezogen werden:

Fall 1 (M f < 1
2BW ): Die unterschiedlichen Amplituden von oberer und unterer Resonanz-

struktur führen zwar zu einer etwas verringerten Empfindlichkeit des Sensors, aber die

Verformung des Phasenverlaufs hat keinen entscheidenden Einfluß auf das Funktionieren

des Sensorsystems.

Fall 2 (M f < BW ): Der Amplitudenunterschied zwischen beiden Resonantoren ist relativ

groß. In Resonanz sind beide Phasenverläufe 180Æ phasenverschoben und in Phase mit

der elektrostatischen Anregung. Die Anregung einer Dauerschwingung in Resonanz ist

damit theoretisch mit Hilfe einer Phasenregelung möglich.

Fall 3 (M f > BW ): Zwischen den Amplituden der Resonanzstrukturen bestehen große Unter-

schiede. Sie haben ihre maximale Amplitude zu unterschiedlichen Frequenzen. Die star-

ke Verformung des Phasenverlaufs erlaubt keine sichere Anregung einer Dauerschwin-

gung. In Resonanz besitzen die Resonatoren keine 180Æ Phasenverschiebung zueinander.

Die Vorteile gegenphasige Schwinger können also nur bei geringer Toleranz der mechani-

schen Eigenschaften ausgenutzt werden. Jeder Unterschied der Resonanzfrequenzen verringert

die erreichbare Empfindlichkeit des Sensors und verursacht ein Überkoppeln der angeregten

Schwingung auf den Chiprahmen. Die Mindestforderung für die noch erlaubte Frequenzab-

weichung lautet: M f < BW .

6.1.5 Optimierung der Resonanzstruktur

Wie in Abschnitt 6.1.3 schon gezeigt wurde, wird das größte Verhältnis q2=q1 erreicht, wenn c1

gegenüber c2 (Bild 47(b)) so groß wie möglich gewählt wird. Als Nebenbedingungen sind die

maximal zur Verfügung stehende elektrostatische Kraft und die zulässige Resonanzbandbreite

(siehe vorrangegangener Abschn. 6.1.4) zu berücksichtigen. Die Resonanzbandbreite wird von

der Luftdämpfung und somit vom Sensorinnendruck bestimmt. Mit der Resonanzbandbreite

wird die ausnutzbare Güte festgelegt:

Q =
BW3dB

f0
(gilt nur für hohe Güten): (123)

Die optimale Federsteife c1 kann unter Berücksichtigung der Luftdämpfung mit Hilfe des in

Bild 43 gezeigten PSpice Modells berechnet werden. Die Bestimmung der Abhängigkeiten

erfolgt iterativ durch mehrfache Simulation bei gleichzeitiger Veränderung der Parameter.
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In Bild 51 ist die erreichbare Amplitude des Koppelschwingers über der Federsteifigkeit c1 für

verschiedene Sensorinnendrücke grafisch dargestellt. Auf der jeweils rechten y-Achse ist das

Verhältnis q2=q1 aufgetragen. Es steigt linear mit der Fedrsteifigkeit c1 an. Das Optimum für

c1 wird jedoch vom Absolutwert der Amplitude q2 bestimmt. Bis zum Maximalwert der darge-

stellten Kurven erlaubt die zur Verfügung stehende elektrische Spannung 100 nm Auslenkung

(q1). Wird die Federsteifigkeit weiter erhöht, reicht die elektrische Spannung dazu nicht mehr

aus. Die Amplitude des Koppelschwingers wird wieder geringer.

Die Kurven zeigen weiterhin, daß die Wahl von c1 ebenso stark vom gewählten Sensorinnen-

druck abhängt. Wird für den Sensorinnendruck z.B. 50 Pa gewählt und stehen maximal 5 V

zur Verfügung, so müssen für c1 50 kN/m gewählt werden (linkes Diagramm in Bild 51). Hat

man jedoch 7.5 V zur Verfügung, erhält man bei gleichen Bedingungen eine optimale Feder-

steifigkeit von 80 kN/m. Kann aufgrund geringer Toleranzen zwischen oberem und unterem

Schwinger mit höheren Güten gearbeitet werden, was z.B. 25 Pa Sensorinnendruck entspricht,

müssen für c1 110 kN/m gewählt werden.

Sensorinnendruck und maximale elektrische Spannung stehen aber zu Beginn des Entwurfs

noch nicht entgültig fest, so daß die Wahl der Federsteifigkeit c1 sehr schwierig ist. Die opti-

malen Parameter können erst nach mehrfachem Durchlaufen des Entwurfsprozesses festgelegt

werden (Bild 3). Je mehr Schritte dabei durch Simulation abgedeckt werden können, um so
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Bild 51: Erreichbare Bewegungsamplitude des Koppelschwingers in Abhängigkeit von Feder-

steife, Erregerspannung und Sensorinnendruck
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schneller und kostengünstger ist die Entwicklung. Der Einsatz neuer technologischer Schritte

erfordert Vorversuche, die Fertigung von Prototypen, eine detaillierte meßtechnische Untersu-

chung und damit einen erheblichen zusätzlichen Kosten- und Zeitaufwand.

6.1.6 Einbeziehung der Sekundärschwingung in das Sensormodell

Wird das vorhandene Netzwerkmodell des Sensors (Bild 43) durch weitere Funktionsblöcke

ergänzt, kann eine Vorrausberechnung des zu erwartenden Ausgangssignals erfolgen. Bild 52

zeigt die Modellierung mit Netzwerkelementen aus einer Kombination von Funktionsblöcken

(gesteuerte Quellen) und Verwendung der F-I-Analogie.

Die Drehrate kann mit Hilfe einer beliebigen Spannungsquelle vorgegeben werden (1V , 1Æ=s)

. Das Coriolismoment berechnet sich aus dieser Eingangsgröße und der Spannung an den

Klemmen, die die Geschwindigkeit der Koppelschwinger repräsentieren. Da hier ein rotatori-

sches System modelliert ist, entspricht in der Netzwerkanalogie der Strom einem Moment und
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Bild 52: Sensormodell zur Berechnung von Drehschwingung und Kapazitätsänderung infolge

einer Drehrate
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6.1 Dynamische Analyse mit Hilfe konzentrierter Elemente

die Spannung einer Winkelgeschwindigkeit am Ausgang dieser gesteuerten Stromquelle. Den

Drehwinkel erhält man durch Integration der Winkelgeschwindigkeit. Aus den geometrischen

Größen kann damit die Kapazitätsänderung des Meßkondensatoranordnung berechnet werden.

Zur Nachbildung des Klemmenverhaltens der veränderlichen Kapazität wird eine gesteuerte

Stromquelle genutzt. Der Strom ergibt sich aus:

IC =
d Q
dt

=
d (UCC)

dt
=UC(t)

dC(t)
dt

+C(t)
dU(t)

dt
: (124)

Zur Berechnung der veränderlichen Kapazität wird wegen sehr kleiner Drehwinkel die ver-

einfachte Annahme einer parallelen Plattenverschiebung mit Mdequiv = ϕ(t)b=4 verwendet. Für

eine der vier Kondensatoranordnungen ergibt sich dabei die Kapazität:

C =
ε0ab

d0�ϕ(t)b=4
: (125)

Bild 53 zeigt Simulationsergebnisse bei Vorgabe einer Drehrate von �100Æ=s mit Hilfe ei-

ner Sinusquelle (Bild 53 oben). Die Anregung erfolgt in Resonanz mit 5 Volt Erregerspan-

nung bei einem Sensorinnendruck von 50 Pa. Die Amplitude des Koppelschwingers be-

trägt dabei maximal 2.7 µm. Aus diesen Größen kann die am Ausgangskondensator erreich-

bare equivalente Plattenverschiebung ∆dequiv berechnet werden, sie beträgt maximal 2 nm

Bild 53: Ergebnisse der Simulation des Senorverhaltens mit PSpice
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6 Mikromechanikentwurf und Validierung

(Bild 53 mitte). Das entspricht einer Kapazitätsänderung von ça � 15 fF bei 100 Æ=s oder

� 0.15 fF/Æ/s (Bild 53 unten).
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Bild 54: Kapazitäten und Widerstände der Sensorstruktur (elektrisches Verhalten)

Gültigkeit und Einschränkungen des Modells

� Das hier vorgestellte Netzwerkmodell eignet sich für Berechnungen im Rahmen der Kon-

zeptphase. Für die Systemsimulation wird das elektrische Verhalten nur unzureichend

wiedergegeben. Parallelkapazitäten (z.B. an Bondflächen) und Leitwerte (Siliziumebe-

nen und Durchkontaktierungen) wurden nicht modelliert. Bild 54 zeigt den elektrischen

Aufbau des Sensors. Er muß bei einer Systemsimulation berücksichtigt werden.

� Das Modell berücksichtigt nur wenige mechanische Freiheitsgrade. Querempfindlich-

keiten bleiben daher unberücksichtigt. Weiterhin wird vorausgesetzt, das sich die Kop-

pelschwinger (Platten) parallel bewegen und ihre Massen deshalb als im Schwerpunkt

konzentriert angenommen werden können.

� Die Kapazitäten des Sensors sind als ideale Plattenkondensatoren modelliert. Plattennei-

gungen werden vernachlässigt und als reine translatorische Bewegungen angenommen.

Randfelder werden vernachlässigt.
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6.2 Gestaltung der Funktions- und Formelemente

6.2.1 Federführung zur Bereitstellung der Primärschwingung

Für eine optimale Ausnutzung des Schwingspaltes und Gewährleistung des Kleinsignalbetriebs

(elektrische) ist ein paralleles Schwingen der Resonanzstrukturen zueinander und gegenüber

den Elektroden auf den Glasdeckeln erwünscht. Bild 55 zeigt technologisch realisierbare Fe-

derführungen für die gewünschte translatorische Bewegung. Die einzelnen Biegefedern haben

eine wesentlich größere Ausdehnung in z- als in y-Richtung (Blattfeder), um eine hohe Stei-

figkeit gegenüber Querbelastungen zu erreichen.
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Bild 55: Einfache Federführungen für die Primärschwingung

Die Führung mit Hilfe einer einfachen Biegefeder besitzt bei gleicher Auslenkung des Mas-

senschwerpunktes S eine wesentlich größere Neigung ϕ als die Blattfederparallelführung oder

die Membranführung /Bre76/. Eine große Neigung ϕ liefert elektrisch verursachte Nichtlinea-

ritäten, so daß das Design nach Bild 55a ausgeschlossen werden muß.

Die Membranfeder (Bild 55c) birgt die Gefahr, daß beim Eintrag mechanischer Spannungen

über den Chiprahmen, beispielsweise infolge von Temperaturspannungen, asymmetrisches und

nichtlineares elastisches Verhalten hervorgerufen wird. Aus diesem Grund wurde auf eine beid-

seitige Befestigung verzichtet und die Blattfederparallelführung favorisiert.

Die Blattfederparallelführung ist ein bekanntes Konstruktionslement aus der Feinwerktechnik

/Bre76/. Für die einfache Querbelastung kann für die Auslenkung in y-Richtung die Nähe-

rungsformel /Bon61/

qy =
Fl3

24EI
(126)
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6.2 Gestaltung der Funktions- und Formelemente

und für die damit verkoppelte Querbewegung

qx =
3qy

5l
(127)

verwendet werden.

Bei Annahme reiner Biegebelastung müssen obere und untere Feder nicht die gleiche Biege-

steifigkeit besitzen. Dickentoleranzen bei oberer und unterer Feder führen also nur zu einer

Änderung der Gesamtsteifigkeit, haben ansonsten aber keinen negativen Einfluß.

Bei genauerer Betrachtung treten neben Biegemomenten an den Federn auch Normalkräfte auf,

welche Ursache für die Neigung des Massekörpers sind. Zur analytischen Beschreibung muß

durch Einführen unbekannter Lagerkräfte aus dem statische überbestimmten System ein sta-

tisch bestimmtes System entwickeln werden. Mit Hilfe des Verfahrens von Castigliano /GH86/

können daraus Auslenkung und Neigung des Kraftantrittspunktes exakt berechnet werden. Vor-

raussetung ist allerdings lineares Verhalten; dazu gehört die Gültigkeit des Hookesches Gesetz-

tes, kleine Auslenkungen und keine Temperaturbelastung.

Bild 56 zeigt die Vorgehensweise bei der Wahl der für die Lösung erforderlichen unbekannten

Auflagereaktionen, um ein statisch bestimmtes Problem zu erhalten.

Für die Verschiebung qy ergibt sich nach Anwendung des Berechnungsverfahrens

qy =
Fl3

24EI
+

Fl(2a+ l)2

2EAh2 (128)

und für die Verdrehung der Masse um den Kraftantrittspunkt

ϕF =
2aFl
EAEI

+
Fl2

EAh2 : (129)
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Bild 56: Kräfte und Momente an einer Blattfederparallelführung
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Bei Annahme einer unendlich hohen Zugsteifigkeit der Federbänder, Gl. (130) erhält man wie-

der die oben aufgeführte Näherungslösung Gl. (126), bei der nur die Biegesteifigkeit berück-

sichtigt ist. Die Neigung geht bei dieser Annahme gegen Null (Gl. (131)):

lim
EA!∞

�
Fl3

24EI
+

Fl(2a+ l)2

2EAh2

�
=

Fl3

24EI
; (130)

lim
EA!∞

�
2aFl
EAEI

+
Fl2

EAh2

�
= 0 : (131)

Greift die äußere Kraft F in der Hälfte der Federlänge an (Punkt A in Bild 56), werden die

Längskräfte zu Null und die Neigung verschwindet ebenfalls:

lim
a!�l=2

�
Fl3

24EI
+

Fl(2a+ l)2

2EAh2

�
=

Fl3

24EI
; (132)

lim
a!�l=20

�
2aFl
EAEI

+
Fl2

EAh2

�
= 0 : (133)

Weiterhin können Neigung ϕF und Verschiebung qy ins Verhältnis gesetzt werden, und man

erhält eine Beziehung für die Neigung bei vorgegebenener Verschiebung (Schwingamplitude)

ϕF

qy
=

24EI (2a+ l)
48a(aEI+ l EI)+ l2(12EI +EAh2)

(134)

und nach Vereinfachung des Ausdrucks (ausklammern und kürzen von E):

ϕF

qy
= 2

(a+ l=2)

(a+ l)2+(1+ A
12 I h2l2)

: (135)

Für den Rechteckquerschnitt gilt weiterhin (b = Querschnittsbreite, d = -höhe)

A
I
=

bd
12bd3 = 12

1
d2 ; (136)

was in Gl. (135) eingesetzt zu

ϕF

qy
= 2

2a+ l

(2a+ l)2+( h
d )

2l2
führt: (137)

Mit Gl. (137) können Designregeln für die Auslegung der Blattfederparallelführung abgeleitet

werden. Demnach ist das Verhältnis von Abstand der Federn (ergibt sich aus der Waferdicke)
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und Federdicke h=d (vergl. Bild 55) möglichst groß zu wählen. Technologisch sinnvoll sind

Federdicken zwischen 20µm und 60µm. Zu beachten ist jedoch, daß sich mit zunehmender

Verringerung der Federdicke Toleranzen beim Tiefenätzprozeß immer stärker auf die Schwan-

kungsbreite der Federsteifgkeit auswirken.

Bild 57 zeigt das Verhältnis von Neigung zu Verschiebung in Abhängigkeit vom Verhältnis

Federlänge zu Hebelarmlänge. Die Darstellung wurde auf eine beliebige, aber feste Länge

l = 1LE normiert. Anhand des Kurvenverlaufs sieht man deutlich den Effekt der Überlage-

rung von Biegung und Dehnung der Federbänder. Bis zum Maximum überwiegt die Biegung.

Ein größerer Hebelarm verursacht eine Zunahme an Normalkräften in den Federbändern. Bei

größeren Hebelarmlängen überwiegt die Dehnung bzw. Stauchung in den Federbändern. Es

dominiert die Abhängigkeit 1=a. Praktisch interessante Werte befinden sich im ersten Teil der

Kennlinien – bis zum Maximum. Auch hier zeigt sich, daß der Quotient h=d möglichst groß zu

wählen ist, damit der Anstieg der Kennlinie im ersten Teil möglichst gering ist.
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Bild 57: Verhältnis von Neigung φF zu Auslenkung qy in Abhängigkeit von geometrischen

Designparametern

6.2.2 Torsionsfeder (Drehfedergelenk)

Für die Sekundärbewegung ist eine Drehschwingung vorgesehen. Dabei soll die Resonanz-

struktur nur einseitig befestigt werden, um den Eintrag mechanischer Spannungen über den

Chiprahmen weitestgehend auszuschließen. Deshalb wird eine Drehfeder mit möglichst großer

Biegesteifigkeit gesucht.

117



6 Mikromechanikentwurf und Validierung

Bild 58 zeigt verschiedene in SOI–Wafer–Technologie herstellbare Drehfederquerschnitte. Je-

der Querschnitt umfaßt vier Siliziumebenen. Die Herstellung erfolgt durch die getrennte Präpa-

ration zweier SOI–Wafer mit anschließendem Silizium–Direktbonden. Um mechanische Ver-

spannungen auszuschließen wird die Drehfeder selbst nicht gebondet22.

Die Querschnitte (d) und (e) in Bild 58 besitzen die größte Biegesteifigkeit in y- und z-Richtung

im Vergleich zur Torsionssteifigkeit. Bei den Federquerschnitten (b) und (c) ist das Verhält-

nis schlechter. Der Querschnitt (d) setzt sich aus verschiedenen Biegefedern zusammen. Eine

Asymmetrie in den Federn würde eine Verschiebung der Drehachse in y- bzw. z-Richtung zur

Folge haben. Damit wäre der Drehung scheinbar eine drehrateabhängige Translationsbewe-

gung überlagert. Ein weiterer Nachteil ist die an die Waferdicke gebundene geringe Biegestei-

figkeit um die y-Achse.
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Bild 58: Verschiedene Querschnitte für Drehfederdesign

Torsionssteifigkeit der Drehfeder

Bei der Torsionsbeanspruchung wirkt ein äußeres Moment Mt gegen die material- und geome-

trieabhängige Torsionssteifigkeit GIt in Balkenlängsrichtung. Für beliebige prismatische Quer-

schnitte kann die Torsionssteifigkeit nur nach Lösung einer Partiellen Differentialgleichung

22Durch eine 10µm Ätzgrube wird das Verbonden der Federn miteinander verhindert.
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2. Ordnung aus der Torsionsfunktion Φ berechnet werden (B. de Saint-Venant):

1
Gxz

∂2 Φ
∂x2 +

1
Gxy

∂2 Φ
∂y2 = �2ϑ ; (138)

GIt =
2
R

A ΦdA
ϑ

: (139)

Eine analytische Lösung gelingt nur für einfache Querschnitte (z.B. Kreis, Rechteck oder

Trapez). Die numerische Lösung kann über die Temperaturfeldanalogie mit nahezu allen FE-

Systemen erfolgen /Meh94b/. Dabei wird die 2D-Temperaturfeldgleichung unter Vorgabe der

Temperatur T auf dem Rand (
 Torsionsfunktion Φ) und einer Wärmequellendichte Q im

Inneren des Definitionsgebietes (
 Verdrillung ϑ) genutzt.

Bild 59a zeigt die numerisch berechnete Biege- und Bild 59b die Torsionssteifigkeit einer Si-

Drehfeder nach Bild 58d für verschiedene Stegbreiten a. Vorraussetzung für die Gültigkeit ist

jedoch eine langen Feder, bei der die Wölbbehinderung des Querschnitts durch die mechani-

sche Einspannung vernachlässigt werden kann. Da im Sensor diese Bedingung nicht erfüllt

ist, wurde die Torsionssteifigkeit für verschiedene Federlängen und Stegbreiten mit Hilfe von

3D–FEM–Rechnungen bestimmt (Bild 59b). Die Grafik in Bild 59b zeigt deutlich, daß erst bei

einem Aspektverhältnis größer 1 : 10 (Gesamtdicke der Feder 0.8 mm) die Torsionssteifigkeit

nach Gln. (138,139) gültig ist.

Bild 60 zeigt die Torsionsfeder im verdrehten Zustand bei schmalem Steg als Ergebniss einer

FEM-Berechnung. Aufgrund der Einspannung wird der Torsion insbesondere in den Randfa-

sern eine Biegebelastung überlagert. Deutlich ist das an der s-förmigen Verformung der Stege

zu erkennen. Für eine vereinfachte analytische Berechnung der Torsionsfeder wird deshalb für

schmale Stege eine Aufteilung des Querschnitts in zwei Rechteckfedern nach Bild 61 vorge-

nommen. Für eine Rechteckfeder ist Torsionssteifigkeit bekannt /WA85/. Ihr wird der Biegean-

teil entsprechend Gln. (140–143) überlagert:
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Bild 59: Numerisch berechnete Biege- und Torsionssteifigkeit einer Torsionsfeder mit

kreuzförmigen Querschnitt nach Bild 58d
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Mt = 2

0
BBB@
�

1� 0:65
b=h

�
Gxyh3b

3l
φx| {z }

Torsion

+
Z

Fyzdz| {z }
Biegung

1
CCCA ; (140)

y Mt = 2

��
1� 0:65

b=h

�
Gxyh3b

3l
φx +

Z b=2

b=2

Exh3

l3 φxz2dz

�
; (141)

y cφ =
Mt

φx
= 2

��
1� 0:65

b=h

�
Gxyh3b

3l
+

Exh3b3

12l3

�
; (142)

ItG = cφ l : (143)

Bild 60: Torsionsfeder im verdrehten Zustand
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Bild 61: Vereinfachung der Berechnung der Drehfedersteife (Kreuzfeder) durch zwei breite

rechteckförmige Federn
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Bild 62: Torsionssteifigkeit der Drehfeder – Vergleich FEM-Analyse mit analytischer Nähe-

rungslösung

Die analytische Näherung gilt nur für schmale Stege. Bild 62 zeigt den Vergleich zur numerisch

berechneten Torsionssteifigkeit ItG für verschiedene Stegbreiten und Federlängen. Deutliche

Abweichungen zur numerischen Lösung sind für Stegbreiten größer 200µm und Federlängen

kleiner 500µm festzustellen. Unter Beachtung dieser Einschränkungen eignet sich die analyti-

sche Näherungslösung für die Grobdimensionierung in der Konzeptphase.

Die gewünschte hohe Steifigkeit gegenüber Biegung und geringe Steifigkeit bei Torsion kann

durch eine möglichst kurze Feder mit schmalen Stegen erreicht werden.

6.2.3 Gestaltung mit Hilfe des Ätzsimulators SIMODE

Der Entwurf der konkreten Federgeometrie und -anordnung muß in enger Verknüpfung mit

den technologischen Gegebenheiten erfolgen. Gegebenenfalls müssen neue Technologieschrit-

te entwickelt und erprobt werden. Die Ätzsimulation ist dabei ein wesentlicher Schritt.

Für die Blattfederparallelführung (Abschnitt 6.2.1) sind Biegefedern an den Außenseiten der

Wafer zu realisieren. Bild 63 zeigt den Querschnitt der Blattfederparallelführung als Ätzsi-

mulation und nach dem Bonden (2 Führungen). Obere und untere Federn liegen nicht über-

einander, sondern sind in der Waferebene versetzt angeordnet (Bild 63a). Aus Gründen der

Symmetrie werden insgesamt 4 Federn verwendet.
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Bild 63: Ätzsimulation des Biegefederquerschnitts (a) und Ansicht nach dem Bonden (b)

Die Präparation beginnt mit einem beidseitigen Ätzprozeß. Er stoppt am Mittenoxid und ist bis

dahin zeitunabhängig. Nach dem Öffnen des Mittenoxids wird der Ätzprozeß fortgesetzt und

schnell ätzende < 113 > – Flächen bilden zunehmend die Seitenbegrenzung der Federquer-

schnitte. Die Restdicke der Federn wird zeitabhängig eingestellt. An den Enden der Federn

(Einspannstellen) entstehen keilförmige Ätzschrägen.

Die Drehfeder wird durch die Herstellung zweier V-förmiger Querschnitte und dem nachfol-

genden Siliziumbonden realisiert (Bild 64). Es werden die gleichen Ätzschritte wie bei der

Präparation der Biegefedern verwendet. Der Ätzprozeß von oben endet in einer selbststoppen-

den Grube. Die Außenseiten werden von < 111 > – Böschungen begrenzt.

Bild 65a zeigt den Querschnitt einer Biegefeder als elektronenmikroskopische Aufnahme. Die

gekennzeichneten < 113> – Ebenen besitzen eine sehr hohe Ätzrate und werden deshalb

sehr schnell abgetragen. Neben der eigentlichen Tiefenätzung erfolgt dadurch eine starke Un-

terätzung der oberen Maskenkante, was zu einer ätzzeitabhängigen Verringerung der Feder-

breite bo bzw. bu führt.

In Bild 65b ist der Querschnitt einer halben Drehfeder als elektronenmikroskopische Aufnah-

me dargestellt. Die eingekreisten Stellen zeigen Ätzfehler, die durch eine fehlerhafte Struk-

turierung des Bondoxids entstehen. Die Maßhaltigkeit der Breiten b1a, b1b und b2 sind im
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Bild 64: Querschnittssimulation des Ätzens der Drehfeder (a) und Ansicht nach dem Bonden

(b)

(a) Biegefederquerschnitt (b) Drehfederquerschnitt

Bild 65: REM-Aufnahmen der Federquerschnitte
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Wesentlichen von Winkelfehler und Versatz bei der Maskenjustage abhängig (Zweiseitenlitho-

graphie).

6.2.4 FEM-Modell für strukturmechanische Berechnungen

Mit Hilfe der FEM-Simulation erfolgt die Ermittlung der geometrischen Abmessungen der

Struktur bzw. der dafür erforderlichen Ätzmasken. Die numerische Simulation nach der Finite

Elemente Methode hat den Vorteil, daß für eine komplexe Struktur das Deformations- und

Spannungsverhalten für verschiedene Belastungen relativ einfach ermittelt werden kann, ohne

wesentliche Modellvereinfachungen an der Struktur vornehmen zu müssen. In mechanischen

Analysen werden u. a. alle in der Praxis auftretenden Freiheitsgrade, die Nachgiebigkeit der

Einspannstellen der Federn (Ätzschrägen) und die Masseverteilung in der gesamten Struktur,

also auch in den Federbändern berücksichtigt.

Aus der Spezifikation können Anforderungen für die Eigenfrequenzen der zu entwerfenden

Struktur abgeleitet werden. Vorgegeben sind:

� die Arbeitsfrequenz sowie Anforderungen an die Lage der Harmonischen,

� die Fläche der Elektroden (Plattenkondensatoren),

� die Forderung nach einer möglichst kleinen Chipfläche und

� die Waferdicke.

Die Arbeitsfrequenz soll zwischen 2.5 und 3 kHz, die Drehschwingung oberhalb dieser Fre-

quenz und die höheren Eigenschwingformen ebenfalls oberhalb, in einem möglichst großem

Abstand vom Arbeitsfrequenzbereich liegen.

Aus den erforderlichen Elektrodenflächen und der Waferdicke ergeben sich zwangsläufig die

einzelnen Massen. Aus den konstruktiven Überlegungen und analytischen Berechnungen (sie-

he Abschnitte 6.2.1 und 6.2.2) sind die Anordnung der Biegefedern sowie Federquerschnitte

für Biegefedern und Drehfeder bereits festgelegt. Für die erforderlichen Federsteifigkeiten sind

Federlängen, -breiten und -dicken zu optimieren.

Komfortable Preprozessoren ermöglichen die einfache und schnelle Erstellung von Simula-

tionsmodellen. Weiterhin ist es möglich, 3D-Modelle aus gängigen CAD-Systemen zu über-

nehmen. Die direkte Übernahme der Geometrie aus einem Ätzsimulator wurde bisher nur für
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Bild 66: FEM–Viertelmodell mit Symmetrierandbedingungen

wenige Beispiele demonstriert. Das Hauptproblem bei der Modellübergabe sind die im Ätz-

simulator an Böschungskanten entstehenden sehr kleinen Fläche und Linien. Für die Ätzsi-

mulation haben sie eine entscheidende Bedeutung, in der FEM-Simulation führen sie aber zu

großen Problemen bei der Netzgenerierung. Eine Schnittstelle sollte deshalb die Möglichkeit

bieten, Flächen und Linien mit einer Dimension kleiner einem Grenzwert zu vernachlässigen.

Das extreme Aspektverhältnis in der Mikromechanik (laterale Ausdehnung�Dicke der Struk-

turen) führt bei einer automatischen Vernetzung mit Tetraederelementen zu einer sehr großen

Anzahl an Elementen und Freiheitsgraden. Das wiederum stellt sehr hohe Anforderungen an

Hardware und Rechenzeit. Um dem entgegenzuwirken, sind bei der Vernetzung Quadernetze

und wenn möglich, Symmetriebedingungen zu nutzen /GD97b/. Bild 66 zeigt das verwendete

Viertelmodell mit Symmetrierandbedingungen. Symmetrie bezüglich der Symmetrieebene be-

deutet, alle out-of-plane Translationen und in-plane Rotationen, bei Antimetrie, alle in-plane

Translationen und out-of-plane Rotationen werden verhindert. Um in einer Modalanalyse alle

Schwingformen berechnen zu können sind damit insgesamt vier Simulation mit unterschiedli-

chen Randbedingungen erforderlich:

� y-Symmetrie und z-Symmetrie,

� y-Antimetrie und z-Symmetrie,
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� y-Antimetrie und z-Antimetrie sowie

� y-Symmetrie und z-Antimetrie.

6.2.5 Modalanalyse

Für die Ermittlung der optimalen Federgeometrie wird ein parametrisiertes FEM-Modell ver-

wendet. Es erfolgt mit jeweils neuen Eingangsparametern eine Modalanalyse und die Lage der

Eigenfrequenzen dient als Optimierungskriterium. In Abschnitt 6.2.1 wurden für die Biegefe-

dern bereits Designregeln für eine möglichst gute Parallelführung vorgestellt. Die Federbreite

ist demnach möglichst groß, die Dicke gering und die Federlänge ebenfalls möglichst groß

zu wählen. Der Quotient h=d ist damit rund 10 und das Verhältnis Hebelarm zu Federlänge

a=l � 1.

Für die Drehfeder sind analytisch ebenfalls Designregeln aufgestellt (Abschnitt 6.2.2). Aus

technologischer Sicht ist eine minimale Stegbreite von 140µm vorgegeben, die Federlänge wird

mit Hilfe der FEM-Rechnung ermittelt.

Bild 67 zeigt berechnete Schwingformen in perspektivischer Darstellung und Bild 68 alle be-

rechneten Struktureigenfrequenzen der Resonanzstruktur bis 22 kHz in tabellarischer Form.

Die + bzw. � Symbole kennzeichnen die Bewegung der markierten Punkte vertikal zur Bil-

debene. Die erste Eigenfrequenz ist die gleichphasige Bewegung der oberen und unteren Re-

sonanzstruktur, die zweite Eigenfrequenz (1. Oberschwingung) ist die gegenphasige Schwin-

gung, welche als Primärschwingung im Sensor genutzt wird und die dritte Eigenfrequenz (2.

Oberschwingung) ist gleich der Sekundärschwingung. Zu beachten ist der geringe Frequenz-

abstand der vierten Eigenfrequenz (Querschwingung in der Waferebene). Diese Frequenz kann

mit einseitiger Einspannung nicht weiter nach oben verschoben werden. Diese Bewegung hat

sich als kritisch gegenüber mechanischem Bruch herausgestellt. In einem neuen Design soll-

te ein seitlicher Anschlag so gestaltet werden, daß die Auslenkung dieser Schwingung soweit

begrenzt wird, daß die Bruchspannungen nicht erreicht wird.
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(a) 1. Schwingmode (b) 2. Schwingmode

(c) 3. Schwingmode (d) höherer Schwingmode

Bild 67: Perspektivische Darstellung berechnete Schwingmoden
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Nr. Frequenz Schwingform

Oberer Koppelschwinger Unterer Koppelschwinger

1 2.8 kHz
+ + +

+ + +

++ +

+++

2 3.1 kHz
+ +

+ + +-

+- +

+

-

-

3 4.1 kHz
-+

-

+

+ +--

+ -

+-

+

-

+

+-

+

4 4.6 kHz

5 6.9 kHz

+

-

-

++

+- --

++ -

+

-

+

6 10 kHz

-

+-+

- + +-

+

+

-

--

++ -

+

+

-

7 15 kHz

+

+--

--

+

+ +-+

-

-

++ -

8 21 kHz

+

+--

--

+

+

-

-+

+

+-

- +

Bild 68: Tabellarische Darstellung der Struktureigenfrequenzen der Resonanzstruktur
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6.2.6 Modellvalidierung mittels optischer Meßverfahren

Bei der Entwicklung kinetischer mikromechanischer Komponenten sind trotz ausgereifter Si-

mulationswerkzeuge und Methoden oft Abweichungen zwischen dem vorausberechneten und

tatsächlich an gefertigten Prototypen beobachteten Verhalten festzustellen. Ursachen dafür sind

hauptsächlich Vereinfachungen bei der Modellbildung, technologische Toleranzen sowie durch

den technologischen Prozeß bedingte Einflüsse (z. B. Verformung durch Schichtspannungen).

Experimentelle Untersuchungen geben Aufschluß über die Qualität der Modelle und ermögli-

chen bei Vorhandensein eines gültigen Rechenmodells (Struktur identisch mit dem realen Sy-

stem) die Korrektur der Modellparameter und somit eine verbesserte Vorhersage des Sensor-

verhaltens. Neben der Charakterisierung der Oberfläche und Geometrie sind Frequenzgang-

und Schwingungsanalyse zur Bestimmung der dynamischen Eigenschaften wesentlicher Be-

standteil der experimentellen Verhaltensbeschreibung. Ziel ist die umfassende Beschreibung

des Systemverhaltens unter Einbeziehung der elastomechanischen, elektrostatischen und flui-

dischen Feldkopplungen (siehe auch Abschnitt 5.3.4).

Meßaufbau

Die Messung der Übertragungsfunktion liefert Aussagen zu Eigenfrequenzen und Dämpfungen

an ausgewählten Meßpunkten. Sie erfolgt mit einer Meßanordnung aus einem laseroptischen

Fokusmeßgerät zur Weg- bzw. einem Laserdoppler-Interferometer zur Geschwindigkeitsmes-

sung, einem Zweikanalanalysator und einem Rechner zur Meßwertverarbeitung. Die Anre-

gung des Sensors erfolgt elektrostatisch, als Testsignal wird eine Rechteckimpulsfolge genutzt

(Bild 69). Während der Messung dürfen nur kleine Bewegungsamplituden zugelassen werden,

damit lineares Bewegungsverhalten gewährleistet ist. Die Verwendung eines Laserdoppler-

Interferometers bietet den Vorteil, daß der Arbeitsabstand zum Meßobjekt in einem großen

Bereich gewählt werden kann. Damit ist es möglich, den Sensor in einer Vakuumkammer (mit

Sichtfenster) oder in einer Anordnung nach Bild 71 zu betreiben und das Meßgerät in einem

beliebig großem Abstand anzuordnen.

Das Laserdoppler-Interferometer arbeitet unter Ausnutzung des Doppler Effektes des Lichts.

Die Geschwindigkeit des lichtreflektierenden Prüflings variiert die Frequenz bzw. die Wel-

lenlänge des vom Meßgerät wieder empfangenen Lichtes. Für die Messung ist es erforderlich,

daß ein Teil des über Lichtleitfaser und Objektiv emittierten Lichtes (HeNe-Laser, Wellenlänge

632nm, 1mW) wieder in die Faserenden reflektiert wird. Die spiegelnden Siliziumoberflächen
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Bild 69: Meßplatz für die Frequenzganganalyse

Bild 70: Amplitudenfrequenzgang in Abhängigkeit von der Position des Beobachtungspunktes

an einer ungebondeten Sensorstruktur
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müssen deshalb senkrechte zum Objektiv ausgerichtet werden. Die Neigungsänderung des Ob-

jektes darf bei der Schwingung nur gering sein, da sich ansonsten der Anteil des ins Objektiv re-

flektierten Lichtes ändert und dadurch Meßfehler entstehen. Ein Vorteil der Geschwindigkeits-

messung ist, daß durch Differentiation des Weges niederfrequente Störsignale stark gedämpft

werden. Störsignale durch Gebäudeschwingungen, Vibration des Meßaufbaus durch daran be-

festigte Geräte (Lüfter), Rauschen des Verstärkers bei der Erzeugung des Testsignals und im

Eingangskanal des Signalanalysators können durch Korrelationsverfahren unterdrückt werden.

Nach /Kur96, Kur95/ ist hierfür das H1/H2 besonders gut geeignet. Bei unendlich langer Beob-

achtungszeit strebt der Schätzwert für die Übertragungsfunktion H1( jω) gegen die tatsächliche

Übertragungsfunktion H( jω).

Die Auswertung der beim Wechsel des Beobachtungs- oder des Erregerpunktes ermittel-

ten Amplitudenfrequenz- und Phasengänge ermöglicht die Bestimmung der Schwingmoden

/Nat92/. Bild 70 zeigt die an verschiedenen Punkten gemessenen Amplitudenfrequenzgänge.

An Beobachtungspunkten in der Mitte der Struktur zeigen sie nur zwei Resonanzstellen, an

den äußeren Beobachtungspunkten vier. Bei den mittleren Resonanzstellen handelt es sich um

Drehschwingungen.

Neben einer Einstrahlmessung ist mit dem vorgestellten Laserdoppler-Interferometer auch die

Verwendung von zwei Strahlengängen möglich. Damit kann die Differenz der Geschwindigkeit

zweier Punkte gebildet werden und somit eine Drehschwingung von einer translatorischen

Schwingung unterschieden werden. Die Detektion der translatorische Schwingung wird bei

Differenzbildung unterdrückt.

Die Durchführung einer Modalanalyse an komplexen Strukturen mit vielen Freiheitsgraden ist

wegen der großen Anzahl an erforderlichen Meßpunkten für die detaillierte Beschreibung des

Bewegungsverhaltens sehr zeitintensiv. Deshalb sind zur Charakterisierung Meßverfahren wie

die elektronische Specklemuster-Interferometrie (ESPI), die eine flächenhafte Schwingungs-

und Verformungsmessung ermöglichen, besonders gut geeignet. Die sogenannten Speckles

(körnige Lichterscheinung) entstehen, wenn rauhe Oberflächen mit kohärentem Laserlicht be-

leuchtet werden. Es ist deshalb notwendig die zu untersuchende glatte Siliziumoberfläche vor-

her zu bedampfen. Hierzu eignet sich Ammoniumchlorid (NH4CL). Es kann durch einen Rei-

nigungsprozeß wieder von der Struktur entfernt werden.

Bei der elektronischen Specklemuster-Interferometrie wird jeweils ein Intensitätsbild bei un-

verformtem und bei verformtem Objekt aufgezeichnet, wobei die durch den Gangunterschied
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des Lichts hervorgerufene Phasenänderung Grundlage für die Berechnung der Verformung ist.

Der Einsatz einer stroboskopischen Beleuchtungseinrichtung ermöglicht Untersuchungen an

harmonisch schwingenden Objekten. Die Ansteuerung erfolgt getriggert, wodurch die Syn-

chronisation der Lichtimpulse mit der Schwingfrequenz und Phasenlage des Objektes gewähr-

leistet wird.

Meßergebnisse

Bei einigen Prototypen wurden die Siliziumverschlüsse weggelassen, damit der Sensorinnen-

druck mit Hilfe einer Vakuumkammer für meßtechnische Untersuchungen variiert werden

kann. Die Modalanalyse wurde dadurch erschwert, daß der optische Kontakt wegen der Alumi-

niumelektroden auf den Glasdeckeln stark eingeschränkt ist. Bei der Wahl der Beobachtungs-

punkte nach Bild 41 ist es trotzdem möglich, translatorische von rotatorischen Schwingungen

zu unterscheiden.

Messungen an ersten Prototypen zeigten zum Teil deutliche Abweichungen von den voraus-

berechneten Eigenfrequenzen. Die Ursachen sind vor allem Ätzfehler durch Probleme bei der

Strukturierung des Bondoxids der SOI-Wafer und Geometrieabweichungen der Federn zu den

Entwurfsvorgaben /Ben97/.

Die Qualität von Simulationsmodellen können anhand von Meßergebnissen nur richtig beur-

teilt werden, wenn daß Meßobjekt in seiner tatsächlichen Geometrie bekannt ist und wenn bei

Messung und Simulation gleiche Randbedingungen und Erregerfunktionen vorherrschen. Mei-

stens sind jedoch die exakten geometrischen Abmessungen der gerade untersuchten Struktur

nicht bekannt. Dicken werden indirekt über die Ätztiefe bestimmt, laterale Abmessungen aus

dem Maskenmaß abgeleitet und ein Bondversatz wird nicht berücksichtigt. Dabei können in

der Bulkmikromechanik aber bis �2µm Dickentoleranzen an rückgeätzten Flächen über dem

Wafer auftreten. Selbst bei einem einzelnen Federband treten Dickentoleranzen auf, wie in

/DM97/ beobachtet wurde. Auch die lateralen Ausdehnungen einer Struktur schwanken über

dem Wafer (Ursache: Winkelfehler bei der Justage der Maske).

Ziel des Entwurfes sollte es daher sein, mögliche Toleranzen im Entwurf zu berücksichtigen

und die Auswirkungen auf die Applikation im Voraus abzuschätzen, die gemessenen Daten

sollten dann im Rahmen dieser Toleranzgrenzen liegen.

Um schon während der Präparation Toleranzen oder Meßfehler aufzudecken kann ebenfalls

die Frequenzmessung genutzt werden. Bei der Untersuchung ungebondeter Wafer kann auf
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eine Vakuumkammer verzichtet werden, weil die Elektrodenabstände für die elektrostatische

Anregung beliebig groß gewählt werden können, so daß unter Normaldruck eine ausreichend

große Resonanzüberhöhung auftritt.

Die Anregung der einzelnen Resonanzstrukturen im Wafer erfolgt mit der in Bild 71 gezeigten

Probenhalterung. Der Wafer wird auf der Waferauflage befestigt und die einzelnen Chiprah-

men werden mit dem Anpreßrahmen fest auf die Waferauflage gedrückt. Schwingungen des

gesamten Wafers werden damit unterdrückt. Die Waferauflage enthält Elektroden zur gezielten

Anregung verschiedener Schwingmoden. Zwischen Wafer und Elektroden befindet sich eine

Isolierfolie, deren Dicke den Elektrodenabstand festlegt.

Die Resonanzstrukturen haben im ungebondeten Zustand einen anderen mechanischen Auf-

bau und demzufolge auch andere Eigenfrequenzen und Eigenschwingformen als nach dem

Bonden. Bild 72 zeigt die ersten vier Eigenschwingformen mit zugehörigen Frequenzen als

Ergebnis einer FEM Simulation (rechts) und experimenteller Modalanalyse (Electronic Speck-

le Interferometrie).

Bild 71: Vorrichtung zur Frequenzmessung während der Präparation
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(a) 1:8 kHz (ESPI) (b) 1:8 kHz (ANSYS)

(c) 3:2 kHz (ESPI) (d) 3:2 kHz (ANSYS)

(e) 7:3 kHz (ESPI) (f) 7:3 kHz (ANSYS)

(g) 9:8 kHz (ESPI) (h) 9:8 kHz (ANSYS)

Bild 72: Vergleich der Ergebnisse einer theoretischen und einer experimentellen Modalanalyse.
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6.2.7 Einfluß von Technologietoleranzen

Bild 73 zeigt die Verteilung der über einem Wafer ermittelten translatorischen Eigenfrequenzen

– oben im Wafer aufgetragen, unten als Histogramm. Im Histogramm wurden die Frequenzen

der Grundschwingung in Frequenzintervalle von 50 Hz unterteilt. Der Mittelwert über dem ge-

samten Wafer beträgt 2033 Hz und die Standardabweichung 80 Hz. Die unterschiedlichen Fre-

quenzen sind auf dem Wafer zufällig verteilt, d.h. niedrigere bzw. höhere Frequenzen können

keinem bestimmten Quadranten auf dem Wafer zugeordnet werden.

Die in Abschnitt 6.1 geforderten geringen Frequenzabweichungen von oberem und unterm

Schwinger können damit nicht erfüllt werden. Es sind deshalb Untersuchungen erforderlich,

wie die Homogenität über dem Wafer durch eine veränderte Technologie verbessert werden

kann. Wesentlicher Schritt dabei wäre, Technologieschritte durch einen vereinfachten kon-

struktiven Aufbau einzusparen. Beispielsweise muß untersucht werden, ob auf vier Siliziume-

benen aus elektrischer Sicht verzichtet werden kann und ein Zwei-Ebenen-Verbund ausreicht.

In /Lei98/ wurde der Einfluß technologischer Toleranzen theoretisch, mit Hilfe von FEM-

Rechnungen untersucht. Aus technologischen Erfahrungswerten zu Maskenversatz, Masken-

Winkelfehler, Bondversatz, Bond-Winkelfehler und Ätztoleranzen wurden Strukturabweichun-

gen bestimmt und der Einfluß das mechanische Verhalten mit FEM-Rechnungen abgeschätzt.

Wie sich auch aus Abschnitt 6.1 ableiten läßt, beeinträchtigen geometrische Toleranzen an den

Federn zwischen Anregungsstruktur und Koppelschwinger am meisten das gewünschte Bewe-

gungsverhalten. Bild 74 zeigt grafisch den Einfluß von Federdicke, -breite und und -länge der

Feder zwischen Anregungsstruktur und Koppelschwinger. Es ist die in Abschnitt 6.1.4 genann-

te maximal erlaubte Streubreite der Abweichung der Eigenfrequenz der Primärschwingung der

einzelnen Koppelschwinger gekennzeichnet. Der Mittelwert aller Frequenzen muß nicht wie

im Bild 74 markiert genau bei 3000Hz liegen, aber die Streubreite dar nicht überschritten wer-

den. Für die naßchemische Tielfenätzung ergibt sich daraus beispielsweise eine Toleranz von

deutlich unter einem Mikrometer, die Federbreite darf um� 10µmund die Federlänge ebenfalls

um rund � 10µmschwanken.

Fehler durch Bondversatz

Wenn durch einen Bondversatz die Masseschwerpunkte der Stimmgabelarme außerhalb der

Drehachse liegen (Bild 75), sind Primärschwingung und Sekundärschwingung miteinander

gekoppelt. Mit anderen Worten, die Struktur führt bei Anregung der Primärschwingung auch
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Bild 73: Frequenzverteilung auf dem Wafer und Histogramm aus 29 von 32 gemessenen

Grundschwingungen der Resonanzstrukturen eines Wafers (3 Defekt).
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Bild 74: Einfluß von Dicke, Breite und Länge der Biegefedern zwischen Anregungsstruktur

und Koppelschwinger auf die Eigenfrequenz der Primärschwingung
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6.2 Gestaltung der Funktions- und Formelemente

ohne Vorhandensein einer Drehrate eine Sekundärbewegung aus. Dadurch entsteht am Senso-

rausgang eine scheinbare Drehrate ΩS. Sie kann unter den Annahmen:

- gleiche Massen

- gleiche Abstände zur Drehachse und

- gleiche Schwingamplituden

theoretisch abgeschätzt werden.

Werden beide Massen gegeneinander zu einer harmonischen Schwingung angeregt ist ihre Am-

plitude

y(t) = ŷsin(ωt) (144)

und die zugehörige Geschwindigkeit bzw. Beschleunigung

v(t) = ẏ(t) = ŷωcos(ωt) ; (145)

a(t) = ÿ(t) =�ŷω2 sin(ωt) : (146)

Daraus ergibt sich ein Moment um die Drehachse:

Merr = 2ma
ξ
2
= ŷmω2 sin(ωt) : (147)

Setzt man das Coriolismoment von Gl. (40)

MC = 4mΩRωẏcos(ωt) (148)
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Bild 75: Verschiebung der Masseschwerpunkte durch Bondversatz
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6 Mikromechanikentwurf und Validierung

mit dem so berechneten Moment Merr gleich, kann eine äquivalente Drehrate Ωerr berechnet

werden, mit welcher der Fehler abgeschätzt werden kann, der durch einen Bondversatz entste-

hen würde:

Ωerr =
ξω
4R

: (149)

Beide Momente überlagern sich im Ausgangssignal des Sensors. Da sie aber um 90Æ in der

Phase verschoben sind, können über die Bestimmung der Phasenlage der Sekundärschwin-

gung die Einflüsse separiert werden. Bei einem Bondversatz von rund 1nm ergibt sich bei den

Größenverhältnissen des Sensors eine scheinbare Drehrate von 1deg=s.
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7 Zusammenfassung und Ausblick

In der vorliegenden Arbeit wird ein neuer, in Si-Bulkmikromechanik hergestellter mikrome-

chanischer Drehratensensor vorgestellt. Das Funktionsprinzip beruht auf dem Coriolis–Effekt.

Die erforderliche Anregung und die Detektion erfolgen kapazitiv. Es werden Entwurf, Design,

Sensorkonzept und erste Messungen an Prototypen vorgestellt.

Der Drehratensensor arbeitet nach dem Prinzip der schwingenden Stimmgabel. Es wird ge-

zeigt, wie durch Teilung der Stimmgabelarme eine Trennung von elektrostatischer Krafter-

regung und eigentlichem Schwinger erfolgen kann. Damit ist es möglich, den elektrischen

Anregungsspalt und den Bewegungspalt unabhängig voneinander zu dimensionieren. Die Be-

wegungscharakteristik des so entstandenen 2-Massen-Kettenschwingers ermöglicht in Reso-

nanz eine große Amplitude am Koppelschwinger bei gleichzeitig kleiner Bewegungsamplitude

bei der Anregung. In Abhängigkeit von der Dämpfung wurden Amplitudenverhältnisse von

Koppelschwinger zu Anregungsstruktur von Faktor 30 bis weit über 100 erreicht. Eine große

Schwingamplitude entscheidend über die Empfindlichkeit des Sensors.

In der mechanischen Struktur werden Federgelenke verwendet, die eine Vorzugsbewegung

in der gewünschten Richtung bei gleichzeitig hoher Quersteifigkeit besitzen. Es werden eine

Parallelfederführung für translatorische Bewegungen und eine Drehfeder mit kreuzförmigen

Querschnitt vorgestellt. Für die Berechnung werden analytische und numerische Methoden

angewandt.

Desweiteren werden in der der Arbeit Modellierungs- und Simulationsmethoden für die Mikro-

systemtechnik erläutert. Die Berücksichtigung der Technologie in einem frühen Entwurfssta-

dium und das nicht Vorhandensein von Bauelementebibliotheken mit Standardzellen erfordert

eine neue Entwurfsmethodik, die sowohl Top Down wie auch Bottom Up Strategien enthält. Es

wird gezeigt, wie Feldkopplungen in einer gemeinsamen oder partitionierten Lösung berück-

sichtigt werden können. Mit Hilfe einer Online-Simulatorkopplung können Modelle unter-

schiedlicher Modellierungsebenen in die Simulation einbezogen werden. Es wird eine Kopp-

lung zwischen dem FEM-Programm ANSYS und dem Netzwerksimulator PSpice vorgestellt.

Weiterhin werden analytische und numerische Methoden für die Berechnung der viskosen

Luftdämpfung mikromechanischer Elemente mit engem Bewegungsspalt vorgestellt und durch

Messungen validiert. Die Berechnungsmethoden stützen sich auf eine Reihe internationaler

Veröffentlichungen verschiedener Autoren, wurden an das vorhandene Problem angepaßt und
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7 Zusammenfassung und Ausblick

im Detail erweitert. Die Anwendbarkeit einer effektiven Viskosität für die strömungsmechani-

sche Berechnung der ebenen Fluidströmung im molekularen Strömungsbereich konnte durch

die Arbeit bestätigt werden.

Insgesamt kann eingeschätzt werden, daß die erzielten Meßergebnisse eine gute Übereinstim-

mung mit den theoretisch gewonnen Erkenntnissen besitzen. Treten Abweichungen auf, liegen

sie im Rahmen der theoretisch abschätzbaren Unsicherheiten, die durch Toleranzen bei der

Herstellung sowie durch bewußt vorgenommene Modellvereinfachungen hervorrufen werden.

Die Arbeit zeigt weiterhin, daß eine Verringerung der Technologietoleranzen einen entschei-

dender Arbeitsschwerpunkt für die Zukunft darstellt muß, um die gewünschte Sensorempfind-

lichkeit erreichen zu können. Technologiefehler und Ätztoleranzen müssen soweit wie möglich

eingeschränkt werden, damit die Resonanzfrequenzen der Primärschwingung nur minimal von-

einander abweichen. Die Frequenzabweichung darf die gewünschte Frequenzbandreite nicht

überschreiten.

Aus konstruktiver Sicht muß überlegt werden, wie Federgeometrien so verändert werden

können, daß Dickenschwankungen durch die Ätztoleranzen einen geringeren Einfluß haben.

Würde die Geometrie vereinfacht, kann die Technologie ebenfalls vereinfacht und dadurch

Toleranzen verringert werden.
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/Bon61/ BONDY, P.: Blattfeder-Parallelführungen. In: ACTA IMEKO (1961), Nr. I, S.

271–282

/BPH97/ BOURGEOIS, C. ; PORRET, F. ; HOOGERWERF, A.: Analytical Modeling of

Squeeze-Film Damping in Accelerometers. In: Transducers 97 – International

Conference on Solid-State Sensors and Actuators Bd. 4A2.07P. Chicago, USA,

June 16-19 1997, S. 1117–1120

/Bre76/ BREITINGER, R. ; WARNECKE, H.-J. (Hrsg.): Produktionstechnik heute. Bd.

Band 22: Lösungskataloge für Sensoren, Teil I: Federführungen und Federgelenke.
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/Zie93/ ZIEREP, Jürgen: Grundzüge der Strömungslehre. fünfte. Berlin Heidelberg :

Springer Verlag, 1993

153



Literaturverzeichnis

154



Verzeichnis der Bilder

Verzeichnis der Bilder

1 Verfahren der Si-Mikromechanik /GDFC98/ . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 18

2 Entwurfsablauf in der Mikrosystemtechnik (Gesamtsystem) . . . . . . . . . . . 21

3 Mikrosystementwurf – Kombination aus Top-Down und Bottom-Up Strategie . 23

4 Netzwerkmodell eines elektromechanischen Systems mit Hilfe von Funktions-
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41 Gemessene Frequenzgänge bei Anregung von Primär- und Sekundärschwin-
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Thesen

1. Mikromechanische Drehratensensoren werden optische Faserkreisel und feinmechani-

sche Kreisel zukünftig in vielen Anwendungsbereichen ablösen. Der bei hohen Stück-

zahlen erzielbare geringe Herstellungspreis, die kleine Baugröße und die Integrierbarkeit

mit der Elektronik ermöglichen nicht nur die Ablösung bisheriger Sensoren sondern auch

die Erschließung vieler neuer Anwendungsgebiete. Die in der Navigation geforderten

Leistungsparameter an Drehratensensoren werden heute zwar noch nicht erfüllt, aber die

Anstrengungen vieler internationaler Forschergruppen verfolgen dieses Ziel. Auch der in

dieser Arbeit vorgestellte Sensor besitzt das Potential, nach einer weiteren Optimierung

von Design und Technologie die Anforderungen für Navigationszwecke zu erfüllen.

2. Der Mikrosystementwurf stellt hohe Anforderungen an Entwurfsmethodik und Ent-

wurfswerkzeuge. Funktion, Form und Herstellungsprozeß müssen beim Entwurf glei-

chermaßen berücksichtigt werden. Wechselwirkungen zwischen unterschiedlichen phy-

sikalischen Domänen haben einen entscheidenden Einfluß auf das Systemverhalten und

müssen daher in der Simulation berücksichtigt werden. Die numerische Lösung kann in

einem Schritt mit Hilfe eines gemeinsamen mathematischen Modells bzw. nach Diskre-

tisierung durch eine gemeinsame Lösung oder durch ein iteratives Vorgehen mit Hilfe

eines partitionierten Lösungsansatzes erfolgen.

3. Die partitionierte Lösung kommt bei einer Online-Simulatorkopplung zum Einsatz. Zwi-

schen den beteiligten Simulatoren erfolgt jeweils am Ende eines Berechnungsschrittes

ein Datenaustausch. Dabei ist der Anwender gefordert, geeignete Methoden zum Testen

einer Konvergenz der Lösung zu implementieren. Der Programmierungs- und Imple-

mentierungsaufwand ist wegen des Fehlens standardisierter Schnittstellen sehr hoch. Die

partitionierte Lösung hat aber den Vorteil, daß kein zusätzlicher Modellierungsaufwand

für die Transformation der Modelle auf eine gemeinsame Modellierungsebene (Abstrak-

tionsebene) erforderlich ist.

4. In der Arbeit wird eine Online-Simulatorkopplung zwischen dem Finite Elemen-

te Programm ANSYS und dem Schaltungssimulator PSpice vorgestellt. In der er-

sten Entwicklungsstufe erfolgt die Simulationssteuerung mit Hilfe der ANSYS–

Modellierungssprache APDL und der Datenübergabe durch Schreiben und Lesen in Da-

teien. Die Dateizugriffe sind gleichzeitig Synchronisationsmittel für einen streng sequen-
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tiellen Simualationsablauf. Der Implementierungsaufwand ist dabei gering, setzt aber

detaillierte Kenntnisse über Bedienung und Steuerung der beteiligten Simulatoren vor-

aus. In einer weiterentwickelten Variante erfolgen Datentransfer und Synchronisation

mit Hilfe der Software-Bibliothek PVM (
”
Parallel Virtual Machine“). Die Synchronisa-

tion erfolgt über blockierende und nichtblockierende Nachrichtenkanäle. Dadurch ist es

möglich, den strikt sequentiellen Simulationsablauf zu verlassen und die meist auf ver-

schiedenen Prozessoren laufenden Simulatoren nebeneinander rechnen zu lassen. Mit

Hilfe eines Prädiktorschrittes können damit beide Simulatoren mit der Berechnung ei-

nes neuen Zeitschritts starten. Die erforderliche Simulationszeit konnte auf diese Weise

verringert werden.

5. In der Arbeit wurde ein neuer mikromechanischer Drehratesensor nach dem Stimmga-

belprinzip vorgestellt. Die Empfindlichkeit wird wesentlich von der erreichbaren Ampli-

tude der Primärschwingung bestimmt. Durch die Trennung von Anregungs- und Schwin-

germasse in einem Zwei-Feder-Masse-System kann für die elektrostatische Anregung

(Plattenkondensator) ein geringer Elektodenabstand und für den Schwinger ein großer

Bewegungsspalt vorgesehen werden. Mit geringer elektrischer Spannung können damit

hohe Energiedichten erreicht werden ohne die Bewegung des Resonators mechanisch

zu begrenzen. Die Erregung erfolgt mittels mechanischer Kopplung. Das Amplituden-

verhältnis von Anregungsmasse zu Schwingermasse kann durch ein Anregungssystem

mit möglichst hoher Steifigkeit und einem schwingersystem mit geringer Steifigkeit ma-

ximiert werden (Ausnutzung der ersten Resonanzstelle).

6. Bei gegeneinander schwingenden Resonatoren (hier die Stimmgabelarme) muß der

fertigungstechnisch bedingte Frequenzunterschied zwischen beiden Schwinger klei-

ner als die erzielte, dämpfungsabhängige Frequenzbandbreite sein. Mit zunehmendem

Frequenzunterschied treten oberhalb und unterhalb der gemeinsamen Resonanzstelle

Scheinresonanzen auf. Es entsteht scheinbar der Effekt, daß oberer und unterer Schwin-

ger unterschiedliche Resonanzstellen besitzen. Die Anregung einer gemeinsamen Reso-

nanzstelle mit annähernd gleichen Amplituden ist damit nicht mehr möglich.

7. Werden Mehr-Feder-Masse-Systeme in einer Resoanzstruktur benutzt, erhöht sich die

Anzahl der Freiheitsgrade mit jedem zusätzlichen Massekörper um sechs Freiheitsgrade.

Anstelle von Lagerstellen werden in der Mikromechanik Federn mit speziellen Quer-

schnitten und Anordnungen verwendet, um hohe Quersteifigkeiten und eine möglichst
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ideale Nutzbewegung zu erreichen. Der Kreuzfederquerschnitt eignet sich sehr gut als

Drehfedergelenk, die Parallelfederanordnung für eine translatorische Bewegung.

8. An konkrete Technologien gebundene Kataloge mikromechanischer Konstruktionsele-

mente würden den Entwurfsprozeß wesentlich verkürzen. Hierzu zählen u. a. Federge-

lenke und mikromechanische Antriebe mit konkret spezifizierten Eigenschaften. Damit

könnte der Entwickler schon in der Konzeptphase viel schneller verschiedene Designs

testen und eine gezielt Varianatenauswahl vornehmen.

9. Die Dämpfung mikromechanischer Elemente der Si-Bulkmikromechanik erfolgt im We-

sentlichen durch eine viskose Quetschströmung des eingeschlossenen Gases. Bei hohen

Bewegungsgeschwindigkeiten wird das in sehr engen Bewegungsspalten eingeschlosse-

ne Gas komprimiert und wirkt wie eine zusätzliche Feder. Diese Form der Dämpfung

wird als Squeeze Film Dämpfung bezeichnet. Für einfach berandete Querschnitte ist die

Berechnung mit analytischen Näherungslösungen möglich. Für kompliziert Körperfor-

men, insbesondere durchbrochene Strukturen, kann die numerische Berechnung mit Hil-

fe der Finite Elemente Methode erfolgen. Für die ebene Strömung gilt die Reynoldsche

Schmierfilmgleichung. Über die Analogiebeziehungen zur 2D-Wärmeleitungsgleichung

kann mit FEM eine Temperaturfeldanalyse (Standardproblem für die FE-Methode) zur

numerischen Lösung des Strömungsproblems genutzt werden. Gegenüber einer
”
echten“

numerischen Strömungsanalyse erhält man dadurch erhebliche Geschwindigkeitsvortei-

le bei der Simulation.

10. Unter den Voraussetzungen, ebene Strömung und schmaler Spalt, können mit Hilfe einer

effektiven Viskosität die Gleichungen der Strömungsmechanik auch für große Knud-

senzahlen (Molekularströmung) angewendet werden. Der dabei tolerierte Fehler ist sehr

klein.
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Lebenslauf
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