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Kurzfassung

Der Energiebedarf von Pumpensystem entspricht etwa 8 % bis 9 % des weltweiten elek-
trischen Energieverbrauchs. Folglich hat die Energieeffizienz von Pumpensystemen
einen signifikanten Einfluss auf den weltweiten Energiebedarf.

Der Fokus dieser Arbeit liegt auf der Betrachtung von Pumpenaggregaten, welche in
Wirme- und Kiltesystemen eingesetzt werden. In diesem Anwendungsbereich kann
der Energieverbrauch durch den Einsatz energieeffizienter Regelungskonzepte im Ver-
gleich zum konventionellen Betrieb des Pumpenaggregates bei konstanter Drehzahl
signifikant reduziert werden.

Zum Einsatz energieeffizienter Regelungskonzepte ist die Kenntnis des hydraulischen
Betriebspunktes des Pumpenaggregates, welches die Kombination aus Antrieb und
Pumpe darstellt, notwendig. Ublicherweise ist die entsprechende Sensorik zur Er-
fassung der hydraulischen Grofien aus Kostengriinden nicht vorhanden, weshalb al-
ternative Ansatze entwickelt wurden, um den hydraulischen Betriebspunkt indirekt
beispielsweise anhand der Leistungsaufnahme des Pumpenaggregates zu ermitteln.

Diese konventionellen Verfahren besitzen jedoch Einschrankungen, wie die Limitie-
rung des Einsatzes auf einen begrenzten Betriebsbereich des Pumpenaggregates. Um
auch bei nicht Vorhandensein der Sensorik zur Erfassung der hydraulischen Gro-
len einen energieeffizienten Betrieb zu ermoglichen, wird in dieser Arbeit ein neues
modellbasiertes Verfahren zur Volumenstrombestimmung vorgestellt, welches einen
Einsatz {iber den gesamten Betriebsbereich des Pumpenaggregates ermoglicht.

Der Ansatz dieses Verfahrens beruht auf der Uberlagerung der Drehzahl des Pumpen-
aggregates mit einer sinusférmigen Drehzahlvariation und der Extraktion der resultie-
renden Leistungsschwankung bei der Anregungsfrequenz. Auf Grundlage der extra-
hierten Leistungskomponenten erfolgt basierend auf in dieser Arbeit entwickelten und
anhand von Messungen validierten Modellen der von der Pumpe generierten Forder-
hohe und der Eingangsleistung des Antriebs des Pumpenaggregates eine Bestimmung
des hydraulischen Betriebspunktes, welcher durch den geférderten Volumenstrom
und die generierte Forderhohe beziehungsweise den Differenzdruck definiert wird.

Die Ansétze zur energieeffizienten Regelung von Pumpenaggregaten basieren auf
der Regelung der generierten Forderhohe beziehungsweise dem Differenzdruck statt
dem Betrieb bei konstanter Drehzahl. Da die Identifikation des hydraulischen Be-
triebspunktes des Pumpenaggregates in dieser Arbeit auf Grundlage der entwickelten
Modelle erfolgt, stehen dem Pumpenaggregat wiahrend des Betriebs keine Messwerte
zur Regelung der Forderhohe durch Sensorik zur Erfassung der hydraulischen Grofsen
zur Verfiigung. Daher wird neben dem Ansatz zur Identifikation des hydraulischen
Betriebspunktes des Pumpenaggregates ebenfalls ein Ansatz zur Steuerung der ge-
nerierten Forderhohe basierend auf den entwickelten Modellen vorgestellt, um einen
energieeffizienten Betrieb des Pumpenaggregates zu ermoglichen.
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Einleitung

Durch Elektromotoren angetriebene Systeme stellen laut Schiatzungen mit einem An-
teil von 43 % bis 46 % den grofiten Beitrag am weltweiten elektrischen Energiever-
brauch dar [WB11]. Pumpensysteme sind dabei fiir nahezu 20% der durch Elek-
tromotoren verbrauchten Energie verantwortlich [Sar15]. Demzufolge entspricht der
Energiebedarf von Pumpensystemen etwa 8% bis 9% des weltweiten elektrischen
Energieverbrauches [Sto15]. Folglich hat die Energieeffizienz von Pumpensystemen
einen signifikanten Einfluss auf den weltweiten Energiebedarf, welcher aufgrund der
Verknappung von Ressourcen eine zunehmende Relevanz besitzt.

Des Weiteren stellt die Energieeffizienz insbesondere im Bereich von Pumpen einen
wichtigen Faktor bei der Betrachtung der Kosten iiber den Lebenszyklus des Produk-
tes dar. Die Lebenszykluskosten eines Pumpenaggregates, welches die Kombination
aus Antrieb und Hydraulik darstellt, setzen sich aus Faktoren wie den Anschaffungs-,
Wartungs-, Reparatur- und Energiekosten zusammen. Da die {iblichen Lebenszyklus-
kosten einer Pumpe zu etwa 64 % durch den Energieverbrauch bedingt sind [BB14],
kann durch eine erhohte Energieeffizienz eine signifikante Reduktion der Lebenszy-
kluskosten erzielt werden.

Daher wird in Kapitel 1.1 die Motivation zur Identifikation und Regelung beziehungs-
weise Steuerung des hydraulischen Betriebspunktes von Umwélzpumpenaggregaten
insbesondere in Bezug auf die Energieeffizienz erldutert, wobei die Reduktion des
Energieverbrauches im Vergleich zu dem konventionellen Betrieb des Pumpenaggre-
gates bei konstanter Drehzahl aufgezeigt wird. Da bei Kenntnis der Drehzahl des
Pumpenaggregates nur die Bestimmung des Volumenstroms zur Identifikation des
hydraulischen Betriebspunktes notwendig ist, werden in Kapitel 1.2 konventionelle
Verfahren zur Volumenstrombestimmung vorgestellt, welche als Stand der Technik
anzusehen sind. Des Weiteren werden deren Einschrankungen, wie beispielsweise die
Beschriankung der Anwendbarkeit auf einen begrenzten Betriebsbereich des Pumpen-
aggregates, erldutert. Darauffolgend werden in Kapitel 1.3 der Beitrag und das Ziel
dieser Arbeit definiert, deren Kern die Entwicklung eines neues Verfahrens zur Vo-
lumenstrombestimmung ist, welches nicht die Einschrankungen der konventionellen
Ansitze aufweist. AbschliefSend wird der inhaltliche Aufbau dieser Arbeit vorgestellt.



Kapitel 1. Einleitung

1.1. Motivation

Der Fokus dieser Arbeit liegt auf der Betrachtung von Umwaélzpumpen, welche in
Warme- und Kalteanlagen eingesetzt werden. Wie in diesem Kapitel verdeutlicht
wird, ist bei Anlagen dieses Typs die Kenntnis des hydraulischen Betriebspunktes
der jeweiligen Pumpe notwendig, um einen energieeffizienten Betrieb zu ermogli-
chen. Der hydraulische Betriebspunkt wird durch den von der Pumpe generierten
Differenzdruck und dem geférderten Volumenstrom definiert. Ublicherweise ist die
entsprechende Sensorik zur Ermittlung dieser Grofien jedoch aus Kostengriinden nicht
vorhanden [Mei+19a].

Um dennoch einen energieeffizienten Betrieb des Pumpenaggregats zu ermoglichen,
wurden alternative Ansédtze zur indirekten Bestimmung des hydraulischen Betriebs-
punktes beispielsweise anhand von Messgrofsen wie der Leistungsaufnahme des An-
triebs der Pumpe entwickelt [HVO05]. Diese Ansitze bieten den Vorteil, dass Kosten fiir
die Sensorik zur Erfassung der hydraulischen Grofien vermieden werden und dennoch
ein energieeffizienter Betrieb ermdoglicht wird.

Auch bei vorhandener Sensorik zur Erfassung des hydraulischen Betriebspunktes bie-
tet die indirekte Bestimmung Vorteile. Im Bereich von Warme- und Kéltesystemen
konnen raue Umgebungsbedingungen unter anderem aufgrund von hohen Tempera-
turen des geforderten Mediums oder hohen Systemdriicken innerhalb des Rohrnetzes
vorliegen, welche die Ausfallwahrscheinlichkeit der hydraulischen Sensoren erhthen
konnen. Bei vorhandener Sensorik kann durch den zusétzlichen Einsatz der indirekten
Verfahren eine redundante Bestimmung des hydraulischen Betriebspunktes und somit
eine erhohte Ausfallsicherheit des Systems erzielt werden.

Neben der indirekten Bestimmung des hydraulischen Betriebspunktes zur Ermogli-
chung des energieeffizienten Betriebs von Umwaélzpumpen in Warme- und Kaltesys-
temen ist auch die hohe Relevanz der Verfahren in weiteren Anwendungsbereichen
zu erwidhnen. Beispielsweise ist bei dem Einsatz von Umwilzpumpen in kiinstlichen
Herzen die Kenntnis des Volumenstroms des Blutes von hoher Bedeutung, um die
Blutzirkulation innerhalb physiologischer Grenzbereiche zu halten [Kit+00]. Auch in
diesem Anwendungsgebiet ist der Verzicht auf Sensorik zur Erfassung der hydrau-
lischen Grofien wiinschenswert, da diese einerseits die Biokompatibilitdt verschlech-
tert [Tan+03] und andererseits die Kosten bei im Vergleich zu indirekten Verfahren
verringerter Zuverladssigkeit erhoht [Fun+02]. Des Weiteren erhoht die Sensorik den
Platzbedarf des kiinstlichen Herzens, wobei Volumenstromsensoren mit vergleichs-
weise geringem Platzbedarf den Nachteil einer weiteren Reduktion der Verldsslichkeit
aufweisen [Pai+10].

Wie in Kapitel 1.2 bei der Darstellung des Stands der Technik indirekter Verfahren
zur Volumenstrombestimmung erldutert wird, weisen die konventionellen Verfahren
diverse Einschrinken auf, so dass diese beispielsweise nur in einem beschranktem
Betriebsbereich eingesetzt werden konnen oder die Kenntnis iiber Eigenschaften des
jeweiligen Rohrnetzes voraussetzen. Daher wird in dieser Arbeit ein Verfahren vor-
gestellt, welches keine initialen Kenntnisse tiber die Eigenschaften des verwendeten
Rohrnetzes bendtigt und des Weiteren eine Volumenstrombestimmung iiber den ge-
samten Betriebsbereich der Pumpenaggregates ermoglicht.
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1.1. Motivation

Der prinzipielle Ansatz des Verfahrens den Volumenstrom mittels Variation der Dreh-
zahl und Auswertung der resultierenden Leistungsschwankung zu bestimmen wurde
bereits veroffentlicht [SF15], so dass die Erarbeitung der theoretischen Grundlagen
und die Optimierung der Signalqualitdt des Ansatzes im Fokus dieser Arbeit stehen.
Wie in Kapitel 2.1 gezeigt wird, kann basierend auf einem Modell anhand des gefor-
derten Volumenstroms und der Drehzahl des Pumpenaggregates der von der Pumpe
generierte Differenzdruck berechnet werden, so dass durch den vorgestellten Ansatz
zur Volumenstrombestimmung auch die Bestimmung des Differenzdrucks und daraus
resultierend die Bestimmung des hydraulischen Betriebspunktes ermoglicht wird.
Da der Fokus auf der Betrachtung von Umwiélzpumpen fiir Heizungs- und Kéltean-
lagen liegt, wird im Folgenden die Betriebsweise einer solchen Anlage exemplarisch
anhand von Abbildung 1.1 fiir einen Heizkreislauf skizziert, bevor erldutert wird wie
durch Kenntnis des hydraulischen Betriebspunktes der Pumpe eine erhchte Energie-
effizienz erzielt werden kann.

Thermostatventil Heizkorper
Heizkessel App l Pumpe ]
N
Membranaus-
§ dehnungsgefafs
\I_/

Abbildung 1.1.: Exemplarische Darstellung eines vereinfachten Heizkreislaufs

Das im Rohrnetz befindliche Férdermedium wird durch einen Brenner im Heizkes-
sel erhitzt. Das Pumpenaggregat stellt den Differenzdruck App zwischen Druck- und
Saugseite der Pumpe bereit. In Abhdngigkeit des hydraulischen Widerstandes des
Rohrnetzes wird aufgrund des Differenzdrucks ein Volumenstrom Q geférdert, so
dass durch das erwdrmte Fordermedium ein Warmetransport zum Heizkorper erfolgt.
Da es sich um ein geschlossenes System handelt, ist ein Membranausdehnungsgefaf3
innerhalb des Rohrnetzes verbaut. Dieses dient dazu Anderungen des Systemdrucks
beispielsweise aufgrund von Anderungen der Medientemperatur und daraus resultie-
render Expansion oder Kontraktion des Mediums zu kompensieren.

Bei Anwendungen wie in Abbildung 1.1 stellt der Einsatz einer Drosselregelung einen
iiblichen Ansatz dar [Ahol1]. Bei diesem Ansatz wird das Pumpenaggregat bei kon-
stanter Drehzahl betrieben. Die Regelung des Volumenstroms und der damit ver-
bundenen Warmeabgabe des Heizkorpers erfolgt mittels eines Thermostatventils. In
Abhingigkeit der aktuellen und der gewiinschten Raumtemperatur wird die Ventilpo-
sition angepasst, wodurch eine Anderung des hydraulischen Widerstands der Anlage
und somit des Volumenstroms und der resultierenden Warmeabgabe des Heizkorpers
erfolgt.
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Bei Kenntnis des hydraulischen Betriebspunktes ist ein energieeffizienterer Einsatz
des Pumpenaggregates moglich. Im Vergleich zu dem Betrieb bei konstanter Dreh-
zahl erfolgt eine bedarfsgerechte Anpassung der Drehzahl, welche im Allgemeinen
energieeffizienter als eine Drosselregelung ist [Fer+11].

Anhand von Abbildung 1.2 wird erldutert wie durch Anpassung der Pumpendrehzahl
der Energiebedarf gesenkt werden kann. !

Es wird der Verlauf des von der Pumpe generierten Differenzdrucks App in Abhédngig-
keit des geforderten Volumenstroms Q fiir die Drehzahl N = N, und fiir die geringere
Drehzahl N = N, des Pumpenaggregats dargestellt. Des Weiteren wird der Verlauf des
Differenzdrucks Apg, welcher aufgrund des hydraulischen Widerstandes des Rohr-
netzes benoétigt wird, fiir die drei unterschiedlichen Stellungen d = d,, d = dp, und
d = d. des in der Anlage verbauten Ventils in Abhédngigkeit des Volumenstroms aufge-
zeigt. Der hydraulische Arbeitspunkt ergibt sich aus dem Schnittpunkt der jeweiligen
Pumpenkennlinie App(Q, N) mit der jeweiligen Anlagenkennlinie Apr(Q, d).

Differenzdruck Ap

Volumenstrom Q

Abbildung 1.2.: Darstellung der Bestimmung des hydraulischen Arbeitspunktes durch den
Schnittpunkt der Pumpenkennlinie App(Q, N) und der Anlagenkennlinie Apr(Q, d)

Der initiale hydraulische Arbeitspunkt ist durch den Volumenstrom Q = Q, und den
Differenzdruck Ap = Ap, bei der Ventilstellung d = d, und der Drehzahl N = N, de-
tiniert. Durch Verdnderung der Ventilstellung zu d = dj, erfolgt eine Verschiebung des
Arbeitspunktes zu dem geringeren Volumenstrom Q = Q}, und dem Differenzdruck
Ap = App. Somit wird aufgrund des geringeren Volumenstroms die Warmeabgabe
des Heizkorpers gesenkt. Der selbe Volumenstrom und damit eine dquivalente Wér-
meabgabe des Heizkdrpers kann jedoch auch bei der Ventilstellung d = d. durch
Anpassung der Drehzahl auf den Wert N = Ny, erzielt werden. In diesem Fall muss
nur der geringere Differenzdruck Ap = Ap, statt dem Differenzdruck Ap = Apy, be-
reitgestellt werden. Da die hydraulische Leistung, welche aufgrund des hydraulischen
Arbeitspunktes vom Pumpenaggregat bereitgestellt werden muss, sich proportional zu
dem Differenzdruck verhilt, kann durch die bedarfsgerechte Anpassung der Drehzahl
eine Reduzierung des Energievierbauchs des Pumpenaggregats erzielt werden.

!Die in dieser und nachfolgenden Abbildungen dargestellten Kennlinien wurden anhand von Stiitz-
stellen, zwischen denen linear interpoliert wurde, erzeugt.



1.2. Konventionelle Verfahren zur Volumenstrombestimmung

An diesem Beispiel wird verdeutlicht, dass durch die Wahl eines entsprechenden Re-
gelungskonzeptes der Energiebedarf von Pumpensystemen gesenkt werden kann. Zu
diesem Zweck wird der Drehzahlregelung des Pumpenantriebs beispielsweise eine
Differenzdruckregelung {iiberlagert, welche den Sollwert fiir die Drehzahlregelung
generiert. Da der Differenzdruck bei Pumpen, welche mit konstanter Drehzahl betrie-
ben werden, bei sinkenden Volumenstrom iiblicherweise einen tendenziell steigenden
Verlauf besitzt, ist ein hdufiger Ansatz die Drehzahl mit sinkendem Volumenstrom
abzusenken, um unabhéngig vom geforderten Volumenstrom einen konstanten Diffe-
renzdruck zu generieren [CIB0O].

Ein weiterer Ansatz, um eine bedarfsgerechte Bereitstellung des Differenzdrucks zu
erzielen, ist die Drehzahl so anzupassen, dass der Differenzdruck mit sinkendem Vo-
lumenstrom ebenfalls abgesenkt wird. Auf einer solchen Regelkurve basiert auch die
Berechnung des Energieeffizienzindex (EEI) einer Pumpe, welcher von der europdi-
schen Union als ein Maf3 fiir die Energieeffizienz eines Pumpenaggregates definiert
wurde [Eurl2]. Da seit dem 01.08.2015 innerhalb der europdischen Union nur Nass-
laufer-Umwaélzpumpen mit einem Energieeffizienzindex mit einem geringeren Wert
als 0,23 in Umlauf gebracht werden diirfen [Eur09], ergibt sich neben der Motivation
der Kostenersparnis durch einen reduzierten Energieverbrauch folglich innerhalb der
europdischen Union auch eine gesetzliche Notwendigkeit den hydraulischen Betriebs-
punkt auch bei nicht Vorhandensein entsprechender Sensorik bestimmen zu miissen.

1.2. Konventionelle Verfahren zur Volumenstrombestimmung

In diesem Abschnitt werden bekannte Verfahren zur Bestimmung des geférderten
Volumenstroms erldutert und deren Einschrankungen aufgezeigt.

Prozessbasierte Bestimmung des Volumenstromes

Bei der prozessbasierten Bestimmung des Volumenstroms erfolgt die Berechnung
des Volumenstroms Q basierend auf einer Druckmessung und der Kenntnis des von
dem jeweiligen Prozess abhangigen Verlaufes des Absolutdrucks p(Q). Bei offenen
Rohrnetzen ist der Absolutdruck p von dem geodétischen Druck pg, dem Volumen-
strom Q und von dem prozessspezifischen hydraulischen Widerstand Ry, welcher
durch die Eigenschaften der Rohrnetzes und des Fordermediums bestimmt wird,
abhingig [Leol6]:

p(Q) = Ru Q |Q| + pg. (1.2.1)

Bei geschlossenen Rohrnetzsystemen, wie im Bereich von Warme- und Kaélteanla-
gen, lasst sich Gleichung (1.2.1) vereinfachen zu dem Zusammenhang zwischen dem
aufgrund des Rohrwiderstandes abfallenden Differenzdrucks Apg und dem Volumen-
strom Q:

Apr (Q) = Ru Q% (1.2.2)

Falls das Rohrnetz ein Ventil besitzt, hdngt die Variable Ry neben den Medienei-
genschaften und der Rohrnetzgeometrie auch von der Ventilstellung 4 ab. Zur Ver-
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deutlichung des Zusammenhangs zwischen Differenzdruck und Volumenstrom nach
Gleichung (1.2.2) wird in Abbildung 1.3 der Verlauf des Differenzdruckabfalls Apg
aufgrund des Rohrnetzwiderstandes fiir das selbe Rohrnetz bei zwei unterschiedlichen
Ventilstellungen d = d, und d = d}, iiber den Volumenstrom dargestellt.

Um den Volumenstrom anhand der aus Gleichung (1.2.2) resultierenden Prozess-
kurve zu ermitteln, wird diese invertiert, so dass mittels des gemessenen Differenz-
drucks Ap = Apr, der Volumenstrom Q = Q, bestimmt werden kann. Wie aus
Gleichung (1.2.2) hervorgeht, steigt der Differenzdruck monoton mit steigendem Vo-
lumenstrom, so dass bei Kenntnis des Differenzdrucks und der Anlagenkennlinie eine
eindeutige Bestimmung des Volumenstroms maoglich ist.

Ventil
schliefdt

Differenzdruck Ap

Volumenstrom Q

Abbildung 1.3.: Darstellung der Bestimmung des Volumenstroms Q = Q, basierend auf der
Kenntnis der Anlagenkennlinie Apr(Q, d) und des Differenzdrucks Ap = Apra

Die Messung des Drucks ist im Vergleich zu einer Volumenstrommessung preisgiinsti-
ger, jedoch auch nicht standardmaéfig in einer Pumpe vorhanden, wodurch zusitzliche
Kosten durch die Sensorik zur Druckmessung entstehen [Leo16]. Des Weiteren ist die
Kenntnis des Rohrnetzwiderstandes Ry der jeweiligen Anlage fiir die Volumenstrom-
bestimmung notwendig. Dieser hiangt jedoch von der Beschaffenheit des Rohrnetzes
ab und variiert je nach Anwendung. Zusétzlich weist der Rohrnetzwiderstand auch ein
zeitvariantes Verhalten auf, da sich Ventilstellungen, welche den Parameter Ry beein-
flussen, wihrend des Betriebs dndern konnen, wodurch die Prozesskurve Apr(Q, d)
variiert und damit die Volumenstrombestimmung verfdlscht wird. Folglich ist dieses
Verfahren auf Prozesse mit bekannten Parametern beschriankt, insofern keine weitere
Sensorik zur Prozessidentifikation vorhanden ist.

Pumpenbasierte Bestimmung des Volumenstromes

Die pumpenbasierte Bestimmung des Volumenstroms ist abhdngig von den Eigen-
schaften des jeweiligen Pumpenaggregates, jedoch im Gegensatz zu der prozessbasier-
ten Volumenstrombestimmung unabhéngig von der spezifischen Anwendung. Dies
bietet den Vorteil, dass eine Parametrierung der Volumenstrombestimmung unabhén-

gig von der Anwendung durch den Hersteller des Pumpenaggregates vorgenommen
werden kann [LM13].



1.2. Konventionelle Verfahren zur Volumenstrombestimmung

Die pumpenbasierte Volumenstrombestimmung kann basierend auf der Leistungsauf-
nahme und der Drehzahl des Pumpenantriebs erfolgen. Da heutige drehzahlgeregelte
Antriebe die Leistungsaufnahme und Drehzahl mit hoher Genauigkeit bestimmen
konnen, wird keine zusitzliche Sensorik fiir die Bestimmung des hydraulischen Be-
triebspunktes benotigt [Tam+14].

In Abbildung 1.4 wird exemplarisch der gemessene Verlauf der Motoreingangsleistung
P eines Pumpenaggregates in Abhédngigkeit des Volumenstroms fiir die in dieser
Reihenfolge abfallenden Drehzahlen N = N,, N = N, und N = N, dargestellt.

Motoreingangsleistung Pp,

Volumenstrom Q

Abbildung 1.4.: Darstellung der Motoreingangsleistung P, in Abhédngigkeit des Volumen-
stroms fiir die Drehzahlen N = N, N = N, und N = N,

Bei Kenntnis der elektrischen Motoreingangsleistung Py, = Py und der Drehzahl
N = N, kann basierend auf den Leistungskennlinien des Pumpenaggregats fiir diesen
Betriebspunkt der Volumenstrom Q = Q, bestimmt werden.

Der Nachteil dieses Ansatzes ist, dass die Leistungskennlinien von Pumpenaggregaten
eine Riickkriimmung wie in Abbildung 1.4 aufweisen kénnen, wodurch die Leistungs-
aufnahme bei hohen Volumenstromen wieder sinkt. Aufgrund der Riickkriimmung
liegt eine Mehrdeutigkeit der Volumenstrombestimmung bei hohen Volumenstrémen
vor, da sich bei identischer Leistungsaufnahme P, = Py, }, die beiden moglichen Volu-
menstrome Q = Qp, und Q = Q. ergeben. Des Weiteren entstehen im flachen Bereich
der Leistungskennlinien schon bei geringen Toleranzen der Leistungsmessung signifi-
kante Fehler bei der Bestimmung des Volumenstroms [Aho+10].

Eine weitere Methode ist die Grenzkurvenmethode, welche den Volumenstrom ba-
sierend auf der Drehzahl und dem Statorstrom ermittelt [LM13]. Bei diesem Ansatz
kann analog zur der Leistungsaufnahme jedoch ebenfalls eine Mehrdeutigkeit der
Volumenstrombestimmung vorliegen.

Zusammenfassend bieten die pumpenbasierten Methoden den Vorteil, dass keine
Kenntnis der Rohrnetzeigenschaften notwendig ist. Jedoch kann der Betriebsbereich,
in dem diese Verfahren eingesetzt werden konnen, beschrankt sein [Leo16].



Kapitel 1. Einleitung

Hybride Bestimmung des Volumenstromes

Ein weiterer Ansatz zur Volumenstrombestimmung ist die hybride Methode, welche
die Ansdtze prozess- und pumpenbasierter Methoden kombiniert [Aho+12].

Bei der hybriden Methode wird in dem Bereich, in welchem eine eindeutige Volumen-
strombestimmung anhand der Motoreingangsleistung moglich ist, eine pumpenba-
sierte Methode verwendet.

Wie bereits erldautert, kann anhand des ermittelten Volumenstroms und der Dreh-
zahl der von der Pumpe generierte Differenzdruck bestimmt werden. In stationdren
Arbeitspunkten entspricht der bereitgestellte Differenzdruck App der Pumpe der Sum-
me des Druckabfalls Apr durch das Rohrnetz und des geoditischen Drucks pg nach
Gleichung (1.2.1), so dass fiir offene Rohrnetze gilt:

App = Ry Q |Q| + pg = Apr + pg. (1.2.3)

Durch die pumpenbasierte Bestimmung des Differenzdrucks und des Volumenstroms
tiir verschiedene Arbeitspunkte kénnen der geodétische Druck pg und der Rohrnetz-
widerstand Ry identifiziert werden.

In dem Betriebsbereich, in welchem der Einsatz eines pumpenbasierten Verfahrens
eine Mehrdeutigkeit besitzt, wird eine Kombination aus pumpenbasierter und pro-
zessbasierter Methode verwendet, wie anhand von Abbildung 1.5 verdeutlicht wird.

Differenzdruck Ap

Volumenstrom Q

Abbildung 1.5.: Darstellung der Bestimmung des Volumenstroms Q = Q, durch Kenntnis der
Pumpenkennlinie App(Q, N) und Anlagenkennlinie Apgr(Q, d)

Da der hydraulische Betriebspunkt durch den Schnittpunkt der Pumpen- und der
Anlagenkennlinie definiert wird, kann durch Kenntnis des Verlaufes des Differenz-
drucks App(Q, N) der Pumpe bei der Drehzahl N = N, und Kenntnis der fiir die
Ventilstellung d = d, identifizierten Anlagenkennlinie Apr(Q, d = da,), welche um
den geoditischen Druck pg verschoben ist, der hydraulische Arbeitspunkt bestimmt
werden.

Durch den hybriden Ansatz kann folglich eine Volumenstrombestimmung iiber den
gesamten Betriebsbereich erfolgen. Die Einschrankung dieses Ansatzes liegt darin,
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dass die Bestimmung der Anlagenkennlinie nur im eindeutigen Bereich der leistungs-
basierten Volumenstrombestimmung mdglich ist. Da es sich um ein zeitvariantes Sys-
tem handelt, konnen sich Ventilstellungen wahrend des Betriebs der Pumpe dndern,
so dass bei der Volumenstrombestimmung im mehrdeutigen Bereich des leistungs-
basierten Verfahrens ein inkorrekter Rohnetzwiderstand zu Grunde gelegt und die
Volumenstrombestimmung verfilscht werden kann. Des Weiteren kann dieser An-
satz nur fiir offene Systeme oder fiir geschlossene Systeme, bei denen ein Vordruck
beispielsweise durch eine zweite Pumpe erzeugt wird, verwendet werden. Denn bei
geschlossenen Systemen ohne Vordruck wére ein Wechsel des Arbeitspunktes vom
eindeutigen Bereich der Leistungskennlinie in den mehrdeutigen Bereich nur durch
Anderung der Rohrnetzeigenschaften, wie beispielsweise einer Ventilstellung, moglich,
so dass bei diesen Systemen wiederum keine Volumenstrombestimmung im mehr-
deutigen Bereich der Leistungskennlinie stattfinden kann.

1.3. Beitrag, Ziel und Gliederung

Das Ziel dieser Arbeit ist es ein pumpenbasiertes Verfahren zur Volumenstrombestim-
mung zu entwickeln, wodurch nur die Kenntnis der Eigenschaften des jeweiligen
Pumpenaggregates jedoch nicht der Beschaffenheit des Rohrnetzes notwendig ist.

In der Literatur konnte durch Uberlagerung der Drehzahl des Pumpenaggregates mit
einer sinusformigen Anregung und der Auswertung der resultierenden Leistungs-
schwankung des Pumpenaggregates bereits eine Volumenstrombestimmung im mehr-
deutigen Bereich der stationdren Leistungskennlinie durchgefiihrt werden [SF15].

Im Vergleich zu konventionellen pumpenbasierten Verfahren ermdglicht dieses Ver-
fahren einen Einsatz innerhalb des gesamten Betriebsbereiches der Pumpe, so dass
das Verfahren im Gegensatz zu konventionellen Ansidtzen weder die Einschrankung
eines begrenzten Betriebsbereich noch die Notwendigkeit zur Kenntnis der anwen-
dungsabhingigen Rohrnetzeigenschaften besitzt.

Der Beitrag dieser Arbeit ist die Untersuchung der theoretischen Grundlagen des An-
satzes der Volumenstrombestimmung mittels Drehzahlvariation. Dies erfolgt durch
die Entwicklung eines Leistungsmodells des verwendeten Pumpenaggregates und
die Entwicklung hydraulischer Modelle der Pumpe und des zugehorigen Rohrnetzes.
Anhand dieser Modelle wird eine theoretische Analyse des Ansatzes durchgefiihrt
und auf Grundlage des Leistungsmodells des Pumpenaggregates wird ein Ansatz
zur modellbasierten Volumenstrombestimmung basierend auf dem Konzept der Vo-
lumenstrombestimmung mittels Drehzahlvariation hergeleitet. Des Weiteren sollen
im Rahmen dieser Arbeit Optimierungen des Ansatzes erzielt werden, so dass eine
hinreichende Genauigkeit der Volumenstrombestimmung mittels Drehzahlvariation
erzielt werden kann, wahrend die Amplitude der Drehzahlanregung mdoglichst gering
ausfallt, um unerwiinschte Beeinflussungen des hydraulischen Systems zu vermeiden.

Die Grundlage des vorgestellten Verfahrens bildet, wie bei konventionellen pumpenba-
sierten Ansitzen, die Leistungsaufnahme des Pumpenaggregates. Das neue Verfahren
basiert jedoch nicht auf der stationdren Leistungsaufnahme, sondern es erfolgt eine
Auswertung der dynamischen Anteile der Leistung.



Kapitel 1. Einleitung

In Abbildung 1.6 wird der Differentialquotient 3 dP 52 der Motoreingangsleistung P, be-
ztiglich der mechanischen Kreisfrequenz w der Pumpe analog zu der Leistungsaufnah-
me aus Abbildung 1.4 fiir das selbe Pumpenaggregat und die identischen Drehzahlen
N = N,, N = N, und N = N, iiber den Volumenstrom dargestellt.

Die Volumenstrome Q = Q, und Q = Q. besitzen den selben Wert wie die Volumen-
strome Q = Q, und Q = Q. der mehrdeutigen Leistungskennlinien aus Abbildung 1.4.

Differentialquotient %

Volumenstrom Q [m?>/h]

Abbildung 1.6.: Darstellung der Abhdngigkeit des Differentialquotienten ‘%‘j‘ der Motorein-
gangsleistung Pp, beziiglich der mechanischen Kreisfrequenz w der Pumpe von dem geforder-
ten Volumenstrom Q fiir die Pumpendrehzahlen N = N,, N = N, und N = N,

Wie ersichtlich ist, besitzt der Differentialquotient “3- dPn im Gegensatz zu der stationdren
Leistungsaufnahme bei konstanter Drehzahl einen uber den Volumenstrom monoton

steigenden Verlauf. Im Gegensatz zu dem leistungsbasierten Verfahren kann sowohl
dPy dea

tiir den Differentialquotienten 3o = der Volumenstrom Q = Q, als auch fiir
den Differentialquotienten % = deC der Volumenstrom Q = Q., welcher bereits

innerhalb des mehrdeutigen Bereiches des konventionellen Verfahrens liegt, bestimmt
werden kann. Folglich erlaubt der Differentialquotient % eine eindeutige Bestim-
mung des Volumenstroms iiber den gesamten Betriebsbereich der Pumpe.

Um den Differentialquotienten wahrend des Betriebs bestimmen zu konnen, wird
dieser durch den Differenzenquotienten approximiert. Zu diesem Zweck wird dem
Gleichanteil wy der mechanischen Kreisfrequenz w des Pumpenaggregates eine sinus-
formige Anregung mit der Amplitude w; iiberlagert. Wie in Abbildung 1.7 dargestellt
wird, resultiert aus der Anregung auch eine sinusférmige Uberlagerung der Motor-
eingangsleistung Py, mit der Amplitude Py, ; um den Gleichanteil Py, g. Zwischen der
Kreisfrequenzanregung und der bei der Anregungsfrequenz resultierenden Leistungs-
variation liegt die Phasenverschiebung ¢p vor. Durch Extraktion der Kreisfrequenz
und der Leistung bei der Anregungsfrequenz kann der D1fferenz1alquot1ent dFm 2 durch

den Differenzenquotienten Bl - approximiert werden

dPm ~ (Pm,O+Pm,1)_Pm,O _ Pm,l o APn

~ = = 1.3.1
dw (wo + wr) — wo w1 Aw (13.1)
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1.3. Beitrag, Ziel und Gliederung

und es kann basierend auf dem Differenzenquotienten % eine Volumenstrombestim-
mung wahrend des Betriebs des Pumpenaggregates erfolgen.

Kreisfrequenz w
Leistung Pm,

Zeit t

Abbildung 1.7.: Exemplarische Darstellung des Verlaufes der mechanischen Kreisfrequenz w(t)
des Pumpenaggregates und der resultierenden Motoreingangsleistung Py, (t) bei Uberlagerung
der Kreisfrequenz mit einer sinusférmigen Anregung in Abhdngigkeit der Zeit ¢

Aufgrund der Kreisfrequenz- beziehungsweise Drehzahlanregung werden Druck-
schwankungen und daraus resultierende Volumenstromschwankungen erzeugt, wel-
che eine unerwiinschte Systembeeinflussung darstellen. Daher besteht die Zielsetzung
dieser Arbeit darin einerseits die Amplitude der Drehzahlanregung und somit die Sys-
tembeeinflussung zu minimieren und andererseits ein hinreichendes Signal-Rausch-
Verhiltnis des Nutzsignals zur Volumenstrombestimmung zu erzielen.

Inhalt und Gliederung

Die folgende Auflistung bildet eine Ubersicht der Gliederung und des Inhalts der
einzelnen Kapitel dieser Arbeit.

In Kapitel 2 erfolgt die Modellierung der Komponenten des hydraulischen Systems,
so dass im Verlauf der Arbeit eine Analyse des Einflusses der Beschaffenheit des
hydraulischen Systems auf das Verfahren zur Volumenstrombestimmung ermoglicht
wird. Die Modellierung der von der Pumpe generierten Férderhthe und des Forder-
hohenabfalls an dem Rohrnetz wird separat durchgefiihrt, bevor die Modelle zu einem
Gesamtmodell des hydraulischen Systems kombiniert werden.

In Kapitel 3 werden die in Kapitel 2 vorgestellten hydraulischen Modelle separat
voneinander an dem Experimentalsystem durch Messungen validiert. Nach der Va-
lidierung der Einzelmodelle wird die Validierung des kombinierten Modells des hy-
draulischen Systems durchgefiihrt, um die Giite des Gesamtmodells zu bewerten.
Kapitel 4 beschreibt den Aufbau einer Nassldufer-Umwalzpumpe. Auf Grundlage des
erldauterten Aufbaus wird die Modellierung der einzelnen Komponenten der Leis-
tungsaufnahme des Pumpenaggregates vollzogen. Diese Komponenten werden zu ei-
nem Gesamtmodell der Motoreingangsleistung zusammengefasst. Da die Bestimmung
des Volumenstroms basierend auf der Leistungsaufnahme des Pumpenaggregates bei
der Anregungsfrequenz der Drehzahlanregung erfolgt, wird aus dem allgemeinen
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Kapitel 1. Einleitung

Leistungsmodell das Modell der Leistungsaufnahme bei der Anregungsfrequenz ab-
geleitet, so dass auf Grundlage des Modells in nachfolgenden Kapiteln ein Ansatz zur
modellbasierten Volumenstrombestimmung hergeleitet werden kann.

In Kapitel 5 werden die Parameter des Leistungsmodells anhand einer stationdren
Messung ohne Drehzahlanregung identifiziert, bevor die Validierung des Leistungs-
modells fiir den Fall einer sinusféormigen Drehzahlanregung erfolgt, um die Giite des
Modells fiir die Volumenstrombestimmung sicherzustellen. Darauffolgend wird die
Validierung des Leistungsmodells an einem weiteren Priifling mit bezogen auf den
ersten Priifling abweichenden Eigenschaften der Leistungsaufnahme durchgefiihrt, um
die Generalisierbarkeit des Modells aufzuzeigen. Des Weiteren erfolgt die Validierung
der Kombination des hydraulischen Modells aus Kapitel 2 mit dem Leistungsmodell,
so dass nachgewiesen wird, dass das Modell eine hinreichende Giite besitzt, um den
Einfluss der Eigenschaften des Rohrnetzes auf die Leistungsaufnahme des Pumpen-
aggregates und infolgedessen die Volumenstrombestimmung zu analysieren.

Kapitel 6 erldutert den Ansatz zur Bestimmung der Drehzahl des Pumpenaggregates
und zur Einpragung der zur Volumenstrombestimmung gewiinschten Drehzahlan-
regung. Da das Pumpenaggregat keinen Drehzahlsensor besitzt, wird ein Verfahren
zur lagegeberlosen Drehzahlbestimmung eingesetzt. Basierend auf den in Kapitel 2
und Kapitel 4 entwickelten Modellen wird anhand einer theoretischen Analyse und
nachfolgenden Messung nachgewiesen, dass die urspriingliche Reglerstruktur zur
Einpragung der Drehzahlanregung ungeeignet ist. Zur korrekten Einpragung der
Drehzahlanregung wird ein verbessertes Reglerkonzept entwickelt und messtechnisch
validiert.

In Kapitel 7 werden die Anregungsfrequenz und die Anregungsamplitude der Dreh-
zahlanregung gewdhlt. Zu diesem Zweck erfolgt auf Grundlage der entwickelten
Modelle eine Analyse des Einflusses der Anregungsfrequenz auf den Wechselan-
teil der Leistung bei der Anregungsfrequenz, welcher zur Volumenstrombestimmung
genutzt werden soll. Dies ermdglicht eine Anregungsfrequenz zu wéahlen, um eine
Volumenstrombestimmung iiber den gesamten Betriebsbereich des Pumpenaggregates
zu ermoglichen und den Einfluss der Beschaffenheit des Rohrnetzes zu minimieren.
Die Amplitude der Drehzahlanregung und die Filterzeitkonstante werden darauf-
folgend gewihlt, um eine hinreichende Signalqualitédt bei akzeptabler Dynamik der
Filterung der Leistung, welche sich entsprechend in der Volumenstrombestimmung
widerspiegelt, zu ermoglichen.

In Kapitel 8 erfolgt auf Grundlage der Ergebnisse der vorherigen Kapitel die Her-
leitung eines modellbasierten Ansatzes zur Volumenstrombestimmung basierend auf
der Drehzahlanregung. Zur Bewertung der Giite des neuen modellbasierten Ansatzes
wird dieser mit dem konventionellen Ansatz basierend auf der stationdren Leistungs-
aufnahme verglichen. Des Weiteren wird die von der Pumpe generierte Forderhohe
modellbasiert anhand des ermittelten Volumenstroms berechnet, so dass der hydrau-
lische Betriebspunkt des Pumpenaggregates identifiziert werden kann. Abschliefsend
wird ein Ansatz zur Steuerung der von dem Pumpenaggregat generierten Forderhohe
vorgestellt, um einen energieeffizienten Betrieb zu ermdoglichen.

Kapitel 9 fasst die Ergebnisse dieser Arbeit zusammen und gibt einen Ausblick auf
sich an diese Arbeit anschlieflende weiterfithrende Forschungsthemen.
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Modellierung des hydraulischen Systems

Die Basis fiir die Bestimmung des Volumenstroms bildet eine genaue Modellierung des
hydraulischen Systems, welche es erlaubt in nachfolgenden Kapiteln (vgl. Kapitel 7)
Einfliisse der Eigenschaften des Rohrnetzes auf die Volumenstrombestimmung zu
analysieren.

Zur Modellierung des hydraulischen Systems wird dieses in zwei Komponenten un-
terteilt, so dass das hydraulische Verhalten der Pumpe in Kapitel 2.1 und das hydrau-
lische Verhalten des Rohrnetzes in Kapitel 2.2 unabhédngig voneinander modelliert
werden konnen, bevor die Modelle in Kapitel 2.3 zu einem Gesamtmodell des hydrau-
lischen Systems kombiniert werden. Die Identifikation der Modellparameter und die
Validierung der Modelle erfolgt in Kapitel 3.

Die Modellierung erfolgt analog zu einem elektrischen Netzwerk und kann an einem
Ersatzschaltbild wie in Abbildung 2.1 illustriert werden.

Q

Ry

el (D

Ly

Abbildung 2.1.: Darstellung des Ersatzschaltbildes des hydraulischen Systems, bestehend aus
einer Pumpe und einem Rohrnetz, analog zu einem elektrischen Netzwerk

Die Pumpe, welche den Differenzdruck App bereitstellt, wird analog zu einer Span-
nungsquelle in einem elektrischen Netzwerk betrachtet. Der Differenzdruck entspricht
der Differenz zwischen dem Absolutdruck psg auf der Saugseite und dem Absolut-
druck pp auf der Druckseite der Pumpe. Der aus dem Differenzdruck resultierende
Volumenstrom Q stellt die Analogie zum elektrischen Strom dar und héngt von den
Eigenschaften der hydraulischen Anlage ab, welche beispielsweise durch die Lange
des Rohrnetzes beeinflusst werden. Das Rohrnetz wird durch die Kombinationen eines
hydraulischen Widerstandes Ry und einer hydraulischen Induktivitdt Ly modelliert.
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Kapitel 2. Modellierung des hydraulischen Systems

2.1. Modellierung der von der Pumpe generierten Forderhéhe

Im Folgenden wird ein Modell der von der Pumpe generierten Férderhohe Hp vorge-
stellt, da bei der Betrachtung von Pumpenaggregaten iiblicherweise diese Grofie statt
dem von der Pumpe generierten Differenzdruck App verwendet wird. Eine Konversi-
on von Differenzdruck zu Forderhthe kann mittels der Gravitationsfeldstarke g und
der Massendichte py, des jeweiligen Fordermediums durchgefiihrt werden [Isell]:

Hp— PR —Ps _ App 2.1.1)
Pm & Pm &

Fiir die Gravitationsfeldstdrke wird ein konstanter Wert g = 9,81 m 572 angenommen
[Her+17].

Die in dieser Arbeit verwendeten Pumpen sind Nassldaufer-Umwaélzpumpen, welche
als Kreiselpumpe konstruiert sind. Daher wird zundchst der Aufbau einer Kreisel-
pumpe, welcher exemplarisch in Abbildung 2.2 dargestellt ist, erldutert.

Diffusor —

<«— Leckagestrom

Laufradschaufel

Laufrad —pK.  \ kY11t <«— Laufradauge
<— Saughalsdichtung

Laufraddeckscheibe
Laufradtragscheibe

Spiralgehduse —

Abbildung 2.2.: Exemplarische Darstellung des Aufbaus einer Kreiselpumpe

Das Laufrad, welches durch den Motor des Pumpenaggregates angetrieben wird, ro-
tiert mit der mechanischen Kreisfrequenz w beziehungsweise Drehzahl N. Aufgrund
der Rotationskrifte wird ein Differenzdruck zwischen dem &dufseren Rand des Lauf-
rades und dem Laufradauge generiert. Dieser Differenzdruck hat bei einem geschlos-
senen hydraulischen System, welches nicht durch geschlossene Ventile abgesperrt ist,
einen Volumenstrom Q des Férdermediums zur Folge, welcher von der Saugseite der
Pumpe in das Laufradauge eintritt. Das Fordermedium stromt zwischen den Lauf-
radschaufeln zum Auferen des Laufrades und tritt in das Spiralgehduse ein. Um
mogliche Leckagestrome zwischen dem Laufrad und dem Pumpengehéduse zu mini-
mieren, wird eine Saughalsdichtung in Form einer Gleitringdichtung verwendet. Unter
der Annahme, dass die Leckagestrome vernachldssigbar klein sind, akkumuliert sich
der Volumenstrom, welcher zwischen den einzelnen Laufradschaufeln austritt, inner-
halb des Spiralgehduses zu dem Volumenstrom Q, der die Pumpe auf der Druckseite
durch den Diffusor verlasst.
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2.1. Modellierung der von der Pumpe generierten Fiorderhohe

Die Ursache fiir die Generierung des Differenzdrucks ist die Anderung des Drehim-
pulses des Fluids innerhalb des Laufrades [Kal05]. Anhand der Eulerschen Turbi-
nengleichung kann das auf die Laufradschaufeln wirkende Impulsmoment berechnet
werden. Da dieses Impulsmoment auch dem Moment, welches an das Fluid tibertragen
wird, entspricht, kann die dem Fluid zugefiihrte Leistung bestimmt werden [Giil13]
und daraus resultierend der theoretisch generierte Differenzdruck beziehungsweise
die Forderhohe ermittelt werden [Kal05].

Die theoretisch generierte Forderhohe ladsst sich in Abhdngigkeit der Parameter ay, ¢
und by, , welche von der Konstruktionsweise der Pumpe abhidngen, der Kreisfrequenz
w und dem Volumenstrom Q;, welcher das Laufrad der Pumpe durchstromt, beschrei-
ben. Bei Vernachlassigung der Leckagestrome entspricht der Volumenstrom Q; dem
Volumenstrom Q, welcher aus der Pumpe austritt, und die theoretisch generierte For-
derhohe Hp; lasst sich folgendermafien berechnen [Kal05]:

Hpt(w, Q) = apsw? — by w Qi = apy w? — by w Q. (2.1.2)

Aufgrund der Reibung zwischen dem gefordertem Fluid und dem Pumpengehdu-
se beziehungsweise dem Fluid und dem Laufradschaufelkanal wird die zwischen
Saug- und Druckseite der Pumpe verfiigbare Forderhohe und die bereitgestellte hy-
draulische Leistung reduziert, wobei der Forderhohenabfall Hp, in Abhdngigkeit des
Koeffizienten kj, , quadratisch zum Volumenstrom ansteigt [Wol02]:

Hp, = kp, Q% (2.1.3)

Des Weiteren existiert bei jeder Drehzahl der Pumpe ein Volumenstrom Q4, auf den
die Pumpe stromungsmechanisch ausgelegt wurde. Bei Volumenstromen, welche sich
von diesem Wert unterscheiden, entsteht ein zusatzlicher Forderhohenabfall Hpgs durch
Stof3verluste innerhalb des Laufrades, da das Medium nicht tangential zu den Schau-
feln des Laufrades fliefst. Die Stofsverluste konnen wie folgt modelliert werden, wobei
der Volumenstrom Qg sich in Abhédngigkeit der Kreisfrequenz w und der Konstante
kp,q ausdriicken lasst [Kal05]:

Hps = (Q — Qq)* = (Q — knq w)®. (2.1.4)

Unter Beriicksichtigung der beschriebenen Einfliisse kann die von der Pumpe bereit-
gestellte Forderhohe Hp modelliert werden [KalO5]:

Hp (w, Q) = ap w? + by w Q — cp, Q°. (2.1.5)

Die Koeffizienten ay, by, und ¢}, sind von der Konstruktionsweise der jeweiligen Pumpe
abhingig.

Des Weiteren erfolgt aufgrund der Tragheit des Mediums innerhalb der Pumpe eine
Reduzierung der bereitgestellten Forderhohe bei einem zeitlichen Anstieg des Volu-
menstroms beziehungsweise eine Erhohung der Forderhohe bei einer Reduzierung
des Volumenstroms.

Zur Berticksichtigung dieses Effekts wird das Modell um einen Term erweitert, welcher
den Einfluss der hydraulischen Induktivitidt Lp der Pumpe bei einer zeitlichen
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Kapitel 2. Modellierung des hydraulischen Systems

Anderung % des Volumenstroms abbildet [Tsu+95]:

HP ((U, Q) :ahw2+bth—chQ2—LP—. (216)

Das neue Verfahren zur Volumenstromermittlung basiert auf der Auswertung dyna-
mischer Leistungsanteile, welche durch die Einpragung einer sinusférmigen Dreh-
zahlanregung erzeugt werden. Um das Verhalten des hydraulischen Systems bei der
Anregungsfrequenz analysieren zu konnen, wird im Folgenden die von der Pumpe
generierte Forderhohe bei der Anregungsfrequenz modelliert.

Zu diesem Zweck wird der Gleichanteil Ny der Drehzahl mit einer sinusféormigen
Anregung mit der Amplitude N; und der Anregungsfrequenz fs beziehungsweise
Periodendauer Ty tiberlagert. Somit ergibt sich die von der Zeit t abhdngige Drehzahl

N(t) = Ngp+ Ny sin(2 7t fa t) (2.1.7)
beziehungsweise die Kreisfrequenz

w(t) = 26—g N(t) = wo+ @ sin(2 7t fa £) (2.18)

mit dem Gleichanteil wy und der Amplitude w;.

Aufgrund der Drehzahlvariation entstehen Druckschwankungen, welche in einer Va-
riation des Volumenstroms resultieren. Der Volumenstrom wird daher durch Uberla-
gerung des Gleichanteils Qp mit einer sinusformigen Anregung mit der Amplitude Q;
und der Phasenverschiebung ¢g bezogen auf die Drehzahlanregung abgebildet:

Q(t) = Qo+ Q1 sin(2 7 fa t + ¢q). (2.1.9)

Der zeitliche Verlauf der durch die sinusférmige Anregung iiberlagerten Drehzahl und
der resultierenden Volumenstromschwankung wird in Abbildung 2.3 exemplarisch
dargestellt.

Drehzahl N
Volumenstrom Q

Zeit t

Abbildung 2.3.: Exemplarische Darstellung des Verlaufes der Drehzahl N und dem resultie-
renden Volumenstrom Q bei Uberlagerung der Drehzahl mit einer sinusférmigen Anregung
in Abhédngigkeit der Zeit ¢
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2.2. Modellierung des hydraulischen Verhaltens der Rohrnetzes

Die mogliche Ausbildung von Harmonischen der Anregungsfrequenz wird in
Gleichung (2.1.9) nicht berticksichtigt, da zur Volumenstrombestimmung in den nach-
folgenden Kapiteln nur die Grundschwingung der Anregungsfrequenz genutzt wird.

Durch die Variation der Kreisfrequenz und des Volumenstroms ergibt sich eine Va-
riation der Forderhohe bei der Anregungsfrequenz. Um den Realteil Hpge und den
Imaginérteil Hpry, der von der Pumpe generierten Forderhohe bei der Anregungsfre-
quenz zu ermitteln, wird eine Fourier-Transformation des Forderhohenmodells aus
Gleichung (2.1.6) tiber die Dauer T4 einer Anregungsperiode durchgefiihrt [But00]:

T,

Hpre = TiA /0 * Hp (Q,w) sin(2 7t fa t) dt, (2.1.10)
T

Hpim = TiA /O * Hp (Q,(U) COS(Z T fa t) dt. (2.1.11)

Durch Einsetzen von Gleichung (2.1.8) fiir die Kreisfrequenz w und Gleichung (2.1.9)
fiir den Volumenstrom Q, erhdlt man den Real- und Imaginarteil des Férderhohenmo-
dells bei der Anregungsfrequenz:

HpRre = 2 an wo wq + b, Qo w1 + Q1 COS((pQ) (bh wo —2cp Q()) +
+27 fa Lp Q1 sin(¢q),

HP,Im = (bh wy — 2 Ch Qo) Q1 sin((pQ) -2 7TfA LP Q1 COS((pQ). (2.1.13)

Wie ersichtlich ist, weist der Realteil der Forderh6henanregung im Gegensatz zu dem
Imagindrteil einen vom Volumenstrom unabhédngigen Term auf. Fiir den Fall, dass
kein Volumenstrom gefordert wird, sollte die Forderh6henanregung somit zeitlich
synchron zu der Drehzahlanregung verlaufen. Hingegen wird bei einem vorhanden
Volumenstrom eine Phasenverschiebung der Forderhohenanregung gegeniiber der
Drehzahlanregung erwartet.

(2.1.12)

2.2. Modellierung des hydraulischen Verhaltens der
Rohrnetzes

Nachdem das hydraulische Verhalten der Pumpe modelliert wurde, soll im Folgenden
das hydraulische Verhalten des Rohrnetzes, in welchem das Pumpenaggregat verbaut
ist, modelliert werden.

Aufgrund der Reibungsverluste zwischen dem geférdertem Medium und den Rohr-
wiénden entsteht ein Forderhohenabfall Hgr innerhalb der Anlage, welcher von der
Hohe des Volumenstroms abhéngt.

Falls eine laminare Stromung des Fordermediums vorliegt, gilt [Ake+06]

Hr = Ru, Q, (2.2.1)

wobei Ryy) den laminaren Stromungswiderstand darstellt, welcher von der Geometrie
des Rohnetzes und den Eigenschaften des Mediums abhéngt.
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Kapitel 2. Modellierung des hydraulischen Systems

Bei Kenntnis der Lange /g und des Durchmessers dr eines Abschnitts des Rohrnetzes
und der kinematischen Viskositit v, des Fordermediums kann der Widerstand des
Rohrnetzabschnitts berechnet werden [Mun+09]:

128 v Ir

. (2.2.2)
g wdy

Ry, =
Fiir den Fall turbulenter Stromung liegt folgender Zusammenhang vor [Gri+03]:
Hr = Ry Q% (2.2.3)

Die Variable Ry repréasentiert den hydraulischen Widerstand des Rohrnetzes bei
turbulenter Strémung.

Um eine Abschédtzung zu treffen, ob die Stromung laminares oder turbulentes Ver-
halten aufweist, kann die Reynoldszahl R, anhand der kinematischen Viskositdt vpy,
des Mediums, dem Rohrdurchmesser dg und der mittleren FlieSgeschwindigkeit vy,
beziehungsweise des Volumenstroms Q berechnet werden [Rab09]:

¢ Vm _ndRVm.

(2.2.4)

Das Rohrnetz, welches in Kapitel 3 zur Validierung der hydraulischen Modelle ge-
nutzt wird, besteht aus drei Abschnitten. Die Anschlusstiicke fiir die Pumpe besitzen
die Nennweite DN 30. Der Grofsteil des Rohrnetzes besteht aus Rohren der Nenn-
weite DN 40. Der dritte Abschnitt besteht aus einer hydraulischen Weiche mit einer
Nennweite von DN 80. Da der hydraulische Widerstand bei turbulenter Stromung mit
der fiinften Potenz des Durchmessers [Moh+08] beziehungsweise bei laminarer Stro-
mung mit der vierten Potenz des Rohrdurchmessers sinkt [Pfi76], ist der Rohrabschnitt
mit der Nennweite DN80 als untergeordneter Einfluss auf den Rohrnetzwiderstand
anzusehen.

Bei der Medientemperatur Ty, = 20°C liegt die kinematische Viskositdt von Was-
ser bei vy, = 1,005-10"°m?/s [GB89]. Entsprechend besitzt die Reynoldszahl bei
der Rohrnennweite DN 40 beziehungsweise DN 30 bei einem Volumenstrom von
Q = 0,27 m3/h bereits einen Wert von R = 2375 beziehungsweise R. = 3167. In der
Praxis kann ab einer Reynoldszahl von R = 2320 von turbulenter Stromung ausge-
gangen werden [Sig08]. Daher ist die Annahme turbulenter Stromung fiir den Grofsteil
des Betriebsbereiches der verwendeten Pumpe, welche laut Datenblatt fiir einen maxi-
malen Volumenstrom von Qmax = 12m3/h vorgesehen ist, gerechtfertigt und es wird
im Folgenden zur Berechnung des Forderhohenabfalls aufgrund des hydraulischen
Widerstands der Anlage Gleichung (2.2.3) verwendet.

Da fiir die Betrachtung der Férderhohen- und Volumenstromanregung das Kleinsig-
nalverhalten des Systems relevant ist, wird basierend auf Gleichung (2.2.3) die Am-
plitude Hr; des Forderhohenabfalls bedingt durch den hydraulischen Widerstand bei
der Frequenz der Drehzahlanregung mittels einer Fourier-Transformation analog zu
dem Forderhohenmodell der Pumpe bestimmt, wobei der Forderhohenabfall in Phase

18



2.2. Modellierung des hydraulischen Verhaltens der Rohrnetzes

mit der Volumenstromanregung ist:

Hr1=2Rut Qo Q1. (2.2.5)
—_——

/
RH,t

Die Variable Ry, stellt den differentiellen Widerstand des Rohrnetzes in dem jeweili-
gen Arbeitspunkt dar.

Der Gleichanteil Hgrg des Forderhohenabfalls kann durch Mittelwertbildung von
Gleichung (2.2.3) iiber eine Anregungsperiode bestimmt werden:

1
Hrpo = Ry, (Q% +5 Q%) : (2.2.6)

Liegt eine Abweichung zwischen der von der Pumpe generierten Forderhohe Hp und
dem Forderhohenabfall Hg aufgrund des hydraulischen Widerstands des Rohnetzes
vor, so fiihrt dies zu einer Anderung des Volumenstroms. Die zeitliche Anderung %—?
des Volumenstroms hiangt von der hydraulischen Induktivitidt Ly des Rohrnetzes ab,
welche durch die Massentragheit des Mediums bedingt ist [Wu+14]:

dQ 1
— = — (Hp — Hy). 227
it In (Hp — HR) (2.27)
Die hydraulische Induktivitdt eines Rohres kann in Abhédngigkeit der Lange Ir des
Rohres, der Rohrquerschnittsfliche Ar und der Gravitationsfeldstarke g bestimmt
werden [Alel7]:
Ir
Ly =——. 228

H=a 228)
Im Frequenzbereich kénnen die Férderhohen- und Volumenstromanregung als kom-
plexe Zahlen H; und Ql betrachtet werden. Durch Einsetzen von H; fiir Hp und
Gleichung (2.2.5) fiir Hg in Gleichung (2.2.7) kann der anlagenabhidngige Zusam-
menhang zwischen der Forderhohenanregung und der resultierenden Volumenstrom-
schwankung hergeleitet werden:

H ) .
ZH:6_1ZZRH,tQ0+]27TfALH:Ri{,tJF]z”fALH' (22.9)
1

Der Parameter j stellt die imagindre Einheit dar. Die komplexe Variable Z;; spiegelt
den Zusammenhang zwischen Férderhhenanregung H; und resultierender Volumen-
stromschwankung Q, analog zu dem Zusammenhang zwischen angelegter Spannung
und resultierendem Strom in einem elektrischen Netzwerk wieder. Daher wird die
Variable Zy im Folgenden analog zu der elektrischen Impedanz als hydraulische
Impedanz des Rohrnetzes bezeichnet.

Wie anhand des Modells ersichtlich ist, sorgt der differentielle Widerstand Ry fiir
einen Volumenstromanteil, der in Phase mit der Forderh6henanregung ist. Die hy-
draulische Induktivitdt Ly fiihrt jedoch zu einer Verzogerung der aus der Forderho-
henanregung resultierenden Volumenstromschwankung.
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Kapitel 2. Modellierung des hydraulischen Systems

2.3. Modellierung des gesamten hydraulischen Systems

Nachdem die von der Pumpe generierte Forderhohe und der von dem Rohrnetz ab-
héngige Zusammenhang zwischen Volumenstrom und Forderhéhe modelliert wurden,
erfolgt die Kombination dieser Modelle zu einem Gesamtmodell des hydraulischen
Systems bei der Anregungsfrequenz.

Durch Umformung von Gleichung (2.2.9) erhdlt man den Forderhohenabfall des Rohr-
netzes in Abhéangigkeit des Volumenstroms bei der Anregungsfrequenz:

Hy = (2RputQo+j27 fa Lu) Q (cos(@q) +jsin(goQ)2. (2.3.1)
g

Die von der Pumpe generierte Forderhdhenanregung entspricht dem Foérderhohenab-
tall des Rohrnetzes. Durch Gleichsetzen der von der Pumpe generierten Forderhohen-
anregung nach Gleichung (2.1.12) und Gleichung (2.1.13) mit dem Foérderhohenabfall
des Rohrnetzes nach Gleichung (2.3.1) konnen der Phasenwinkel ¢g und die Ampli-
tude Q; der Volumenstromanregung anhand der Modellparameter der Pumpe und
des Rohrnetzes bestimmt werden:

- 2 7TfA (LH —+ LP)
tan(9Q) = 5 =26 Qo — 2R 0o’ (23.2)

2 an Wy + bh QO
(2 Ryt Qo — b wo + 2 cp Qo) cos(pq) — 27 fa (L + Lp) sin(¢q)

Eine detaillierte Herleitung von Gleichung (2.3.2) und Gleichung (2.3.3) ist Anhang C.1
zu entnehmen.

Durch Kombination von Gleichung (2.3.2) und Gleichung (2.3.3) kann der Zusammen-
hang zwischen dem komplexwertigen Volumenstrom Q, und der Amplitude w; der
Kreisfrequenzanregung bestimmt werden:

Q1=

Q . 2 an wo + bh Qo

=1 2Ru Qo — (bhwo —2¢n Qo) +j2 7 fa (Lu + Lp
Entsprechend kann bei Kenntnis der Parameter des Forderhohenmodells der Pumpe
und des Rohrnetzmodells fiir jeden Arbeitspunkt, welcher durch den Gleichanteil Qy
des Volumenstroms und den Gleichanteil wy der Kreisfrequenz festgelegt wird, die Vo-
lumenstromanregung in Abhangigkeit der Amplitude w; der Kreisfrequenzanregung
bestimmt werden.

Die Induktivitdt Lp der Pumpe und die Induktivitdt Ly; des Rohrnetzes iiberlagern sich
bei der Bestimmung der Volumenstromanregung nach Gleichung (2.3.4) additiv. Unter
der Annahme, dass das Rohrnetz aufgrund seiner Lange eine weit grofiere hydrauli-
sche Induktivitét als die Pumpe besitzt, kann bei fehlender Kenntnis der hydraulischen
Induktivitdt der Pumpe auch eine Vernachldssigung dieses Wertes erfolgen.

j . (2.3.4)
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Parameteridentifikation und Validierung
des Modells des hydraulischen Systems

Nachdem in Kapitel 2 das hydraulische System modelliert wurde, folgt in diesem
Kapitel die Identifikation der Modellparameter und die Validierung der hydrauli-
schen Modelle. In Kapitel 3.1 werden die Koeffizienten des Forderhhenmodells der
Pumpe anhand einer stationdren Messung identifiziert bevor eine Validierung des
Forderhohenmodells bei der Anregungsfrequenz stattfindet. In Kapitel 3.2 werden
die Parameter des Rohrnetzmodells identifiziert und das Rohrnetzmodell wird wie
das Modell der Pumpe bei der Anregungsfrequenz validiert. Abschliefsend wird in
Kapitel 3.3 das Modell des gesamten hydraulischen Systems, bestehend aus Pumpe
und Rohrnetz, bei der Anregungsfrequenz validiert.

Zur Validierung der hydraulischen Modelle wird die Nassldufer-Umwailzpumpe
Stratos MAXO 25/0,5-12 der Firma Wilo verwendet. Eine detaillierte Beschreibung
des Priiflings ist Anhang B.1 zu entnehmen.

Eine schematische Darstellung des Priifstandes, in welchem die Messungen an dem
Priifling erfolgen, ist in Abbildung 3.1 dargestellt.

Der Priifstand besteht aus einem Rohrnetz mit Sensorik, welche auch transiente hy-
draulische Vorgdnge erfassen kann. Der Priifstand besitzt den Differenzdrucksensor
266MST der Firma ABB zur Erfassung des Differenzdrucks zwischen Saug- und Druck-
seite der Pumpe bei stationdren Messungen. Da kommerziell verfiigbare Differenz-
drucksensoren iiblicherweise nicht fiir dynamische Messungen geeignet sind [Bak16],
befindet sich zuséatzlich auf der Saug- und Druckseite der Pumpe jeweils ein hochdy-
namischer Absolutdrucksensor des Typs XTM-190M der Firma Kulite Semi-Conductor.
Anhand der Messwerte der Absolutdriicke ps und pp der Saug- und Druckseite ist
somit auch eine Bestimmung des Differenzdrucks bei dynamischen Vorgdngen mog-
lich. Der Priifstand besitzt zwei Volumenstromsensoren. Der Volumenstromsensor
ProcessMaster FEP500 der Firma ABB wird zur Bestimmung des Volumenstroms bei
stationdren Messungen verwendet. Der Volumenstromsensor Optiflux 5300 der Firma
Krohne wird zur Volumenstrombestimmung bei dynamischen Vorgéngen verwendet.

Des Weiteren ist ein Ventil in dem Priifstand verbaut, so dass mittels der Ventilstellung
der hydraulische Widerstand des Rohrnetzes variiert werden kann. An den Priifstand
sind eine hydraulische Weiche und ein variables Rohrnetz angeschlossen.
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variables

Rohrnetz
—m—

hydraulische

Ventil Weiche QF

Differenzdruck-
sensor Pumpe
266MST

-

Volumenstrom- Volumenstrom-
sensor sensor
FEP500 Optiflux 5300

Abbildung 3.1.: Schematische Darstellung des Aufbaus des verwendeten Priifstands

Da die hydraulische Weiche einen geringen hydraulischen Widerstand besitzt, kann
dieser Zweig verwendet werden, um moglichst hohe Volumenstrome zu erreichen. Das
variable Rohrnetz besteht aus sechs Rohren, welche mittels 3-Wege-Ventilen in ver-
schiedenen Kombinationen, wie Parallelschaltung oder Reihenschaltung, verschaltet
werden konnen. Dies ermoglicht Untersuchungen bei verschiedenen Rohrnetzgeome-
trien, welche, wie bei der Modellierung des Rohrnetzes in Kapitel 2.2 gezeigt wurde,
einen mafigeblichen Einfluss auf den hydraulischen Widerstand und die hydraulische
Induktivitdt des Rohrnetzes besitzt.

Die Ermittlung der Eingangsleistung, der Phasenstrome und der Drehzahl des Pum-
penantriebs erfolgt anhand der internen Sensorik des Priiflings.

Eine detaillierte Beschreibung des Priifstandes und der Randbedingungen, wie der
Temperatur des Fordermediums, ist Anhang B.1 zu entnehmen.

3.1. Identifikation und Validierung des Forderhohenmodells
der Pumpe

Die Bestimmung der Koeffizienten des Forderhohenmodells erfolgt fiir den verwende-
ten Priifling basierend auf einer stationdren Kennfeldmessung, so dass der dynamische
Einfluss durch die hydraulische Induktivitidt der Pumpe vorerst vernachlassigt wird.
Es werden sequentiell 18 verschiedene Werte fiir die Drehzahl N des Pumpenaggre-
gates vorgegeben. Die hochste Drehzahl, bei der eine Messung erfolgt, entspricht der
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3.1. Identifikation und Validierung des Forderhohenmodells der Pumpe

maximal zuldssigen Drehzahl des Antriebs. Die iibrigen Drehzahlen werden so ge-
wahlt, dass bei geschlossenem Ventil des Priifstandes und damit einem Volumenstrom
von Q = 0m?/h naherungsweise dquidistante Schrittweiten der Forderhohe zwischen
den Drehzahlen vorliegen. Bei jeder Drehzahl wird das Ventil des Priifstandes von
einer vollkommen gedffneten Position in bestimmten Schritten weiter geschlossen, um
den Volumenstrom zu reduzieren. Es wird bei jeder Ventilstellung der Volumenstrom
und die zwischen Saug- und Druckseite der Pumpe generierte Forderhdhe gemessen.
Fiir jeden Arbeitspunkt, welcher durch die jeweilige Drehzahl und den Volumenstrom
definiert ist, erfolgt eine Erfassung der Messwerte iiber einen Zeitraum At = 60s
in zeitlichen Abstdnden von einer Sekunde. Das variable Rohrnetz ist wahrend der
Messung abgesperrt, so dass der Volumenstrom nur iiber die hydraulische Weiche
fliefst.

Zur Ermittlung der Koeffizienten des Modells wird die Giitefunktion V(60) definiert:

2
n
V(e)=Y |6 u—Hp| . (3.1.1)
k=1 %/_/
€H k

Bei dieser Giitefunktion wird fiir jede Messung k der Fehler ey ; zwischen der gemes-
senen Forderhdhe Hp; und dem Forderhohenmodell geméfs Gleichung (2.1.5) tiber
alle n Messungen bestimmt. Der Vektor 6 stellt den zu bestimmenden Vektor der Mo-
dellparameter ay,, by, und cy, dar. Der Vektor u; stellt den Regressor dar und enthélt die
Eingangsgrofien des Modells fiir die jeweilige Messung.

Die Bestimmung der Modellparameter erfolgt durch Minimierung der Summe der
Quadrate des Fehlers ey iiber alle n Messungen. Bei der Minimierung der Giitefunk-
tion wird die Methode der kleinsten Quadrate mit der Nebenbedingung verwendet,
dass alle ermittelten Koeffizienten positiv sind [LH95]. Dieser Ansatz wird im Fol-
genden bei jeder Bestimmung von Modellkoeffizienten verwendet. Somit ldsst sich
die Bestimmung nicht physikalischer Parameter, wie beispielsweise negativer Rei-
bungskoeffizienten, vermeiden. Da der Koeftizient by, des Forderhohenmodells durch
verschiedene physikalische Effekte beeinflusst wird, kann dieser positive oder nega-
tive Werte annehmen. Die in dieser Arbeit verwendeten Priiflinge verzeichnen beim
Offnen des Ventils und damit ansteigendem Volumenstrom initial einen Anstieg der
generierten Forderhohe, weshalb fiir diese Priiflinge nur positive Werte fiir by, moglich
sind, da sonst kein Anstieg der Forderhohe mit steigendem Volumenstrom stattfinden
wiirde.

Da die Forderhohe gemafs der Affinitatsgesetze bei konstanter Ventilstellung propor-
tional zum Quadrat der Drehzahl steigt [Vih+13], wird bei der Parameteridentifikation
eine Regularisierung durchgefiihrt, in dem sowohl die Elemente des Regressors uy als
auch der Wert des Regressanden Hp ; jeweils durch die quadrierte Kreisfrequenz divi-
diert werden. Dies vermeidet eine signifikant hohere Gewichtung grofier Drehzahlen
im Vergleich zu kleinen Drehzahlen.

Die fiir jeden Arbeitspunkt gemittelten Messwerte der Forderhohe und die nach
Gleichung (2.1.5) modellierte Forderhohe sind in Abhédngigkeit der Drehzahl bezie-
hungsweise der entsprechenden Kreisfrequenz des Pumpenaggregates und des gefor-
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derten Volumenstroms in Abbildung 3.2 dargestellt.

Wie ersichtlich ist, iiberlagern sich die Kennlinien der hoheren Drehzahlen mit zuneh-
menden Volumenstrom. Dieser Effekt ist dadurch bedingt, dass der Pumpenantrieb
interne Mechanismen besitzt, welche die vorgegebene Drehzahl reduzieren, um bei-
spielsweise ein Uberschreiten der zuldssigen Maximalleistung zu verhindern. Des
Weiteren kann bei geringen Volumenstromen der erlduterte initiale Anstieg der For-
derhdhe mit steigendem Volumenstrom beobachtet werden, der durch einen positiven
Wert des Modellkoeffizienten b}, hervorgerufen wird.
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Abbildung 3.2.: Darstellung des Kennfeldes der generierten Férderhohe Hp der
Stratos MAXO 25/0,5-12 in Abhéngigkeit der Kreisfrequenz w und des Volumenstroms Q

Zur quantitativen Bewertung der Modellgiite wird der Mittelwert MAPE (Mean
Absolute Percentage Error) des vorzeichenbereinigten relativen Fehlers |ey; ;| zwi-
schen dem modellierten Wert lek und dem gemessenen Wert Hp; der Forderhdhe
fiir die Messung k iiber alle n Messungen gebildet [Myt+16]:

1 & |Hpy — Hpy
MAPE = — — 71 100%. 3.1.2
n X | Hr 312

|eHr,k|

Die Verwendung eines relativen Fehlermafies bietet den Vorteil, dass Arbeitspunk-
te mit einem geringen Wert der Forderhohe in gleichem Mafi wie hohe Werte der
Forderhohe gewichtet werden. Mit einem Wert von MAPE = 0,29 % besteht nur eine
marginale Abweichung zwischen modellierten und gemessenen Werten der Forder-
hohe. Der maximale Wert der vorzeichenbereinigten relativen Abweichung zwischen
Modell und Messung liegt bei |epy, x| = 1,3 %. Somit existieren keine Arbeitspunkte,
welche signifikant erhohte Modellfehler aufweisen, und das Modell weist insgesamt
eine hohe Modellgiite auf.
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Zur Validierung des Forderhohenmodells der Pumpe bei der Anregungsfrequenz nach
Gleichung (2.1.12) und Gleichung (2.1.13) wird eine Messung analog zu der in Ab-
bildung 3.2 dargestellten Kennfeldmessung durchgefiihrt. Die Drehzahl wird jedoch
in jedem Arbeitspunkt mit einer sinusféormigen Drehzahlanregung tiiberlagert. Als
Sollwert N, der Anregungsamplitude wird Nj, = 120 min~! gesetzt, was 10,9 % des
geringsten gemessenen Wertes des Gleichanteils der Drehzahl von Ny = 1100 min~*
entspricht. Diese Anregungsamplitude wurde gewihlt, um einerseits keine zu ho-
he Auslenkung aus dem jeweiligen Arbeitspunkt zu erzeugen und andererseits eine
hinreichend hohe Druckschwankung zu generieren, so dass der Einfluss von Unge-
nauigkeiten der Messsensorik gering ausfallt.

Bei hohen Anregungsfrequenzen entstehen aufgrund der Tragheit des Fordermediums
nur sehr geringe Volumenstromschwankungen, so dass dieser Einfluss auf das Modell
nicht validiert werden kann. Daher wird als Anregungsfrequenz f5 = 1,3 Hz verwen-
det, da bei dieser Frequenz bei dem verwendeten Priifstand noch eine hinreichend
grofie Volumenstromschwankung vorliegt. Fiir jeden Arbeitspunkt werden {iber einen
Zeitraum von At = 120s die Forderhohe, der Volumenstrom und die Kreisfrequenz mit
hoher zeitlicher Auflosung erfasst. Die Ermittlung der hydraulischen Grofien erfolgt
mittels der dynamischen Sensorik des Priifstandes. Die Abtastrate AT}, des Volumen-
stroms und der Forderhohe betrdagt ATy, = 3ms und die Abtastrate ATy, der internen
Motorgrofien, wie Kreisfrequenz und Leistung, betrdagt AT, = 375 ps. Durch Anwen-
dung der Fourier-Transformation werden die Gleichanteile und Wechselanteile bei der
Anregungsfrequenz fiir diese Grofien ermittelt.

Die ermittelte Amplitude H; und der auf die Drehzahlanregung bezogene Phasen-
winkel ¢y der Forderhthenanregung werden in Abbildung 3.3 in Abhédngigkeit der
Gleichanteile Ny und Qg der Drehzahl und des Volumenstroms dargestellt.

Amplitude H; [m]

Abbildung 3.3.: Darstellung der Amplitude H;j (links) und des Phasenwinkels ¢ (rechts) der
gemessenen Forderhohenanregung der Stratos MAXO 25/0,5-12 bei der Frequenz fa = 1,3Hz
in Abhédngigkeit des Gleichanteils Ny der Drehzahl und des Gleichanteil Qg des Volumenstroms
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Kapitel 3. Parameteridentifikation und Validierung des Modells des hydraulischen Systems

Eine zu Abbildung 3.3 analoge Darstellung der Amplitude Q; und des Phasenwinkels
¢q der Volumenstromschwankung ist in Abbildung 3.4 zu finden.
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Abbildung 3.4.: Darstellung der Amplitude Q; (links) und des Phasenwinkels ¢q (rechts)
der gemessenen Volumenstromanregung bei der Frequenz fo = 1,3Hz in Abhédngigkeit des
Gleichanteils Ny der Drehzahl und des Gleichanteils Qy des Volumenstroms

Die Anregungsamplitude H; der Forderhohenanregung verzeichnet mit steigender
Drehzahl Nj eine stetige Zunahme. Dieses Verhalten entspricht dem Forderhchen-
modell nach Gleichung (2.1.12) und Gleichung (2.1.13). Denn fiir den Fall, dass das
Ventil des Priifstandes geschlossen ist und somit Qy = 0m3/h und Q; = 0m3/h
gilt, besteht laut Modell ein proportionaler Zusammenhang zwischen der Kreisfre-
quenz wy beziehungsweise der Drehzahl Ny und der Forderhohenamplitude Hy, wie
durch die Messung aus Abbildung 3.3 bestitigt wird. Diesem vom Volumenstrom
unabhingigen Anteil werden beim Offnen des Ventils die vom Volumenstrom abhén-
gigen Terme {iberlagert. Diese haben, wie in Abbildung 3.3 erkennbar ist, im Vergleich
zu der Drehzahlabhidngigkeit einen weit geringeren Einfluss auf die Amplitude der
Forderhdhenanregung.

Der Phasenwinkel der Forderhbhenanregung besitzt bei geringen Volumenstromen
einen Wert im Bereich ¢p = 0°. Dies entspricht dem geméafs Modell erwartetem Ver-
halten, da nach Gleichung (2.1.13) der Imaginarteil der Foérderhhenanregung pro-
portional zur Amplitude Q; ist, welche bei niedrigen Werten des Volumenstroms Qg
vergleichsweise gering ist. Somit ist in diesem Bereich der Realteil der Férderhohen-
anregung, welche nach Gleichung (2.1.12) einen von Qp und Q; unabhdngigen Term
besitzt, dominant und die Férderhohenanregung erfolgt damit nahezu synchron zu
der Drehzahlanregung. Bei steigendem Volumenstrom sinkt der Phasenwinkel der
Forderhohenanregung in geringem Mafle, bevor mit weiter steigendem Volumenstrom
ein signifikanter Anstieg verzeichnet werden kann, so dass die Forderhohenanregung
bezogen auf die Drehzahlanregung voreilt.

Bei Vergleich dieses Verhaltens mit dem Verlauf des Phasenwinkels ¢q der Volumen-
stromschwankung kann festgestellt werden, dass der Wert von ¢g mit steigendem
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3.1. Identifikation und Validierung des Forderhohenmodells der Pumpe

Volumenstrom Qg sinkt, wodurch tendenziell eine zunehmende Phasenverschiebung
zwischen Forderhohenanregung und resultierender Volumenstromanregung zu ver-
zeichnen ist. Dieser Effekt ist auf die Eigenschaften des Rohrnetzes zuriickzufiih-
ren und wird im Rahmen der Validierung des Rohrnetzmodells in Kapitel 3.2 ndher
erldutert. Die Volumenstromamplitude besitzt bei geschlossenem Ventil und damit
Qo = 0m?3/h ebenfalls den Wert Q; = 0m?/h. Durch das Offnen des Ventils und da-
mit ansteigendem Volumenstrom Qp nimmt aufgrund des geringeren hydraulischen
Widerstands der Anlage der Wert der Amplitude Q; stetig zu zu.

Da die Bestimmung der Modellparameter anhand einer stationdren Messung erfolg-
te, wurde der Term mit dem Koeffizienten Lp, welcher von der zeitlichen Anderung
des Volumenstroms abhédngt, vorerst vernachldssigt. Zur Bestimmung des Parame-
ters Lp wird anhand des gemessenen Phasenwinkels ¢ und der Amplitude H; der
Imaginérteil Hyy, der Forderhohenanregung ermittelt. Gemaf; Gleichung (2.1.13) gilt:

HIm - (bh Wy — 2 Ch QO) Ql sin((pQ) = —Lp 2 7'(fA Ql COS(QDQ). (313)

Entsprechend wird der gemessene Imaginirteil Hy,, um die Anteile der bereits be-
kannten Modellparameter by, und cy, bereinigt und es wird analog zu der vorherigen
Parameterbestimmung eine Bestimmung der hydraulischen Induktivitdt Lp durch Mi-
nimierung der Fehlerquadrate durchgefiihrt.

Zur quantitativen Bewertung des Modells der Forderhohenanregung aus
Gleichung (2.1.12) und Gleichung (2.1.13) werden basierend auf diesen Gleichungen

fir jeden Arbeitspunkt die Amplitude H; und der Phasenwinkel ¢y der modellierten
H—H;
H

Forderhohenanregung berechnet. Der relative Fehler ey, , = der Amplitude
und der absolute Fehler ey, = ¢ — @y des Phasenwinkels der modellierten Forder-
hohenanregung sind in Abbildung 3.5 dargestellt.
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Abbildung 3.5.: Darstellung des relativen Fehlers ey, » der Amplitude (links) und des absoluten
Fehlers ey, des Phasenwinkels (rechts) der modellierten Forderhthenanregung bezogen auf die
gemessene Forderhohenanregung der Stratos MAXO 25/0,5-12 bei der Frequenz fa =1,3Hz in
Abhéngigkeit des Gleichanteils Ny der Drehzahl und des Gleichanteils Q des Volumenstroms
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Kapitel 3. Parameteridentifikation und Validierung des Modells des hydraulischen Systems

Fiir den Fehler des Phasenwinkels wurde im Gegensatz zu der Amplitude ein ab-
solutes statt einem relativen Fehlermafs gewihlt, da der Phasenwinkel bei geringen
Volumenstromen im Bereich ¢y = 0° liegt und bereits geringe Messfehler zu hohen
Werten bei einer relativen Fehlerbetrachtung fithren wiirden.

Bei geringen Volumenstromen besitzen der Amplitudenfehler und der Phasenfehler,
abgesehen von vereinzelten Ausreifiern, betragsmifiig geringe Werte, so dass das
Modell diesen Bereich mit hoher Giite abbildet. Bei steigendem Volumenstrom ist
bei geringen Drehzahlen sowohl ein betragsméfiiger Anstieg des Amplitudenfehlers
ey, r als auch des Phasenfehlers ey, zu verzeichnen.

Auffallend ist, dass bei den geringsten Drehzahlen bei hohen Volumenstrémen ein be-
tragsmafig signifikanter Anstieg des Amplitudenfehlers durch erhohte negative Fehler
auftritt, so dass der Fehler auf einen betragsméafig maximalen Wert von |ey, | = 4,7 %
ansteigt. Beziiglich des Phasenfehlers ist in diesem Bereich kein erhohter Fehler fest-
stellbar.

Der Phasenfehler verzeichnet jedoch bei hohen Volumenstromen einen betragsma-
figen Anstieg durch erhohte negative Fehler. Dies ist dadurch zu begriinden, dass
der Phasenwinkel in diesem Bereich duferst sensitiv auf Anderungen des Volumen-
stroms reagiert. Um dies zu verdeutlichen wird der gemessene Phasenwinkel @i aus
Abbildung 3.3 in Abbildung 3.6 aus einer anderen Perspektive dargestellt.

Phasenwinkel ¢y [°]

Abbildung 3.6.: Darstellung des Phasenwinkels ¢y der gemessenen Forderhtohenanregung der
Stratos MAXO 25/0,5-12 bei der Frequenz fs = 1,3 Hz in Abhéngigkeit des Gleichanteils Ny
der Drehzahl und des Gleichanteils Qy des Volumenstroms

Wie ersichtlich ist, findet bei hohen Volumenstrémen bereits bei geringen Anderun-
gen der Volumenstroms eine signifikante Anderung des Phasenwinkels statt, so dass
beziiglich des Volumenstroms eine hohe Sensitivitdt in diesem Bereich besteht. Ent-
sprechend wirken sich Abweichungen der volumenstromabhingigen Terme des For-
derhohenmodells von dem Verhalten der realen Pumpe beziehungsweise Messfehler
bei der Bestimmung der Volumenstromschwankung in diesem Bereich verstarkt aus,
so dass das Modell den signifikanten Anstieg des Phasenwinkels der Foérderh6henan-
regung mit einer im Vergleich zum tibrigen Kennfeld verringerten Giite abbildet.
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3.2. Identifikation und Validierung des Modells des Anlagenverhaltens

Der Koeffizient Lp des Forderhohenmodells kann nicht basierend auf der stationdren
Messung bestimmt werden, weshalb der Parameter basierend auf den Messdaten bei
der Anregungsfrequenz nachtrdaglich bestimmt wurde. Bei Vergleich der mittleren
Fehler des Modells unter Beriicksichtigung von Lp mit dem Fall, dass der Parameter
nicht beriicksichtigt worden waére, ldsst sich durch die Bestimmung der hydraulischen
Induktivitdt Lp eine nicht zu vernachldssigende Verbesserung des Modells erzielen.
Der Mittelwert des vorzeichenbereinigten relativen Fehlers der Forderhdhenamplitude
sinkt im Vergleich zur Vernachldssigung der hydraulischen Induktivitdt der Pumpe
von MAPE =2,7% auf MAPE = 1,6 %. Der Mittelwert MAE (Mean Absolute Error)
des Betrags ‘e(PH| des Phasenfehlers wird von MAE = 1,7° auf MAE = 0,9° reduziert,
so dass fiir das Modell aufgrund der iiber das gesamte Kennfeld betrachtet geringen
Fehler eine zufriedenstellende Modellgiite erzielt wird.

3.2. Identifikation und Validierung des Modells des
Anlagenverhaltens

Um das hydraulische Modell des Rohrnetzes nach Gleichung (2.2.9) zu validieren,
wird die messtechnisch ermittelte hydraulische Impedanz mit der modellierten hy-
draulischen Impedanz verglichen.

Zur Bestimmung des Modells der hydraulischen Impedanz miissen die anlagenabhén-
gigen Parameter Ry und Ly bestimmt werden, wobei der hydraulische Widerstand
Ry fiir jeden Arbeitspunkt individuell ermittelt werden muss, da dieser aufgrund
der sich &ndernden Ventilstellung wahrend einer Kennfeldmessung variiert.

Der hydraulische Widerstand kann nicht anhand der Geometrie des Rohrnetzes be-
stimmt werden, da das Ventil je nach Ventilstellung einen signifikanten Anteil des
Gesamtwiderstandes ausmachen kann. Der hydraulische Widerstand Ry ¢ wird da-
her durch Umformung von Gleichung (2.2.6) und Einsetzen des Gleichanteils Hy der
Forderhohe, des Gleichanteils Qg des Volumenstroms und des Wechselanteils Q; des
Volumenstroms fiir jeden Arbeitspunkt ermittelt:

__ Ho
Q+2Qt
Die hydraulische Induktivitit wird anhand von Gleichung (2.2.8) mit den Abmes-
sungen des Priifstands fiir die einzelnen Abschnitte des Rohrnetzes berechnet und
aufsummiert.
Der Betrag Zy = % der realen hydraulischen Impedanz wird mittels Division der
Amplitude H; der gemessenen Forderhhenanregung aus Abbildung 3.3 durch die ge-
messene Amplitude Q; der Volumenstromschwankung aus Abbildung 3.4 bestimmt.
Das Phasenwinkel ¢z = ¢u — ¢ der hydraulischen Impedanz wird anhand der Dif-
ferenz der Phasenwinkel ¢y der Forderhohenanregung und ¢q der Volumenstrom-
schwankung ermittelt.

Rt (3.2.1)
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Kapitel 3. Parameteridentifikation und Validierung des Modells des hydraulischen Systems

Der Betrag Zy; und der Phasenwinkel ¢z der messtechnisch ermittelten hydraulischen
Impedanz werden in Abhédngigkeit der Gleichanteile Qp und Ny von Volumenstrom
und Drehzahl in Abbildung 3.7 dargestellt, wobei keine Werte fiir Qp = 0m?/h dar-
gestellt werden, da in diesem Fall ebenfalls Q; = 0m3/h gilt und die hydraulische
Impedanz somit einen unendlich hohen Wert besitzt.
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Abbildung 3.7.: Darstellung des Betrags Zy (links) und des Phasenwinkels ¢z (rechts) der
messtechnisch ermittelten hydraulischen Impedanz bei der Frequenz fa = 1,3 Hz in Abhéangig-
keit des Gleichanteils Ny der Drehzahl und des Gleichanteils Qy des Volumenstroms

Bei Betrachtung des Betrags der hydraulischen Impedanz, ist ersichtlich, dass dieser
mit zunehmendem Volumenstrom signifikant absinkt. Dies ldsst sich dadurch erkla-
ren, dass bei geschlossenem Ventil und damit Q = 0m3/h wie zuvor erldutert eine
unendlich hohe hydraulische Impedanz vorliegt. Aufgrund des Offnens des Ventils
und damit zunehmenden Volumenstrom sinkt als Folge der hydraulische Widerstand
des Rohrnetzes und damit auch die hydraulische Impedanz. Gemaéfs Gleichung (2.2.9)
steigt der differentielle Widerstand proportional zu dem Gleichanteil Qy des Volu-
menstroms an. Dies hat aber in diesem Fall einen weit geringeren Einfluss als die
Anderung der Ventilstellung. Somit sinkt die hydraulische Impedanz ab bis das Ventil
vollkommen geodffnet ist und der Volumenstrom Q( seinen maximalen Wert fiir die
jeweilige Drehzahl erreicht.

Der Einfluss der hydraulischen Induktivitdt auf die hydraulische Impedanz ist gemafs
dem Modell nur von der Anregungsfrequenz abhéngig, wodurch der Imaginarteil
unabhingig von dem jeweiligen Arbeitspunkt ist und einen konstanten Beitrag zur
hydraulischen Impedanz leistet.

Der Einfluss der hydraulischen Induktivitat wird bei Betrachtung des Phasenwinkels
der hydraulischen Impedanz deutlich. Bei fast geschlossenem Ventil und entsprechend
niedrigen Volumenstromen ist der differentielle Widerstand aufgrund seines hohen
Wertes dominant, so dass der Phasenwinkel im Bereich von ¢z = 0° liegt. Bei kon-
stanter Drehzahl sinkt der differentielle Widerstand jedoch mit zunehmendem Volu-
menstrom aufgrund des Offnens des Ventils, wodurch der Einfluss der hydraulischen
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3.2. Identifikation und Validierung des Modells des Anlagenverhaltens

Induktivitat mit ansteigendem Volumenstrom zunimmt. Dies duf8ert sich entsprechend
in einem bei zunehmenden Volumenstrom ansteigendem Phasenwinkel der hydrauli-
schen Impedanz.

Zur quantitativen Bewertung der Modellgiite wird analog zur Validierung des Modells

der von der Pumpe generierten Forderhohe der relative Fehler ez, = 100 % % des

modellierten Betrags Zy; der hydraulischen Impedanz bezogen auf den messtechnisch
ermittelten Betrag Zy der hydraulischen Impedanz bestimmt. Zur Bewertung des
Phasenfehlers zwischen modelliertem Phasenwinkel ¢, und realem Phasenwinkel ¢
wird der Fehler e, = ¢z — ¢z betrachtet. Die entsprechenden Fehler von Betrag und
Phasenwinkel der hydraulischen Impedanz sind in Abbildung 3.8 dargestellt.

y 2
NS
5
= 0
&
o
)
g -2
<
A 4000 N\
25 - 3000
ol 7,5 2000 S
\ umenstr 10 \é
&

Abbildung 3.8.: Darstellung des relativen Fehlers ez, des Betrags (links) und des absoluten
Fehlers e,, des Phasenwinkels (rechts) der modellierten hydraulischen Impedanz bezogen
auf die messtechnisch ermittelte hydraulische Impedanz bei der Frequenz fo = 1,3Hz in
Abhingigkeit des Gleichanteils Ny der Drehzahl und des Gleichanteils Qy des Volumenstroms

Bei Betrachtung des Verlaufes des relativen Fehlers des Betrags oder des absoluten
Fehlers des Phasenwinkels der hydraulischen Impedanz ist keine eindeutige Veran-
derung in Abhédngigkeit des Volumenstroms oder der Drehzahl erkennbar. Es zeigen
sich nur lokale Ausreifier des Fehlers von Betrag und Phasenwinkel, welche bei ge-
ringen Volumenstromen zunehmen. Dies ldsst sich dadurch erkldren, dass in diesem
Bereich die Volumenstromanregung Q; einen sehr geringen Wert besitzt, wodurch
geringe Messfehler der Volumenstromschwankung einen stdrkeren Einfluss besitzen
und sich entsprechend bei der Bildung des Quotienten Zy; = % zur messtechnischen

Bestimmung der hydraulischen Impedanz niederschlagen.

Berechnet man den Mittelwert des vorzeichenbereinigten relativen Fehlers MAPE fiir
den Betrag der hydraulischen Impedanz, zeigt dieser Wert mit MAPE = 2,0 % nur ge-
ringe Modellfehler auf. Bei Berechnung des Mittelwertes e, des relativen Fehlers ez,
ohne Vorzeichenbereinigung, liegt dieser Wert bei ez, = 0,16 %, da sich die positiven
und negativen Schwankungen des Amplitudenfehlers kompensieren. Dieser geringe
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mittlere Fehler deutet darauf hin, dass der Fehler des Betrags der modellierten hydrau-
lischen Impedanz eigentlich einen geringeren Wert besitzt als den berechneten Wert
von MAPE = 2,0%, da dieser Wert durch eine erhohte Anzahl von Messausreifsern,
speziell im Bereich geringer Volumenstrome, verfilscht wird.

Der berechnete Mittelwert MAE des Betrags des Phasenfehlers |e,,| der hydrauli-
schen Impedanz liegt bei MAE = 0,92°. Der Mittelwert &,, des Phasenfehlers e,
betrédgt &,, = 0,5°. Entsprechend ist davon auszugehen, dass auch bei der Berechnung
des Phasenfehlers MAE = 0,92° ein groflerer Anteil auf die erhohte Anzahl an Mess-
ausreifiern zurtickzufiihren ist.

Sowohl der Betrag als auch der Phasenwinkel der modellierten hydraulischen Impe-
danz weisen tiber das Kennfeld betrachtet nur geringe Fehler auf und stellen folglich
eine valide Grundlage zur Modellierung des gesamten hydraulischen Systems dar.

3.3. Validierung des Modells des gesamten hydraulischen
Systems

Zur quantitativen Bewertung des Modells zur Berechnung der Volumenstromschwan-
kung nach Gleichung (2.3.2) und Gleichung (2.3.3) wird der relative Fehler

e, r = 100% % der modellierten Amplitude Q; und der absolute Fehler
epo = PQ — ¢q des modellierten Phasenwinkels ¢g der Volumenstromschwankung
bezogen auf die gemessene Amplitude Q; und den gemessenen Phasenwinkel ¢qg der
Volumenstromschwankung aus Abbildung 3.4 bestimmt. Die entsprechenden Fehler-
mafie sind in Abbildung 3.9 dargestellt.
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Abbildung 3.9.: Darstellung des relativen Fehlers eg, » des Betrags (links) und des absoluten
Fehlers e, des Phasenwinkels (rechts) der modellierten Volumenstromschwankung bezogen
auf die gemessene Volumenstromschwankung bei der Anregungsfrequenz fp = 1,3Hz in
Abhingigkeit des Gleichanteils Ny der Drehzahl und des Gleichanteils Qp des Volumenstroms
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3.3. Validierung des Modells des gesamten hydraulischen Systems

Bei der Betrachtung der Fehlermafie ist wie bei der Validierung des Modells der hy-
draulischen Impedanz ein vermehrtes Auftreten lokaler Messausreifier mit erhohtem
Fehler zu verzeichnen. Die Zunahme der lokalen AusreifSer bei geringen Volumen-
stromen ldsst sich durch die geringen gemessenen Werte der Volumenstromamplitude
Q1 in diesem Bereich erkldren, wodurch geringe Messfehler einen erhohten Einfluss
besitzen.

Des Weiteren ist ein Anstieg des Betrags des relativen Amplitudenfehlers eg, , im
Bereich geringer Drehzahlen mit steigendem Volumenstrom zu verzeichnen, welcher
sich jedoch nicht im Phasenfehler e,, widerspiegelt. Das Modell zur Berechnung
der Volumenstromschwankung basiert auf dem Forderhohenmodell der Pumpe und
dem Modell der hydraulischen Impedanz des Rohrnetzes. Da die Amplitude der
Volumenstromschwankung den Quotienten Q; = g—}ll der Amplitude der Forderho-
henanregung und des Betrags der hydraulischen Impedanz darstellt, ist der relative
Fehler e, . der modellierten Amplitude der Volumenstromschwankung proportio-
nal zum relativen Fehler ey, , der modellierten Amplitude der Férderh6henanregung.
Entsprechend ldsst sich der beobachtete Anstieg des relativen Amplitudenfehlers bei
niedrigen Drehzahlen und hohen Volumenstromen durch die Fehlerfortpflanzung des
Forderhohenmodells der Pumpe erkldren, da dieses ein dhnliches Verhalten zeigt.
Der Mittelwert MAPE des vorzeichenbereinigten relativen Fehlers der modellierten
Amplitude der Volumenstromschwankung betragt MAPE = 2,6 % und der Mittelwert
MAE des Betrags |e(PQ| des Phasenfehlers des Modells betragt MAE = 1,1°. Die Feh-
lermafe weisen im Vergleich zu den Einzelmodellen von Pumpe und Rohrnetz ge-
ringfiigig erhohte Werte auf. Dies ist einerseits durch eine mogliche Uberlagerung von
Fehlern bei der Kombination der beiden Modelle zu erldutern. Ein gewisser Anteil
des Fehlers ldsst sich jedoch auch in diesem Fall durch die lokalen Messausreifser
erkldren. Bei Betrachtung der Mittelwerte ég, » und &4, des relativen Amplitudenfeh-
lers eq, r und des Phasenfehlers ey, ohne Vorzeichenbereinigung liegen diese nur bei
e, r = 0,92% beziehungsweise ¢,, = —0,18°.

Insgesamt weisen sowohl das Modell der generierten Forderhohe der Pumpe und das
Modell der hydraulischen Impedanz des Rohrnetzes als auch das Gesamtmodell des
hydraulischen Systems nur geringe Fehler auf und kénnen als Grundlage fiir Analysen
in den nachfolgenden Kapiteln verwendet werden.

Die hydraulischen Modelle werden im spéteren Verlauf der Arbeit zur Analyse des
Einflusses des Rohrnetzes auf den anregungsbasierten Ansatz zur Volumenstrom-
bestimmung genutzt. Daher muss die Giite der hydraulischen Modelle insbesondere
in Bezug auf die Fehlerfortpflanzung bei Kombination mit dem Leistungsmodell, wel-
ches die Grundlage der modellbasierten Volumenstrombestimmung bildet, betrachtet
werden. Eine solche Analyse wurde in diesem Kapitel nicht durchgefiihrt, da diese in
Kapitel 5.3 im Rahmen der Kombination des Modells des hydraulischen Systems und
des Modells der Leistungsaufnahme des Pumpenaggregates erfolgt.
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Modellierung der Leistungsaufnahme des
Pumpenaggregates

Das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Verfahren zur Ermittlung des Volumen-
stroms nutzt dynamische Anteile der Motoreingangsleistung zur Volumenstrombestim-
mung. Daher wird in diesem Kapitel ein Modell der Motoreingangsleistung entwickelt,
so dass in nachfolgenden Kapiteln basierend auf diesem Leistungsmodell ein Ansatz
zur modellbasierten Bestimmung des Volumenstroms hergeleitet werden kann.

Zur Veranschaulichung der Einfliisse auf die Leistungsaufnahme eines Pumpenag-
gregates wird in Kapitel 4.1 der Aufbau einer Nasslaufer-Umwalzpumpe erldutert.
Auf der Grundlage des Aufbaus des Pumpenaggregates erfolgt in Kapitel 4.2 eine
physikalisch basierte Modellierung der unterschiedlichen Einfliisse auf die Motorein-
gangsleistung. AbschliefSend erfolgt in Kapitel 4.3 die Kombination der modellierten
Einfliisse auf die Leistungsaufnahme zu einem Gesamtmodell der Motoreingangsleis-
tung des Pumpenaggregates.

4.1. Aufbau einer Nasslaufer-Umwalzpumpe

Die in dieser Arbeit verwendeten Priiflinge sind Nassldufer-Umwaélzpumpen. Zur Ver-
anschaulichung des Aufbaus eines solchen Pumpenaggregats wird in Abbildung 4.1
ein exemplarisches Schnittbild einer Nassldufer-Umwélzpumpe dargestellt.

Das Pumpenaggregat ldsst sich in die drei Komponenten Umrichter, Motor und Pumpe
unterteilen. Der Umrichter wird genutzt, um die in diesem Fall einphasige Versor-
gungsspannung in eine Gleichspannung zu konvertieren und die gewiinschten Span-
nungen mittels einer Pulsdauermodulation an die Statorwicklungen des dreiphasigen
Motors anzulegen.

In Abbildung 4.1 wie auch bei den in dieser Arbeit verwendeten Priiflingen wird
eine permanentmagneterregte Synchronmaschine als Motor verwendet. Aufgrund der
Permanentmagnete innerhalb des Rotors bewegt sich dieser im Falle eines stationédren
Arbeitspunktes synchron zu dem rotierenden Magnetfeld, welches durch die Phasen-
strome innerhalb der Statorwicklungen erzeugt wird. Am Ende der Motorwelle ist
das Laufrad der Pumpe befestigt, welches durch den Motor angetrieben wird und
den Differenzdruck zwischen Saugstutzen und Druckstutzen des Pumpengehduses
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4.1. Aufbau einer Nassliaufer-Umuwilzpumpe

Druckstutzen >
T Radseitenraum
Gleitlager
Motorwelle - ‘ E
Laufrad i i EElek‘tromk.modul
- g inklusive
Pumpengehduse — Q i (11 ' Umrichter
Statorwicklung
\ Rotor
Saugstutzen

Abbildung 4.1.: Darstellung des Schnittbildes der Nassldufer-Umwalzpumpe Stratos der Firma
Wilo [Wil09]

generiert.

Die Besonderheit von Nasslauferpumpen ist, dass im Gegensatz zu Trockenldufer-
pumpen keine hermetische Trennung zwischen der Pumpe und dem Motor besteht.
Stattdessen kann das geférderte Medium in den Rotorraum des Motors eindringen
und dient als Schmiermittel fiir die hydrodynamischen Gleitlager der Motorwelle
[Wil09]. Das Fordermedium fliefit von dem Radseitenraum der Pumpe durch ein Fil-
termaterial in den Rotorraum, um das Eindringen von Partikeln in den Rotorraum zu
vermeiden. Die Welle des Motors ist bei dem dargestellten Pumpenaggregat im Inne-
ren hohl, so dass das Medium nach Durchqueren des Rotorraums durch die Welle zum
Eintritt des Laufrades der Pumpe fliefSen kann. Um einen elektrischen Kurzschluss der
Statorwicklungen durch das im Rotorraum befindliche Fluid zu vermeiden, werden
die Statorwicklungen durch einen Spalttopf gegeniiber dem Rotorraum abgedichtet.
Nassldauferpumpen werden vor allem in Heizkreisen eingesetzt, da sie einen gerdusch-
armen und wartungsfreien Betrieb erlauben [GRU(04]. Ein weiterer Vorteil ist, dass auf-
grund des durch den Rotorraum flieffenden Fordermediums eine Kiihlung des Motors
erfolgen kann. Aufgrund der Reibung zwischen Rotor und dem Fordermedium kann
jedoch eine Reduzierung des Wirkungsgrades im Vergleich zu Trockenlduferpumpen
stattfinden [GRU].
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Kapitel 4. Modellierung der Leistungsaufnahme des Pumpenaggqregates

4.2. Modellierung der Komponenten der
Motoreingangsleistung

Entsprechend des Aufbaus des Pumpenaggregates ldsst sich die vom Motor aufge-
nommene Leistung in drei Anteile unterteilen. Es entsteht ein elektrischer Verlustanteil
beispielsweise durch die ohmschen Verluste in den bestromten Statorwicklungen. Des
Weiteren enthilt das Leistungsmodell einen Reibungsverlustanteil, der beispielswei-
se durch die Reibung der Radiallager der Motorwelle bedingt ist. Dariiber hinaus
muss durch das Pumpenaggregat hydraulische Leistung bereitgestellt werden, um das
Medium zu foérdern, welches sich im hydraulischen Kreislauf befindet.

Modellierung der elektrischen Verlustleistung

Die elektrische Verlustleistung kann unterteilt werden in ohmsche Verluste, welche
aufgrund des elektrischen Widerstandes der bestromten Statorwicklungen entstehen
und Eisenverluste, welche aufgrund der Anderung des Magnetfeldes innerhalb des
Motors auftreten.

Bei der Modellbildung findet eine Betrachtung der Motoreingangsleistung statt. Diese
Grofse wird von dem Pumpenaggregat bereits zur Verfiigung gestellt, so dass unter der
Annahme einer korrekten Bestimmung dieser Leistung im Rahmen der Modellbildung
keine Betrachtung des vorgeschalteten Umrichters notwendig ist.

Die ohmschen Verluste Pc, ; konnen fiir die jeweilige Phase k in Abhdngigkeit der
Zeit t, des Widerstandes R der Statorwicklung und dem jeweiligen Phasenstrom iy ()
wie folgt berechnet werden:

Peyk(t) = Reig (). (4.2.1)

Die gesamten ohmschen Verluste Pc, werden durch Addition der Verluste der einzel-
nen Phasen ermittelt.

Die am hédufigsten verwendeten Verfahren zur Modellierung von Eisenverlusten lassen
sich in drei Anséitze unterteilen [Kril4]:

* Modellierung basierend auf der Steinmetzgleichung
* Modellierung durch Separierung der Verlustanteile

* Modellierung durch Abbildung des Hystereseverhaltens

Im Folgenden werden diese Ansitze erldutert und entsprechend ihrer Eignung fiir das
zu entwickelnde Leistungsmodell bewertet.

Ein Ansatz zur Modellierung der Eisenverlustleistung Pr. ist die empirisch ermittelte
Steinmetzgleichung [Yue+18]:

Pre = k St f;“St BﬁSt

e ~Femax’

(4.2.2)
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4.2. Modellierung der Komponenten der Motoreingangsleistung

Die Variablen fge und Bpe max stellen die Frequenz, mit welcher die Ummagnetisierung
erfolgt, und die Amplitude der magnetischen Flussdichte dar. Die Parameter kg;, as;
und Bg; sind empirische, materialabhdngige Parameter.

Die Giiltigkeit der Steinmetzgleichung ist auf rein sinusférmige Anregungen ohne
Harmonische beschrankt [Mith+12]. Um die Berechnung der Eisenverluste auch bei
nicht sinusférmigen Anregungen durchzufiihren, miissen Erweiterungen der Stein-
metzgleichung wie beispielsweise die modifizierte Steinmetzgleichung [Rei+01], die
generalisierte Steinmetzgleichung [Li+01] oder die verbesserte generalisierte Stein-
metzgleichung [Ven+02] verwendet werden.

Ein weiterer Ansatz ist die Separierung und Modellierung der Eisenverluste als ein-
zelne Komponenten in Form von statischen Hystereseverlusten und dynamischen
Wirbelstromverlusten [KS10a]:

Pre = khy fFe BI%e,max + kwi flge Bl%e,maX' (4.2.3)
Die Parameter kp, und ky; stellen jeweils den Hysterese- beziehungsweise Wirbel-
stromverlustkoeffizienten dar.
Um eine hohere Genauigkeit bei der Vorhersage von Eisenverlusten zu erzielen, kon-
nen Hysteremodelle verwendet werden [Kril4]. Diese bilden den Verlauf der je-
weiligen Hysteresekurve zwischen magnetischer Flussdichte Bg. und magnetischer
Feldstdrke Hp, ab.
Die Eisenverlustleistung pr. pro Volumenelement kann dann basierend auf der Flache
innerhalb der magnetischen Hysteresekurve anhand der Ummagnetisierungszeit Tr,,

der magnetischen Feldstdarke Hg. und der magnetischen Flussdichte B, berechnet
werden [EMO04]:

1
Pre = f Hye d Bre. (4.2.4)
Fe

Modelle zur Abbildung statischer Hysteresekurven sind beispielsweise das Preisach
Modell [Pre35] oder das Jiles-Atherton Modell [JA86]. Da diese Modelle statischer
Natur sind, werden dynamische Effekte wie Wirbelstromverluste nicht abgebildet. Um
Verluste dieser Art zu berticksichtigen, konnen erweiterte Formen des Preisach Modells
wie das dynamische Preisach Modell [Ber92], das Loss Surface Model [Che+00] oder
dynamische Jiles-Atherthon Modelle [Jil94; DR15] verwendet werden.

Zur Regelung der hydraulischen Groéfien muss eine kontinuierliche Bestimmung des
Volumenstroms mit dem in dieser Arbeit zu entwickelnden modellbasierten Ansatz
moglich sein. Dies setzt eine im Sinne der Echtzeitfdhigkeit akzeptable Rechenzeit der
Modelle voraus. Da Hysteresemodelle eine hohe Rechenleistung benotigen [Kap+18],
ist ein solcher Modellierungsansatz zur kontinuierlichen Volumenstrombestimmung
ungeeignet. Bei einem Vergleich des Ansatz der Verlustseparierung und Ansitzen
basierend auf der Steinmetzgleichung bietet die Verlustseparierung iiblicherweise eine
hohere Genauigkeit [KS10b]. Daher wird im Folgenden dieser Ansatz zur Modellie-
rung der Eisenverluste verwendet.

Bei den in dieser Arbeit betrachteten Pumpenantrieben handelt es sich um Synchron-
maschinen, weshalb die Ummagnetisierungsfrequenz fr. proportional zu der mecha-
nischen Kreisfrequenz w ist. Entsprechend kénnen die Eisenverluste durch Adaption
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Kapitel 4. Modellierung der Leistungsaufnahme des Pumpenaggqregates

der Parameter kyy und ky; auch in Abhéngigkeit der mechanischen Kreisfrequenz
dargestellt werden:

Pre = kny w Bfe max + kwi @ Bfe max- (4.2.5)

Durch die Anwendung der Park-Transformation [Par29] kann eine Betrachtung der
elektrischen Grofien in einem rotorsynchronen Koordinatensystem erfolgen, wobei
die Richtung der d-Achse der magnetischen Flussrichtung der Permanentmagnete
entspricht und die g-Achse orthogonal zu der d-Achse verladuft.

Der magnetische Fluss ¥; in Richtung der d-Achse lédsst sich in Abhdngigkeit der
Induktivitdt L; und des Stroms i; in Richtung der d-Achse und der Flussverkettung
Yp der Permanentmagnete berechnen [Oet12]:

Ys=Lsi;+ ¥p. (4.2.6)

Durch Uberlagerung des magnetischen Flusses in d-Richtung mit dem magnetischen
Fluss in g-Richtung, welcher von dem Strom iq und der Induktivitat Ly in Richtung der
g-Achse abhdngt, lasst sich die Amplitude ¥ max des Statorflusses berechnen [Gec+14]:

Y2 pax = (Laia +¥p)* + (Lgig)”. (4.2.7)

Da der magnetische Fluss proportional zur magnetischen Flussdichte ist, wird in
Gleichung (4.2.5) die maximale magnetische Flussdichte Bpemax durch die Ampli-
tude ¥s max des Statorflusses nach Gleichung (4.2.7) ersetzt, wodurch sich aufgrund
der Proportionalitdt der Variablen nur die Werte der Parameter khy und kyy; dndern:

Pre =kiyw (L3i%+2Lyiag Yo+ ¥3+L212) + s

ki @? (L33 +2Laig Yo+ Y3+ 1232) .
Anhand von Gleichung (4.2.8) wird die Modellierung der Eisenverluste in Abhén-
gigkeit der mechanischen Kreisfrequenz w, des Stroms i; und des Stroms ig, welche
bekannte Groflen darstellen, ermoglicht.

Modellierung der Reibungsverlustleistung

Innerhalb der Pumpe entstehen Reibungsverluste aufgrund der Lagerreibung, der Rei-
bung der Saughalsdichtung und der Reibung des Laufrades mit dem zu férderndem
Medium.

Die Radiallager der Motorwelle sind hydrodynamische Gleitlager bei denen das zu
fordernde Medium als Schmiermittel dient. Der charakteristische Verlauf der Rei-
bung in Abhdngigkeit der Drehzahl bei Reibpartnern mit vorhandenem Schmiermittel
lasst sich in verschiedene Bereiche unterteilen [An14]. Bei sehr niedrigen Drehzahlen
liegt Grenzreibung vor, da die Dicke des Schmiermittelfilms kleiner als die Oberfla-
chenrauigkeiten der Reibpartner ist. Mit steigender Drehzahl erfolgt ein Ubergang
zur Mischreibung. Dieser Ubergang wird durch die Stribeck-Kurve charakterisiert
[Rud12]. Bei einem weiterem Anstieg der Drehzahl und damit zunehmender Schmier-
tilmstarke besteht kein Kontakt mehr zwischen der Motorwelle und der Lagerbuchse,
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4.2. Modellierung der Komponenten der Motoreingangsleistung

so dass viskose Reibung vorliegt. Der am weitesten verbreitete mathematische Ansatz
zur Beschreibung des Verlaufs des Reibmoments Mg g unter Berticksichtigung der
Stribeck-Kurve ist [VK13]:

s
Mgrs(w) = ve + (vst — vc) exp (— <« > + Vs w. (4.2.9)

Wst
Die Parameter v, vst, wst, 6 und vs hdngen von dem jeweiligen Gleitlager ab.
Gemaf der Affinitdtsgesetze [Vih+13] steigt die von der Pumpe generierte Férderhohe
proportional zum Quadrat der Drehzahl. Daher wird durch die Pumpe wéahrend des
Betriebes bei 10 % der Maximaldrehzahl nur 1% der maximalen Foérderhthe bereitge-
stellt. Entsprechend wird die Pumpe, abgesehen vom initialen Startvorgang, erst ab
einigen hundert Umdrehungen betrieben, da andernfalls keine nennenswerte Forder-
hohe generiert wird. Da es sich um eine Nasslduferpumpe handelt und der Rotorraum
durch das Fordermedium durchstromt wird, ist des Weiteren der Lomakin-Effekt wirk-
sam, wodurch eine zentrierende Kraft auf die Motorwelle wirkt [Pal03]. Entsprechend
wird im Folgenden die Annahme getroffen, dass der Ubergang zwischen Grenzrei-
bung und Mischreibung im {tiblichen Betriebsbereich vernachldssigt werden kann, da
sich bei den entsprechenden Drehzahlen bereits eine ausreichende Schmierfilmstarke
ausgebildet hat.
Somit ldsst sich das Reibmoment aus Gleichung (4.2.9) vereinfachen zu einer Uber-
lagerung von Coulombscher und viskoser Reibung mit den Reibungskoeffizienten v,
und vs:

Mgs(w) = ve + vs w. (4.2.10)

Das erlduterte Verhalten ldsst sich auch auf die Saughalsdichtung tibertragen, wo-
durch dieses Reibmoment durch Anpassung der Werte der Parameter v, und vs in
Gleichung (4.2.10) ebenfalls berticksichtigt wird.

Zusitzlich zu der Reibung aufgrund der Lager und der Saughalsdichtung entsteht
bedingt durch die Reibung zwischen dem Laufrad und dem Férdermedium die Reib-
komponente Mg, welche von dem Parameter 1; und der Kreisfrequenz w
abhangt [El-13] :

Mg = v; w?. (4.2.11)

Durch Kombination der Reibterme aus Gleichung (4.2.10) und Gleichung (4.2.11) kann
das gesamte Reibmoment Mg und die aufgrund dieses Reibmomentes entstehende
Verlustleistung Pr bestimmt werden:

Pr = MRw = Ve w + vs w? + 15 w°. (4.2.12)
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Modellierung der hydraulischen Leistungsaufnahme

Die Komponenten der hydraulischen Leistungsaufnahme werden analog zur der Mo-
dellierung der Forderhohe in Kapitel 2 anhand eines elektrischen Ersatzschaltbildes
in Abbildung 4.2 illustriert.

0t
QL Rp;1 I:I I Ly
Qi

w i

Abbildung 4.2.: Darstellung des hydraulischen Ersatzschaltbildes von Pumpe und Rohrnetz

Die Pumpe kann als Kombination aus einer idealen Druckquelle und mehrerer Wider-
stinde modelliert werden [Kal05]. Die ideale Druckquelle generiert den theoretischen
Differenzdruck App; beziehungsweise die theoretische Forderhohe Hp;, welche sich
anhand von Gleichung (2.1.2) bestimmen ldsst. Die Variable Q stellt den Volumen-
strom dar, der am Druckstutzen der Pumpe austritt, Q; den Volumenstrom innerhalb
des Laufrades der Pumpe und Qr, den Leckagestrom, welcher aufgrund nicht idea-
ler Eigenschaften von Dichtungen entsteht. Die Pumpeninnenwiderstdnde Rpj, Rp>
und Rp3 bilden jeweils den Druckabfall innerhalb des Laufrades, zwischen Laufrad-
austritt und Druckstutzen und innerhalb des Pfades des Leckagestroms ab, welche
beispielsweise durch die Reibung zwischen dem zu foérdernden Medium und dem
Pumpengehduse beziehungsweise dem Laufrad entstehen [Giil13; Pfl55]. Die verschie-
denen Verlustarten sind jeweils zu einem Widerstand pro Pfad zusammengefasst. Der
Druckverlust durch das Rohrnetz wird gemafs des Modells aus Kapitel 2.2 durch den
hydraulischen Widerstand Ry und die hydraulische Induktivitat Ly abgebildet.

Die Darstellung des hydraulischen Kreislaufs in Abbildung 4.2 legt die Annahme nahe,
dass die hydraulischen Verluste bei Kenntnis des Volumenstroms Q; fiir das Aufstellen
eines Modells der Gesamtleistung nicht relevant sind. Denn unabhédngig davon, ob
hydraulische Verluste in der Pumpe oder dem Rohrnetz entstehen, muss die ideale
Quelle die identische hydraulische Leistung Py, liefern, da die hydraulische Leistung
dem Produkt von Volumenstrom und dem jeweiligen Differenzdruck entspricht [Ise08],
so dass gilt:

Py = Appy Qi = pm g Hpy Qi (4.2.13)
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Die Grundlage fiir die Herleitung des theoretischen Differenzdrucks App; beziehungs-
weise der theoretischen Forderhohe Hp, bildet die Flieflgeschwindigkeit des Mediums
innerhalb des Laufrades und die Laufradgeschwindigkeit.

Die relevanten Geschwindigkeitskomponenten werden anhand von Abbildung 4.3
verdeutlicht.

Abbildung 4.3.: Darstellung der Laufradgeschwindigkeit und der Geschwindigkeit des Forder-
mediums bei Eintritt in das Laufrad und Verlassen des Laufrades [PP05]

Die Variablen v, und v, stellen die Geschwindigkeit des Laufrades am Laufradeintritt
beziehungsweise Laufradaustritt dar. Die Variablen w. und w, reprédsentieren jeweils
die Geschwindigkeit des Fordermediums relativ zur Laufradgeschwindigkeit beim
Eintritt in das Laufrad beziehungsweise Verlassen des Laufrades. Die Variablen u,
und u, stellen die Absolutgeschwindigkeit des Fordermediums am Laufradeintritt
beziehungsweise Laufradaustritt dar. Die Absolutgeschwindigkeit u. des Mediums
am Laufradeintritt lasst sich in die Komponenten u.; und ue, separieren, welche
eine Tangential- beziehungsweise Normalkomponente bezogen auf die Laufradge-
schwindigkeit v, bilden. Die Absolutgeschwindigkeit 1, des Mediums beim Verlassen
des Laufrades ldsst sich ebenso in die Komponenten u,+ und u, » unterteilen, welche
tangential beziehungsweise orthogonal zu der Laufradgeschwindigkeit v, verlaufen.
Das Drehmoment, welches die Pumpe aufbringen muss, und die damit an das Fluid
iibertragene Energie ist abhdngig von der Geschwindigkeitsinderung des Mediums
innerhalb des Laufrades. Aus der an das Fluid iibertragenen Energie resultiert der
theoretische Differenzdruck App; gemafs der Eulerschen Turbinengleichung [Fle15]:

Appt = Pm (Va Uat — Ve Uept) - (4.2.14)

Der generierte Differenzdruck hangt gemafs der Eulerschen Turbinengleichung von
der Laufradgeschwindigkeit und der Anderung der Tangentialkomponente der Me-
diengeschwindigkeit innerhalb des Laufrades ab. Da gemafs Gleichung (4.2.13) die
hydraulische Leistung proportional zu dem Differenzdruck ist, spiegelt sich dieser
Zusammenhang ebenso in der hydraulischen Leistung wieder.
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Bei Betrachtung von Gleichung (4.2.14) zeigt sich, dass die auf Abbildung 4.2 basieren-
de Annahme der Modellierung der Leistung unabhingig von den internen Verlusten
der Pumpe nicht valide ist. Da der theoretische Differenzdruck und die damit an das
Fordermedium iibertragene Energie durch die Anderung der Mediengeschwindig-
keit zwischen Laufradeintritt und Laufradaustritt entsteht, erfolgt in Abhdngigkeit der
Verluste innerhalb des Laufrades eine von der theoretischen Forderhohe abweichende
Energiezufuhr.

Berticksichtigt man zusétzlich zu der theoretischen Forderhohe nach Gleichung (2.1.2)
die bereits in Kapitel 2.1 modellierten Verluste innerhalb des Laufrades, wie bei-
spielsweise den Druckabfall des Fordermediums aufgrund von Reibung innerhalb der
Laufradkanéle nach Gleichung (2.1.3) oder die Stofiverluste innerhalb des Laufrades
nach Gleichung (2.1.4), da das Fluid nicht tangential zu den Laufradschaufeln flief3t,
ergibt sich durch Multiplikation der Differenzdriicke mit dem Volumenstrom Q gemaf3
Gleichung (4.2.13) folgende hydraulische Leistungsaufnahme:

Py =arw? Q+brw Q* — ¢ Q3. (4.2.15)

Die Koeffizienten a;, by und c; sind von der Konstruktionsweise des jeweiligen Pum-
penaggregates abhdngig.

Da Gleichung (4.2.15) nur hydraulische Verluste innerhalb des Laufrades berticksich-
tigt, lasst sich kein direkter Zusammenhang zu den Koeffizienten der Forderhohen-
gleichung (2.1.5) herstellen, welche auch die Verluste innerhalb des Pumpengehduses
beinhaltet. Fiir den Volumenstrom wird wie in Kapitel 2.1 die Annahme getroffen,
dass der Leckagestrom vernachlédssigbar gering ist, so dass der aufSerhalb der Pumpe
gemessene Forderstrom Q statt dem Laufradvolumenstrom Q; verwendet wird.

Dynamischer Leistungsanteil

AbschliefSfend wird das Leistungsmodell um einen dynamischen Leistungsanteil er-
ganzt, welcher die Leistungsaufnahme bei Verdnderung der Drehzahl der Pumpe be-
riicksichtigt. Die Leistungsaufnahme P; aufgrund einer Anderung der Drehzahl kann
basierend auf dem zur Drehzahldnderung notwendigen Drehmoment Mj berechnet
werden [EH11]:

P=Mw=]w (;—‘f. (4.2.16)
Die Komponente (31_(2] stellt die zeitliche Anderung der Drehzahl in Form des Diffe-
rentialquotienten der Kreisfrequenz w beztiglich der Zeit t dar und der Parameter |
reprasentiert die Massentragheit bedingt durch die Motorwelle, das Laufrad und die

Masse des sich im Laufrad befindlichen Fordermediumes.
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4.3. Gesamtmodell der Motoreingangsleistung

Eine Messung und darauf basierende Validierung der einzelnen Komponenten des
Leistungsmodells ist nur mit hohem Aufwand durchfiihrbar [Mei+18a]. Beispiels-
weise ist zur Unterscheidung zwischen Eisenverlusten und Reibungsverlusten der
Aufbau eines baugleichen Motors, bei dem die Permanentmagnete durch ein Material
mit identischer Masse ersetzt werden, moglich [Jar+15]. Bei diesem Ansatz kann der
Motor extern angetrieben und das entsprechende Reibmoment mittels einer Drehmo-
mentmesswelle erfasst werden, so dass das Reibungsmodell separat betrachtet werden
kann.

Aufgrund des erheblichen Aufwands zur messtechnischen Erfassung der Einzelmo-
delle werden die Eisenverluste gemaf; Gleichung (4.2.8), die Reibungsverluste gemaf
Gleichung (4.2.12), die hydraulische Leistung gemaf3 Gleichung (4.2.15) und der dyna-
mische Leistungsanteil geméafs Gleichung (4.2.16) zu einem Gesamtmodell kombiniert,
so dass eine Validierung des Gesamtmodells der Motoreingangsleistung P, erfolgen
kann:

dw
Pm(Q,w):atherbthz—ctQSJr Vi + s Frew + ]wa +
Hydraulisglqe Leistung Reibungs- unzlrEisenverluste T

Dynamischer Anteil

—i—khyw <Ld1d+2TPLdld+L )—i—lew <L§Z§+2TpLdld+L§Z$>

Stromabhéngige Hystereseverluste Stromabhéngige Wirbelstromverluste

(4.3.1)
Bei der Bestimmung des Gesamtmodells der Motoreingangsleistung P, werden die
gemdfs Gleichung (4.2.1) berechneten ohmschen Verluste Pc, nicht miteinbezogen.
Da der ohmsche Widerstand der Statorwicklungen und die Statorstrome bekannt
sind, werden diese Komponenten direkt von der gemessenen Motoreingangsleistung
subtrahiert. Im Folgenden wird sich daher bei der Motoreingangsleistung auf die um
die Kupferverluste reduzierte Grofle bezogen.
Die Reibungsverluste und die stromunabhidngigen FEisenverluste wurden in
Gleichung (4.3.1) zu den Termen mit den Koeffizienten v, und vs zusammengefasst,
da diese Terme fiir die Eisen- und Reibungsverluste die selbe Abhdngigkeit von der
mechanischen Kreisfrequenz aufweisen und folglich keine direkte Unterscheidung des
jeweiligen Einflusses der Komponenten auf die Leistungsaufnahme moglich ist. Zur
Modellierung des Gesamtmodells der Leistungsaufnahme besteht jedoch auch keine
Notwendigkeit zwischen den Einfliissen differenzieren zu konnen.
Des Weiteren wird im Folgenden zur Vereinfachung eine Zusammenfassung der Koef-
fizienten der Terme der Hystereseverluste Py, und der Wirbelstromverluste Py; durch
die Koeffizienten ky1, knp, kns, kw1, kw2 und kyy3 in folgender Weise verwendet:

Py = @ (khy L33+ kny 2Wp Lyig + khy L2 2) , (43.2)
—— ———
ki1 kno khS
Pyi = w? (kwi L33+ ki 2 ¥p Ly ig + ki L2 3,) (4.3.3)
\.\/_/ \/_ | —
kw1 kw2 kw3
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Da die Bestimmung des Volumenstroms basierend auf dem dynamischen Leistungs-
anteil erfolgen soll, welcher durch eine sinusférmige Drehzahlanregung erzeugt wird,
wird auch das Modell der Leistungsaufnahme bei der Anregungsfrequenz bestimmt.
Analog zu der Modellierung der von der Pumpe generierten Forderhohe in Kapitel 2.1
wird der Gleichanteil und der Wechselanteil der mechanischen Kreisfrequenz gemaf
Gleichung (2.1.8) und der Gleichanteil und der Wechselanteil des Volumenstroms ge-
maf3 Gleichung (2.1.9) in das Gesamtleistungsmodell eingesetzt.

Der aus der Drehzahlanregung resultierende d-Strom i; wird als Uberlagerung eines
Gleichanteils i;y und eines Wechselanteils bei der Anregungsfrequenz fp mit der
Amplitude i ; und der auf die Drehzahlanregung bezogenen Phasenverschiebung ¢,
angenommen:

id(i’) =40+ id,1 sin(2 tfat+ qod) (4.3.4)
Analog wird der g-Strom i; durch einen Gleichanteil i; o und durch einen Wechselanteil
mit der Amplitude 7,1 und der Phasenverschiebung i, ; dargestellt:

iq(t) = iq,O + iq,l sin(2 TTfat+ q)q) (4.3.5)

Die Stromverldufe gemafS Gleichung (4.3.4) und Gleichung (4.3.5) werden analog zu
der Kreisfrequenz und dem Volumenstrom in das Gesamtleistungsmodell aus Glei-
chung (4.3.1) eingesetzt.

Durch Anwendung der Fourier-Transformation nach Gleichung (2.1.10) und
Gleichung (2.1.11) auf das Gesamtleistungsmodell wird die aus der Drehzahlanre-
gung resultierende Leistungsaufnahme bei der Anregungsfrequenz bestimmt.

Durch die Fourier-Transformation ergibt sich der Realteil Pre der Leistungsaufnahme
bei der Anregungsfrequenz

1 3
Pre = w1 (th%+Eth%‘|‘2atQ0w0+2sz0‘|‘3Viw6+Zviw%‘f'vc) +
3 3
—|—Q1 COS(QDQ) <—3 Ct Q% — th Q%—l—th QO wo + at w%—i— Zat w%) + (4-.3.6)

1
t3 bt QF w1 c08(2 9Q) + Pre,d + Preg

mit dem Term Pg, 4, welcher die von dem d-Strom abhéngigen Eisenverluste abbildet

. 1 . . ) . .
PRed = w1 (khl i3+ 5 ki 151+ ko a0 + 2 kw1 i3 wo + kw1 i3 1 wo + 2 kwa i wo) +
+ cos(@4) (2 Kn1 14,0 i1 Wo + kno g1 wo + 2 kw1 1041 w%) +
. 3 . 3 .
+ cos(@4) <kw2 g1 W+ 5 kwilaoian wi + 1 kw2 lan w%) +

1 ) 1 .
+ cos(2 ¢,) (4_1 km 1621,1 w1 + 3 kw1 131,1 wo w1> ,
(4.3.7)
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4.3. Gesamtmodell der Motoreingangsleistung

und dem Term Pge 4, welcher die von dem g-Strom abhiéngigen Eisenverluste darstellt
. 1. . , :
PRe,q = w1 (khg, 13,0 + E kh3 131,1 +2 kw3 wo Zslo + kw3 1211 w0> +
. 3
+ 15,0191 COS((pq) <2 kns wo + 2 kw3 wg + 5 kw3 w%) + (4.3.8)

. 1 1
+ 13,1 COS(2(pq) w1 (Z kns + E kw3 wo) .

Der durch die Fourier-Transformation bestimmte Imaginérteil P, der Leistungsauf-
nahme kann wie folgt bestimmt werden:

Pim =27 fawowi + % by Q% wy sin(2 #Q) + Pima + Pimg+
3 1 (4.3.9)
+ Q1 sin(¢q) <—3ct Q5 — ZCtQ%+2bt Qo wo + ar w + Zatw%) :
Die Terme P, g und Py, 4 bilden jeweils die von dem d-Strom beziehungsweise dem
g-Strom abhdngigen Terme des Imagindrteils Pj,, der Leistungsaufnahme bei der An-
regungsfrequenz ab:

Pima = i1 sin(9a) (2Kn i wo + kno @o + 2 kwr i 3 ) +
L 1 . 1
+ i, sin(¢q) <kw2 wh + 5 kw1 lao Wi + 7 kw2 w%) + (4.3.10)

. ) 1
+wy 13,1 sin(@y) cos(@q) (E ki1 + kw1 wo) ,

.. ) 1
PIm,q =14014,1 SIN ((Pq> <2 kh3 wo +2 kW3 w% + E kw3 w% ) +
(4.3.11)

. : 1
+ wy 12/1 sin (@4) cos (¢4) <§ kis + kw3 w()) .

Bei Kenntnis der Modellparameter, welche in Kapitel 5 ermittelt werden, kann basie-
rend auf dem Modell des Realteils Pre der Leistungsaufnahme nach Gleichung (4.3.6)
und dem Modell des Imaginérteils P, der Leistungsaufnahme nach Gleichung (4.3.9)
in den nachfolgenden Kapiteln die Leistungsaufnahme bei der Anregungsfrequenz
bestimmt werden.
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Parameteridentifikation und Validierung
des Modells der Motoreingangsleistung

Nachdem in Kapitel 4 ein physikalisch basiertes Leistungsmodell des Pumpenaggrega-
tes entwickelt wurde, erfolgt in diesem Kapitel die Identifikation der Modellparameter
und die Validierung des Modells.

In Kapitel 5.1 findet die Identifikation der Parameter des Gesamtmodells der Leis-
tungsaufnahme des Pumpenaggregates aus Kapitel 4.3 anhand einer stationdren Kenn-
teldmessung statt. Darauffolgend wird in Kapitel 5.2 analog zu der Validierung des
Forderhohenmodells die Validierung des Leistungsmodells bei Einpragung einer si-
nusformigen Drehzahlanregung fiir diese Anregungsfrequenz durchgefiihrt. Abschlie-
flend wird in Kapitel 5.3 die Parameteridentifikation und Validierung des Leistungs-
modells an einem weiteren Priifling vollzogen. Im Rahmen dieser Validierung wird
auch die Validierung der Kombination des hydraulischen Gesamtmodells aus
Kapitel 2.3 und des Leistungsmodells vollzogen. Die Validierung eines zweiten Priif-
lings ist einerseits notwendig, da im Verlauf dieser Arbeit auch dieser Priifling ver-
wendet wird und demzufolge die Validitdt des Modells fiir diesen Priifling gegeben
sein muss. Des Weiteren bietet die Validierung an einem weiteren Priifling den Vorteil,
dass die Ubertragbarkeit des Modells auf andere Pumpenaggregate und entsprechend
die Allgemeingiiltigkeit des Modells bestétigt werden kann.

5.1. Parameteridentifikation des Leistungsmodells

Zur Bestimmung der Parameter des Leistungsmodells wird die wihrend des stati-
schen Forderhohenkennfeldes aus Abbildung 3.2 gemessene Motoreingangsleistung
zu Grunde gelegt.

Die gemessene Motoreingangsleistung des Pumpenaggregates und die basierend
auf den identifizierten Modellparametern berechnete Leistungsaufnahme werden in
Abbildung 5.1 in Abhédngigkeit der Kreisfrequenz w und des Volumenstroms Q dar-
gestellt.

Zur Identifikation der Modellparameter wird wie bei der Identifikation der Parameter
des hydraulischen Modells die Methode der kleinsten Quadrate und die Giitefunktion
gemdfd Gleichung (3.1.1) angewandt. Da geméfs der Affinitdtsgesetze die hydrauli-
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5.1. Parameteridentifikation des Leistungsmodells

sche Leistungsaufnahme proportional zur dritten Potenz der Drehzahl steigt [Vih+13],
wird bei der Identifikation der Modellparameter eine Regularisierung angewandt. Bei
steigender Drehzahl, jedoch konstantem Volumenstrom, steigt die hydraulische Leis-
tungsaufnahme nur noch proportional zum Quadrat der Drehzahl. Daher werden
die Elemente des Regressors und des Regressanden bei der Bestimmung der Modell-
parameter jeweils durch die quadrierte Kreisfrequenz dividiert, um bei identischem
Volumenstrom eine dhnlich hohe Gewichtung verschiedener Drehzahlen zu erzielen.
Da das Tragheitsmoment | von der Anderung der Kreisfrequenz abhingt und daher
nicht anhand stationdrer Arbeitspunkte ermittelt werden kann, wird dieser Anteil bei
der stationdren Parameteridentifikation vorerst vernachléssigt.
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Abbildung 5.1.: Darstellung der Motoreingangsleistung Pn, der Stratos MAXO 25/0,5-12 in
Abhingigkeit der mechanischen Kreisfrequenz w und des Volumenstroms Q

Wie bereits bei dem Forderhohenkennfeld aus Abbildung 3.2 iiberlagern sich die Leis-
tungskennlinien der hohen Drehzahlen mit steigendem Volumenstrom. Dieser Effekt
ist bedingt durch die internen Schutzfunktionen der Motorsteuerung, welche zu einer
Reduktion des internen Sollwertes der Drehzahlregelung fiithren, um die zuldssige
Maximalleistung des Motors nicht zu tiberschreiten. Da es aufgrund der Drehzahl-
reduktion zu einer vermehrten Anzahl von Messpunkten im Grenzbereich kommt,
wurden bei der Parameterbestimmung beziiglich der Messwerte im Grenzbereich
nur die Messwerte bei der hochsten Solldrehzahl berticksichtigt. Dies vermeidet eine
tiberproportional hohe Gewichtung dieses Bereichs des Kennfeldes im Vergleich zu
anderen Arbeitspunkten.

Zur quantitativen Bewertung des Modells wird wie bei der Validierung des Forder-
hohenmodells in Kapitel 3 der mittlere vorzeichenbereinigte relative Fehler MAPE
berechnet. Der Fehler zwischen Modell und Messung belduft sich auf MAPE = 0,47 %,
so dass das Modell eine hohe Giite bei der Reproduktion der Messdaten aufweist. Die
betragsmaflig grofite relative Abweichung zwischen Messwert und Modell liegt bei
2,18 %. Dieser Wert befindet sich ebenso in einem akzeptablen Rahmen, so dass kein
einzelner Arbeitspunkt einen signifikant erhohten relativen Fehler aufweist und das
Modell die Messdaten mit hoher Genauigkeit abbilden kann.

47
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5.2. Validierung des Leistungsmodells

Nachdem die Modellparameter des Leistungsmodells anhand einer stationdren Mes-
sung bestimmt wurden, findet eine Validierung des Leistungsmodells anhand der
dynamischen Leistungsaufnahme statt. Zu diesem Zweck wird bei der zeitlich hoch-
aufgelosten Messung aus Kapitel 3.1, welche zur Validierung des Forderhohenmodells
genutzt wurde, neben der Fourier-Transformation der Kreisfrequenz und der hydrauli-
schen Grofien auch eine Fourier-Transformation der Leistungsaufnahme durchgefiihrt,
um den Gleichanteil und den Wechselanteil der gemessenen Leistungsaufnahme bei
der Anregungsfrequenz zu extrahieren.

Der Realteil Pre und der Imaginérteil Pi, der Leistung bei der Anregungsfrequenz
fa =1,3Hz und der Amplitude N; = 120 min~! werden in Abbildung 5.2 in Abhén-
gigkeit der Gleichanteile Ny und Qg der Drehzahl und des Volumenstroms dargestellt.

Leistung Pgre [W]

DI‘ehZahI A[O [ml ;
]

Abbildung 5.2.: Darstellung des Realteils Pre (links) und des Imaginarteils Pp, (rechts) der
gemessenen Leistungsvariation der Stratos MAXO 25/0,5-12 bei der Frequenz fa = 1,3Hz in
Abhingigkeit des Gleichanteils Ny der Drehzahl und des Gleichanteils Qy des Volumenstroms

Wie ersichtlich ist, steigt der Realteil Pre der Leistungsaufnahme fiir den Volumenstrom
Qo = 0m3/h bei geschlossenem Ventil mit der Drehzahl bis auf den Drehzahlbereich
nahe der Maximaldrehzahl kontinuierlich an. Dies entspricht dem geméf; des Modells
aus Gleichung (4.3.6) erwarteten Verhalten, da in diesem Fall nur Leistung aufgrund
der Reibungs- und Eisenverluste, welche mit der Drehzahl ansteigen, bereitgestellt
werden muss.

Nahe der Maximaldrehzahl sinkt der Wert von Pg, jedoch wieder ab, da der Motor
den Drehzahlbereich erreicht in dem eine Feldschwédchung stattfindet. Mit steigender
Drehzahl erhoht sich die aufgrund der Permanentmagneten generierte Gegeninduk-
tionsspannung. Da diese die maximal verfligbare Spannung nicht iibersteigen kann,
wird im Bereich hoher Drehzahlen ein negativer d-Strom eingeprédgt, um das mag-
netische Feld bedingt durch die Permanentmagneten zu schwéachen und somit den
Betrieb bei hoheren Drehzahlen zu erméglichen [Har+01]. Aufgrund der Reduktion
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5.2. Validierung des Leistungsmodells

der Stirke des Magnetfeldes werden auch die Eisenverluste reduziert, so dass die
Leistungsaufnahme in diesem Bereich absinkt.

Betrachtet man den Imaginarteil Pr,, der Leistungsaufnahme fiir den Volumenstrom
Qo = 0m3/h bei geschlossenem Ventil lisst sich analog zu dem Realteil ein Anstieg
mit steigender Drehzahl verzeichnen. Bei geschlossenem Ventil haben laut des Modells
nach Gleichung (4.3.9) nur der Term mit dem Trdgheitsmoment | und die Eisenver-
luste bedingt durch die Strome einen Einfluss auf die Leistungsaufnahme. Da der
Leistungsanteil bedingt durch das Tragheitsmoment geméafs Modell proportional zur
Kreisfrequenz steigt, ist die Beobachtung des Leistungsanstiegs mit der Drehzahl kon-
form zu dem Modell.

Da das kombinierte Tragheitsmoment | der Motorwelle, des Laufrades und des darin
befindlichen Mediums nicht basierend auf der stationdren Messung bestimmt werden
kann, wird dieser Parameter auf Grundlage des gemessenen Imaginérteils Pp, der
Leistung nachtréaglich identifiziert. Bei geschlossenem Ventil und damit Qp = 0m3/h
wird gemédfi des Modells der Imaginérteil P, nur durch das Tragheitsmoment und
die Eisenverlustterme Pj, 4 und Prpy 4 beeinflusst, so dass im Falle von Qg = 0m3/h
und Q; = 0m?/h gilt:

PIm = ]27TfA wWwo W1 +P1m,d+PIm,q- (521)

Daher werden diese Messwerte von Py, bei geschlossenem Ventil um die modellierten
Eisenverluste Pp, 4 und Py 4, deren Parameter bereits anhand der stationdren Mes-
sung bestimmt wurden, bereinigt und das Tragheitsmoment mittels der Methode der
kleinsten Quadrate anhand der bereinigten Werte bestimmt.

Nach der Bestimmung des Tragheitsmoments anhand der Messdaten bei geschlosse-
nem Ventil erfolgt die Validierung des Modells anhand des gesamten Kennfeldes. Zur

quantitativen Bewertung des Modells werden die relativen Fehler epre r = 100 % PRPP;RPR‘-‘
e

und eppm r = 100 % Pim—Pim Jeg Realteils und des Imagindrteils der modellierten Leis-
tungswerte bei der An;negungsfrequenz bezogen auf die Messwerte berechnet.

Die relativen Fehler epgre r und epyy » werden in Abbildung 5.3 dargestellt.

Der mittlere vorzeichenbereinigte relative Fehler des Realteils Pre der Leistungsauf-
nahme betragt MAPE = 2,3 %. Bei Betrachtung des Verlaufes von Pg, in Abbildung 5.2
lasst sich bei konstanter Drehzahl ein ndherungsweise linearer Anstieg mit steigendem
Volumenstrom ausmachen, so dass anhand von Pre der Volumenstrom bestimmt wer-
den konnte. Unter der Annahme, dass sich Modellfehler in dhnlicher Gréfienordnung
bei der Volumenstrombestimmung niederschlagen, zeigt das Modell des Realteils mit
dem Wert von MAPE = 2,3 % eine hohe Giite.

Betrachtet man den Verlauf des Fehlers epre » des Realteils ist ersichtlich, dass gewisse
Bereiche des Kennfeldes betragsmifig betrachtet einen erhohten Fehler besitzen. Der
relative Fehler steigt absolut betrachtet bei den geringsten Drehzahlen mit sinkendem
Volumenstrom signifikant an. Der tiber das Kennfeld betrachtet hochste Fehler ergibt
sich bei der geringsten Drehzahl und Qp = 0m?/h bei geschlossenem Ventil. In die-
sem Arbeitspunkt betrdgt der vorzeichenbereinigte relative Fehler |epre | = 9,5 %. Es
gilt jedoch zu beriicksichtigen, dass der gemessene Wert von Py, in diesem Betriebs-
punkt mit Pge = 1,49 W den {iiber das Kennfeld betrachtet geringsten Wert annimmt.
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Abbildung 5.3.: Darstellung des relativen Fehlers epre des Realteils (links) und des relativen
Fehlers eppm » des Imagindrteils (rechts) der modellierten Leistungsvariation bezogen auf die
gemessene Leistungsvariation der Stratos MAXO 25/0,5-12 bei der Frequenz fa = 1,3Hz in
Abhingigkeit des Gleichanteils Ny der Drehzahl und des Gleichanteils Qy des Volumenstroms

Dieser Wert entspricht bezogen auf den maximal gemessenen Wert der Leistung von
P = 305,8 W wihrend der stationdren Kennfeldmessung aus Abbildung 5.1 nur ei-
nem Messwert von 0,49 % der maximal gemessenen Leistung des Antriebs. Da die
Messsensorik des Antriebs basierend auf den maximalen Werten der zu messenden
Grofien ausgelegt wird, kann dieser erhohte Fehler aufgrund von Ungenauigkeiten
der Leistungsmessung des Antriebs hervorgerufen werden.

Des Weiteren liegt im Bereich der maximalen Drehzahlen ein erhohter Fehler epge » vor.
Bei hohen Drehzahlen steigt der Fehler auf einen in diesem Bereich maximalen Wert
von eprer = 4,1 %. In dem hohen Drehzahlbereich befindet sich der Antrieb im Bereich
der Feldschwédchung, weshalb betragsmaflig eine signifikante Erhohung des d-Stroms
erfolgt. Um dies zu verdeutlichen wird der Gleichanteil i;y des d-Stroms und die
Amplitude i;; des Wechselanteils des d-Stroms bei der Anregungsfrequenz, welche
in das Leistungsmodell eingehen, in Abbildung 5.4 in Abhédngigkeit des Gleichanteils
der Drehzahl und des Volumenstroms dargestellt.

Wie ersichtlich ist, erfolgt bei hohen Drehzahlen aufgrund der Feldschwidchung be-
tragsméfig ein erheblicher Anstieg von i; o und i, ;. Bei der Modellierung der Leistung
werden konstante Modellparameter angenommen. Aufgrund des magnetischen Flus-
ses der Permanentmagneten in Richtung der d-Achse kann im unbestromten Zustand
bereits eine erhohte Sattigung der Induktivitdt L; vorliegen. Durch die Feldschwa-
chung wird diese Sattigung reduziert, so dass die Annahme konstanter Modellpara-
meter moglicherweise nicht valide ist. Da der relative Fehler in dem Feldschwachungs-
bereich einen maximalen Wert von epge » = 4,1 % besitzt, befindet sich der Fehler jedoch
noch in einem akzeptablen Bereich und es wird zur Vermeidung der Erhéhung der
Modellkomplexitdt von der Einfithrung arbeitspunktabhidngiger Koeffizienten abgese-
hen.
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Abbildung 5.4.: Darstellung des Gleichanteils i;( des d-Stroms (links) und der Amplitude i, ;
des d-Stroms der Stratos MAXO 25/0,5-12 bei der Anregungsfrequenz fa = 1,3 Hz (rechts) in
Abhingigkeit des Gleichanteils Ny der Drehzahl und des Gleichanteils Qy des Volumenstroms

Der mittlere vorzeichenbereinigte relative Fehler des Imaginérteils der Leistungsauf-
nahme besitzt im Vergleich zum Realteil einen erhohten Wert von MAPE = 6,7 %. Prin-
zipiell 1dsst sich wie bei dem Realteil beobachten, dass im Bereich geringer Drehzahlen
ein betragsméfiig erhohter Fehler vorliegt. Da auch der Wert von Py, mit sinkender
Drehzahl abfillt und bei der geringsten Drehzahl und Q = 0m3/h mit Py, = 1,15W
im Vergleich zu dem geringsten Wert des Realteils von Pre = 1,49 W einen noch nied-
rigeren Wert aufweist, ist davon auszugehen, dass auch in diesem Fall bei geringen
Drehzahlen ein erhohter Einfluss durch Messungenauigkeiten vorliegt.

Im Gegensatz zu dem Realteil ist nicht das Verhalten zu beobachten, dass der Fehler
mit steigendem Volumenstrom betragsmaéfsig sinkt. Bei hohen Volumenstromen liegt
sogar ein betragsmaifliiger Anstieg des Fehlers vor. Betrachtet man Abbildung 5.2 ldsst
sich dies damit begriinden, dass der Imaginirteil im Gegensatz zum Realteil keinen
monoton steigenden Verlauf {iber den Volumenstrom besitzt, sondern mit steigendem
Volumenstrom signifikant absinkt. Generell ist die Groflenordnung der Werte des Ima-
gindrteils bei allen Drehzahlen bei mittleren und hoheren Volumenstromen um ein
Vielfaches geringer als die Werte des Realteils, so dass mit steigendem Volumenstrom
signifikante lokale Schwankungen des Fehlers epyy » zu beobachten sind. Aufgrund
der geringen Werte von Py, ist es naheliegend anzunehmen, dass diese Schwankungen
durch Messungenauigkeiten und Rauschen entstehen. Zur Verbesserung der Signal-
qualitdt kann eine Messung mit erhohter Anregungsamplitude erfolgen. Da bereits
eine Anregung mit einer Amplitude von N = 120 min~! erfolgt, wird hiervon abgese-
hen, um eine zu hohe Auslenkung aus dem Arbeitspunkt zu vermeiden. Des Weiteren
wird im Rahmen der Validierung in Kapitel 5.3 die Betrachtung des Leistungsmo-
dells an einem weiteren Priifling vollzogen bei dem eine hohere Signalqualitdt der
Messwerte des Imaginérteils P, vorliegt, so dass eine aussagekraftigere Bewertung
beziiglich der Giite des Modells des Imaginirteils der Leistungsaufnahme moglich ist.
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5.3. Validierung des kombinierten Modells des hydraulischen
Systems und der Motoreingangsleistung

Um eine Analyse des Einflusses der Eigenschaften des hydraulischen Systems auf
den Wechselanteil der Leistungsaufnahme, auf welcher der neue Ansatz zur Volumen-
strombestimmung basiert, zu ermdglichen, miissen das Gesamtmodell des hydrauli-
schen Systems aus Kapitel 2.3 und das Gesamtmodell der Motoreingangsleistung aus
Kapitel 4.3 kombiniert werden.

Das Gesamtmodell des hydraulischen Systems und das Leistungsmodell wurden be-
reits fiir die Anregungsfrequenz fa = 1,3 Hz in Kapitel 3.3 beziehungsweise Kapitel 5.2
unabhédngig voneinander validiert. Daher erfolgt diesem Abschnitt eine Kombination
und Validierung der Modelle, indem statt der gemessenen Amplitude Q; und dem ge-
messenen Phasenwinkel ¢g der Volumenstromvariation die mittels des hydraulischen
Modells berechneten Werte als Eingangsgrofien fiir das Leistungsmodell verwendet
werden.

Wie aus Abbildung 5.1 hervorgeht, ist das Kennfeld der stationdren Leistungsauf-
nahme des bisher betrachteten Priiflings nicht riickgekriimmt, so dass die Leistung
bei steigendem Volumenstrom einen monoton steigenden Verlauf aufweist und der
konventionelle Ansatz zur Volumenstrombestimmung anhand der stationédren Leis-
tungsaufnahme angewendet werden konnte. Dieser Priifling wurde bisher verwendet,
da der Priifstand fiir die Baugrofle dieses Priiflings tiber Sensorik verfiigt, welche eine
Erfassung transienter hydraulischer Vorgdange und somit die separate Validierung der
Modelle ermdglicht hat. Da das neue Verfahren zur Volumenstrombestimmung darauf
abzielt eine Volumenstrombestimmung auch bei Pumpenaggregaten mit mehrdeutigen
Leistungskennlinien, wie in der Einleitung dieser Arbeit in Abbildung 1.4 dargestellt,
zu erlauben, wird zur Validierung der Kombination des Hydraulikmodells und des
Leistungsmodells ein neuer Priifling verwendet, welcher einen riickgekriimmten Leis-
tungsverlauf {iber den Volumenstrom aufweist. Da die separaten Modelle bereits an
einem Priifling validiert wurden, bietet die Betrachtung eines weiteren Priiflings mit
anderen Eigenschaften des Weiteren den Vorteil, dass die Ubertragbarkeit der vorge-
stellten Modelle auf Pumpenaggregate mit anderen Eigenschaften bestatigt wird.
Der im Folgenden verwendete Priifling ist eine Stratos MAXO 80/0,5-16 der Firma
Wilo. Eine detaillierte Beschreibung des Priiflings ist Anhang B.2 zu entnehmen.

Der Priifstand, in welchem der Priifling verbaut ist, besitzt einen prinzipiell dhnlichen
Aufbau wie der bereits verwendete Priifstand aus Abbildung 3.1. Der Priifstand besitzt
jedoch kein variables Rohrnetz. Des Weiteren weist die Sensorik zur Erfassung der
hydraulischen Groflen im Vergleich zum vorherigen Priifstand eine weit geringere
Dynamik auf, so dass keine Erfassung transienter hydraulischer Vorgidnge moglich ist.
Eine detaillierte Beschreibung des Priifstands ist Anhang B.2 zu entnehmen.

Zur Parametrierung des hydraulischen Modells fiir diesen Priifling wird analog zu
der Messung des stationdren Forderhohenkennfeldes des ersten Priiflings eine Kenn-
feldmessung bei 18 verschiedenen Drehzahlen ohne Drehzahlanregung durchgefiihrt.
Die Drehzahlen wurden gewdihlt, so dass die generierte Forderhohe bei geschlosse-
nem Ventil dquidistante Abstdnde zwischen den Drehzahlen aufweist. Die Ermittlung
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der Parameter des Forderhohenmodells der Pumpe wird analog zur Bestimmung der
Koeffizienten des ersten Priiflings in Kapitel 3.1 durchgefiihrt.

Die gemessene Forderhthe und die anhand der ermittelten Modellparameter berech-
nete Forderhohe sind in Abbildung 5.5 dargestellt.

Der mittlere vorzeichenbereinigte Fehler zwischen den gemessenen und den model-
lierten Werten der Forderhohe betragt MAPE = 1,1 %. Entsprechend reproduziert das
Modell die Messdaten im Mittel mit zufriedenstellender Giite. Der betragsmafiig ma-
ximale relative Fehler liegt jedoch bei 6,2 %, so dass in einzelnen Arbeitspunkten im
Vergleich zum mittleren Fehler erhohte Modellabweichungen zu erwarten sind.
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Abbildung 5.5.: Darstellung des Kennfeldes der generierten Forderhohe Hp der
Stratos MAXO 80/0,5-16 in Abhdngigkeit der Kreisfrequenz w und des Volumenstroms Q

Eine Identifikation der hydraulischen Induktivitdt Lp der Pumpe anhand transienter
Vorginge, wie sie bei dem vorherigen Priifling bei der Validierung des Forderhohen-
modells in Kapitel 3.1 durchgefiihrt wurde, kann aufgrund der begrenzten Dynamik
der Priifstandssensoren nicht vollzogen werden. Wie bereits in Kapitel 3 anhand von
Gleichung (2.3.4) gezeigt wurde, {iberlagern sich die hydraulischen Induktivitdten der
Pumpe und des Rohrnetzes bei der Bestimmung der Volumenstromschwankung addi-
tiv. Bei dem ersten Priifling lag das Verhiltnis der hydraulischen Induktivitit Ly des
Rohrnetzes und der hydraulischen Induktivitdt Lp der Pumpe bei %—P = 11,4. Es ist
anzunehmen, dass der Priifstand des zweiten Priiflings aufgrund der Rohrnetzldnge,
welche gemédfs Gleichung (2.2.8) einen mafigeblichen Einfluss auf die hydraulische
Induktivitat besitzt, ebenso einen dominanten Faktor im Vergleich zu der Pumpe dar-
stellt, so dass im Folgenden die hydraulische Induktivitét dieses Priiflings im Vergleich
zur Induktivitdt des Rohrnetzes als vernachldssigbar angenommen wird.

Die Identifikation der Parameter des Leistungsmodells erfolgt anhand der wahrend
der Kennfeldmessung aus Abbildung 5.5 gemessenen Leistungsaufnahme. Die Be-
stimmung der Parameter des Leistungsmodells nach Gleichung (4.3.1) erfolgt analog
zu der Bestimmung der Koeffizienten des Leistungsmodells des ersten Priiflings.

Die gemessene Leistungsaufnahme und die anhand der identifizierten Modellpara-
meter berechnete Leistungsaufnahme werden in Abbildung 5.6 dargestellt.
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Abbildung 5.6.: Darstellung der Motoreingangsleistung P, der Stratos MAXO 80/0,5-16 in
Abhiéngigkeit der mechanischen Kreisfrequenz w und des Volumenstroms Q

Der mittlere vorzeichenbereinigte relative Fehler des Leistungsmodells liegt bezogen
auf die gemessene Leistungsaufnahme bei MAPE = 0,82 %. Der betragsmaifiig grofite
Wert des relativen Fehlers liegt bei 4,31 %, so dass in einzelnen Arbeitspunkten erhchte
Modellfehler jedoch keine signifikanten Ausreifier existieren. Entsprechend weist das
Modell eine hohe Giite beziiglich der Abbildung der Messdaten auf.

Zur Validierung des Modells wird die Kennfeldmessung aus Abbildung 5.6 analog zu
dem vorherigen Priifling mit einer Uberlagerung der Drehzahl durch eine sinusférmi-
ge Anregung wiederholt. Der Sollwert N , der Amplitude der Drehzahlanregung und
die Frequenz fa der Drehzahlanregung werden analog zu dem vorherigen Priifling zu
N1y =120 min~! und fa = 1,3Hz gewdhlt. Die Verldufe des gemessenen Realteils Pre
und des gemessenen Imaginérteils P, der aus der Drehzahlanregung resultierenden
Leistungsvariation konnen Abbildung 5.7 entnommen werden.

Vergleicht man die Verldufe der Leistungsanregung mit den Verldufen des vorherigen
Priiflings aus Abbildung 5.2, sind bei beiden Priiflingen bei steigender Drehzahl dhnli-
che Verldufe zu beobachten. Beziiglich des Einflusses des Volumenstroms sind jedoch
diverse Unterschiede in den Verldufen der Leistungsanregung ersichtlich.

Sowohl bei dem neuen als auch bei dem vorherigen Priifling lasst sich mit steigender
Drehzahl bei dem Realteil und dem Imaginérteil der Leistungsvariation ein Anstieg
beobachten. Eine Ausnahme bei beiden Priiflingen bilden Drehzahlen nahe der Maxi-
maldrehzahl, da sich in diesem Bereich aufgrund der Feldschwéachung eine Reduktion
der Eisenverluste und entsprechend der Leistungsvariation ergibt.

Bei dem neuen Priifling existiert bei konstanter Drehzahl nicht nur eine Riickkriim-
mung der stationdren Leistungsaufnahme mit steigendem Volumenstrom, sondern
auch bei dem Realteil P, ldsst sich bei hohen Drehzahlen mit steigendem Volumen-
strom ein Abflachen der Kennlinie beobachten, so dass beispielsweise bei der Drehzahl
N = 2620 min~! bei hohen Volumenstrémen mit steigendem Volumenstrom kein nen-
nenswerter Anstieg von Pr. mehr erfolgt. Im Gegensatz dazu wies der vorherige
Priifling einen monoton steigenden Verlauf von Pg, iiber den Volumenstrom auf.
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Abbildung 5.7.: Darstellung des Realteils Pre (links) und des Imaginirteils Ppy, (rechts) der
gemessenen Leistungsvariation der Stratos MAXO 80/0,5-16 bei der Frequenz fa = 1,3Hz in
Abhingigkeit des Gleichanteils Ny der Drehzahl und des Gleichanteils Qy des Volumenstroms

Auch beztiglich des Verlaufs des Imaginérteils Pj, lassen sich zwischen den Priif-
lingen Unterschiede feststellen. Bei dem Priifling aus Kapitel 5.2 erfolgte iiber den
Volumenstrom bei konstanter Drehzahl eine signifikante Abnahme des Wertes von
Py Bei diesem Priifling war nur bei sehr hohen Volumenstromen ein Abflachen bis
hin zu einem geringen Anstieg von Pj, zu verzeichnen. Bei dem neuen Priifling ergibt
sich Anfangs bei steigendem Volumenstrom auch ein Absinken des Wertes von Pp,.
Im mittleren Volumenstrombereich ergibt sich jedoch fiir jede Drehzahl ein Minimum
ab dem der Imaginirteil der Leistungsvariation wieder einen Anstieg verzeichnet.
Dieser Anstieg setzt sich bis zu hohen Volumenstromen fort, so dass der Wert von
Pry, bei konstanter Drehzahl bei hohen Volumenstromen sogar hohere Werte als bei
geschlossenem Ventil und Q = 0m3/h aufweist.

Zur quantitativen Bewertung der Giite der Kombination aus hydraulischem Modell
und Leistungsmodell werden zunéchst die Amplitude Q; und der Phasenwinkel ¢q
der Volumenstromschwankung anhand des hydraulischen Modells bestimmt. Zu die-
sem Zweck wird fiir jeden gemessenen Arbeitspunkt des Kennfeldes aus Abbildung 5.7
der hydraulische Widerstand Ry des Rohrnetzes anhand von Gleichung (3.2.1) fiir
Qp = 0m3/h ermittelt. Die hydraulische Induktivitdt Ly wird anhand der Priifstands-
abmessungen gemdfs Gleichung (2.2.8) berechnet. Basierend auf den Rohrnetzparame-
tern Ry und Ly und den bereits ermittelten Parametern des Forderhohenmodells des
Priiflings werden der Phasenwinkel und die Amplitude der Volumenstromanregung
nach Gleichung (2.3.2) und Gleichung (2.3.3) bestimmt.

Da das Tragheitsmoment | des Leistungsmodells nicht anhand der stationdren Kenn-
feldmessung ermittelt werden kann, ist die Bestimmung dieses Parameters vor der
Validierung notwendig. Zu diesem Zweck wird der Modellparameter | in analoger
Vorgehensweise zu Kapitel 5.2 basierend auf dem gemessenen Imaginérteil der Leis-
tungsvariation bei geschlossenem Ventil und Q = 0 m?3/h bestimmt.
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Im né&chsten Schritt wird anhand der Gleichanteile Qp und Ny des Volumenstroms
und der Drehzahl, der Amplitude N; der Drehzahlanregung, der Strome und der
mittels des hydraulischen Modells berechneten Volumenstromschwankung die Leis-
tungsvariation bei der Anregungsfrequenz berechnet. Zur quantitativen Bewertung
der Modellgiite wird der relative Fehler epre, des modellierten Realteils und der re-
lative Fehler epyy » des modellierten Imaginérteils jeweils bezogen auf den gemessen
Wert der Leistungsvariation aus Abbildung 5.7 berechnet.

Die relativen Fehler epgre r und eppy » sind in Abbildung 5.8 fiir jeden Arbeitspunkt des
gemessenen Kennfeldes aus Abbildung 5.7 dargestellt.
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Abbildung 5.8.: Darstellung des relativen Fehlers epre des Realteils (links) und des relativen
Fehlers eppm » des Imagindrteils (rechts) der modellierten Leistungsvariation bezogen auf die
gemessene Leistungsvariation der Stratos MAXO 80/0,5-16 bei der Frequenz fs = 1,3Hz in
Abhingigkeit des Gleichanteils Ny der Drehzahl und des Gleichanteils Qy des Volumenstroms

Der Anstieg des Realteils Pr. der Leistungsvariation des Priiflings weist bei hohen
Volumenstromen eine Abflachung auf. Ndherungsweise kann der Verlauf {iber den
Volumenstrom jedoch als linear betrachtet werden, so dass sich ein Fehler des Modells
von Pge entsprechend auch bei Nutzung dieser Grofse zur Volumenstrombestimmung
widerspiegeln wiirde. Auf Grundlage dieser Annahme weist das Modell mit einem
mittleren vorzeichenbereinigten relativen Fehler des Realteils der Leistungsvariation
von MAPE = 1,7 % eine hohe Giite auf.

Falls die Amplitude Q; und der Phasenwinkel ¢g der Volumenstromschwankung
nicht anhand des hydraulischen Modells des Systems berechnet werden und mit den
Werten Q; = 0m3/h und ¢g = 0° angenommen werden, erhéht sich der Fehler auf
MAPE = 11,6 %. Folglich ergibt sich bei Vernachldssigung der Volumenstromschwan-
kung eine signifikante Erhohung des Fehlers, da in diesem Fall die Volumenstrom-
schwankung einen nicht zu vernachlédssigenden Einfluss darstellt. Obwohl aufgrund
der unzureichenden Dynamik der hydraulischen Sensorik des Priifstands keine Va-
lidierung des hydraulischen Modells bei der Anregungsfrequenz moglich ist, kann
basierend auf der hohen Giite des Leistungsmodells bei Beriicksichtigung der be-
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rechneten Volumenstromschwankung im Vergleich zu dem hohen Fehler bei Ver-
nachlédssigung dieser Komponente die Schlussfolgerung getroffen werden, dass das
hydraulische Modell eine hinreichende Giite fiir Betrachtungen in Kombination mit
dem Leistungsmodell besitzt.

Der Verlauf von epgre » weist in den selben Bereichen des Kennfeldes wie der vorherige
Priifling erhohte Fehler auf. Der betragsméfiig erhohte Fehler im Bereich hoher Dreh-
zahlen ldsst sich wie bei dem ersten Priifling durch die Feldschwéachung in diesem
Bereich erkldren. Der Fehler im Bereich geringer Drehzahlen kann wie bei dem vorhe-
rigen Priifling durch mogliche Ungenauigkeiten der Leistungsmessung entstehen, da
der gemessene Wert des Realteils der Leistungsaufnahme in diesem Bereich auf bis zu
Pre = 11,9 W absinkt. Dies entspricht bezogen auf den wihrend der stationdren Kenn-
feldmessung aus Abbildung 5.6 maximal gemessenen Wert der Leistungsaufnahme
von Py, = 1543 W einem Verhiltnis von 0,77 %, so dass Ungenauigkeiten der Sensorik
einen erhohten Einfluss haben kénnen.

Der mittlere vorzeichenbereinigte relative Fehler des Imaginérteils der Leistungsvaria-
tion liegt bei MAPE = 3,5 %, so dass das Modell des Imaginérteils im Vergleich zum
Realteil einen erhohten Fehler aufweist. Bei Vernachldssigung der Volumenstrom-
schwankung ergibt sich eine signifikante Erhohung des Fehlers auf MAPE = 13,0 %,
weshalb auch in diesem Fall die Volumenstromschwankung beziehungsweise eine
mogliche Fortpflanzung von Fehlern des hydraulischen Modells einen nicht zu ver-
nachlédssigen Einfluss darstellt.

Bei dem Fehler des modellierten Imaginarteils ist in Abbildung 5.8 neben dem Bereich
der Feldschwidchung bei hohen Drehzahlen ein erhohter Fehler im mittleren Volu-
menstrombereich der jeweiligen Drehzahl zu beobachten, welcher einen maximalen
Wert von eppy r = 9,9 % annimmt. Dies ist der Kennfeldbereich in dem der gemessene
Imaginérteil Pp,, in Abbildung 5.7 seinen minimalen Wert bei der jeweiligen Drehzahl
annimmt bevor mit weiterem Anstieg des Volumenstroms ein Anstieg von Pp,, zu
verzeichnen ist. Wie in Kapitel 7 gezeigt wird, stellt der Realteil Pr. der Leistungs-
variation die relevante Grofie fiir die Volumenstrombestimmung basierend auf der
Drehzahlanregung dar, so dass die vorliegenden erhohten Modellabweichungen des
Imagindrteils in bestimmten Bereichen des Kennfeldes in Bezug auf die Zielsetzung
der Volumenstrombestimmung keine Relevanz besitzen.

Zusammenfassend betrachtet weist das Modell des Imaginérteils der Leistungsvaria-
tion mit einem Fehler von MAPE = 3,5% im Vergleich zu dem Modell des Realteils,
welches einen mittleren Fehler von MAPE =1,7 % besitzt, eine verringerte Gtite auf. Im
weiteren Verlauf dieser Arbeit wird gezeigt, dass der Realteil Pr. die relevante Grofe
fiir die Volumenstrombestimmung darstellt. Unter der Annahme, dass sich Fehler des
Modells des Realteils Pre der Leistungsvariation in dhnlicher Grofsenordnung in der
Volumenstrombestimmung widerspiegeln, weist das Modell des Realteils mit einem
Fehler von MAPE = 1,7 % in Bezug auf die Zielsetzung der Volumenstrombestimmung
eine hohe Giite auf und kann in nachfolgenden Kapitel verwendet werden.
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Die Bestimmung des Volumenstroms soll anhand der Leistungsschwankung, welche
aus der Einprdagung einer sinusformigen Drehzahlanregung resultiert, erfolgen. Um
den Volumenstrom modellbasiert bestimmen zu kénnen, muss daher die eingeprag-
te Drehzahlanregung bekannt sein. Bei Kenntnis der Lage des Rotors der Maschine
kann die Drehzahl aus der zeitlichen Anderung des Lagewinkels bestimmt werden.
Da die betrachteten Pumpenaggregate keinen Lagegeber besitzen, wird in Kapitel 6.1
ein Ansatz zur Bestimmung der Rotorlage und der Drehzahl basierend auf elektri-
schen Messgrofien erldutert. Des Weiteren wird in Kapitel 6.2 eine Drehzahlregelung
vorgestellt, welche es ermdglicht die gewiinschte Drehzahlanregung einzupréagen. Ab-
schlieflend werden in Kapitel 6.3 Ansdtze vorgestellt, um die Drehzahlanregung auch
in Grenzbereichen des Antriebs wie im Bereich der maximal zuldssigen Leistung und
des maximal zuldssigen Stroms des Antriebs der Pumpe durchzufiihren.

6.1. Bestimmung der Rotorlage und der Drehzahl des Motors

Die feldorientierte Regelung ist der am weitesten verbreitete Ansatz zur Stromregelung
von permanentmagneterregten Synchronmaschinen [Wiel2]. Durch Einsatz eines ro-
torsynchronen Koordinatensystems liegen die Strome bei stationdrem Arbeitspunkt als
Gleichgrofien vor, wodurch die Anwendung vereinfachter Regelungskonzepte ermog-
licht wird. Daher wird diese Regelungsart auch fiir die Regelung der Phasenstrome
der in dieser Arbeit eingesetzten Priiflinge verwendet. Zum Einsatz dieser Regelungs-
art ist aufgrund der Anwendung der Park-Transformation [Par29] die Kenntnis der
elektrischen Rotorlage des Antriebs notwendig. Basierend auf der Rotorlage kann an-
hand der zeitlichen Anderung des Rotorlagewinkels auch die Drehzahl des Motors
bestimmt werden.

Da die Verwendung eines Lagegebers zur Bestimmung der Rotorlage einige Nach-
teile wie hohere Kosten und eine geringere Robustheit des Gesamtsystems zur Folge
hat [Pau+13], wird oft die indirekte Bestimmung des Lagewinkels des Rotors einem
Lagegeber vorgezogen. Dariiber hinaus wird der Einsatz eines Lagegebers bei den in
dieser Arbeit verwendeten Priiflingen erschwert, da die Motorwelle, an welcher der
Lagegeber angebracht wiirde, nicht von auflerhalb des Pumpengehéduses zuganglich
ist. Eine Montage innerhalb der Pumpe ist aufgrund des Platzbedarfs des Sensors

58



6.1. Bestimmung der Rotorlage und der Drehzahl des Motors

nicht ohne Weiteres moglich. Des Weiteren handelt es sich bei den Priiflingen um
Nassldaufer-Pumpen, weshalb der Rotorraum des Motors mit dem zu férdernden Me-
dium gefiillt ist. Dies erschwert die Anwendung eines Lagegebers zusétzlich, da bei
einer Montage des Lagegebers innerhalb der Pumpe dieser hermetisch gegeniiber dem
Medium abgedichtet sein miisste, um ein Eindringen des Mediums in den Sensor zu
verhindern. Entsprechend wire auch die nachtrigliche Erweiterung der Priiflinge mit
einem Lagegeber aufwendig. Daher wird in dieser Arbeit eine indirekte Bestimmung
der Rotorlage basierend auf elektrischen Messgrofien durchgefiihrt.

Verfahren zur Bestimmung der Rotorlage lassen sich in gegeninduktionsspannungs-
basierte und anisotropiebasierte Verfahren unterteilen [LMO08]. Da anisotropiebasierte
Verfahren die Einpragung eines Testsignales benotigen [Pau+11] und eine zur An-
wendung dieser Verfahren angepasste Konstruktionsweise des Motors notig ist [FP14],
wird im Folgenden ein gegeninduktionsspannungsbasierter Ansatz verwendet.

Bei diesen Verfahren wird die Rotorlage basierend auf der Gegeninduktionsspan-
nung, welche aufgrund des magnetischen Flusses der Permanentmagnete des Rotors
im Stator induziert wird, bestimmt. Dabei wird anhand des Statorwiderstandes Rs,
der Statorinduktivitdt Ls, der gemessenen Strome i, und i B und der Umrichteraus-
gangsspannungen i, und ug in af-Koordinaten, welche durch Anwendung der Clar-
ke-Transformation aus den Phasenstromen und Phasenspannungen bestimmt werden
[Due+51], der Gegeninduktionsspannungsvektor ug ,p berechnet [Per07]:

o= (1] <[] = [0 ] 8 [50] e
~ — —_——

#ap (1) L (t) Lp(t)

J S

Um die Differentiation der Stréme i, und ig und damit erhohten Einfluss von Messrau-
schen zu vermeiden, kann durch Integration des Gegeninduktionsspannungsvektors
uG,p der Vektor ¥p,p des durch die Permanentmagneten bedingten magnetischen
Flusses berechnet werden. Da der Winkel des Vektors ¥p,5 dem elektrischen Rotorla-
gewinkel ¢ entspricht, kann dieser berechnet werden [Mei+17a]:

Uq (t) = arg </Ot Uuap (T) — Rsinp (T) dT — Lsigg (t) > (6.1.2)

‘Yl’,ocﬁ(t)

Da die Integration in Gleichung (6.1.2) den Nachteil besitzt, dass Messfehler beispiels-
weise durch Gleichanteile der Strom- beziehungsweise Spannungsmessung aufsum-
miert werden [Per(07], wird in diesem Fall ein PT;-Glied statt einer Integration ver-
wendet. Durch Wahl einer hinreichend geringen Eckfrequenz entspricht das Verhalten
des PT;-Gliedes fiir die im Betrieb vorkommenden Frequenzen dem Verhalten eines
Integrators. Die Akkumulation von Messfehlern wird jedoch vermieden.

Die elektrische Kreisfrequenz und infolgedessen die Drehzahl konnen anhand der
zeitlichen Anderung des Lagewinkels bestimmt werden. Um einen erhohten Einfluss
von Rauschen bedingt durch eine Differentiation des Lagewinkels zu vermeiden, wird
die zeitliche Anderung des Lagewinkels mittels einer Phasenregelschleife ermittelt.
Die Struktur der Phasenregelschleife ldsst sich Abbildung 6.1 entnehmen.
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Der anhand von Gleichung (6.1.2) ermittelte Lagewinkel ¢, wird der Phasenregel-
schleife als Eingangsgrofie zugefiihrt. Diese gibt als Ausgangssignal den intern ermit-
telten elektrischen Lagewinkel ., aus. Der Fehler ey zwischen dem Eingangswinkel
und dem Ausgangswinkel wird einem PI-Regler mit der Proportionalverstiarkung kp
und der Integralverstarkung k; , zugefiihrt. Die Variable s représentiert den komplexen

Frequenzparameter der Laplace-Transformation. Als Ausgangsgrofie des PI-Reglers

. . . « dd. . . .
wird die zeitliche Anderung —; 2 des elektrischen Lagewinkels generiert. Durch Inte-

gration dieser Grofle wird das Ausgangssignal ¥, der Phasenregelschleife bestimmt.

w
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Abbildung 6.1.: Darstellung der Phasenregelschleife zur Bestimmung des Differentialquotien-
ten diﬁ/" des Lagewinkels 8., beziiglich der Zeit t [Esk06]

. ‘i1 < dd, . . . .
Die zeitliche Anderung —2 des Lagewinkels entspricht der elektrischen Kreisfre-

quenz we). Geméfs Gleichung (6.1.2) wirkt sich beispielsweise Rauschen der Strommes-
sung direkt auf den bestimmten Lagewinkel 9.}, welcher die Eingangsgrofie der Pha-
senregelschleife bildet, aus. Um bei der Drehzahlbestimmung einen direkten Durch-
griff von Storungen tiiber den Proportionalanteil des Reglers zu vermeiden, wird im
Folgenden, wie in Abbildung 6.1 dargestellt, nur der Integralausgang des Reglers zur
Bestimmung der elektrischen Kreisfrequenz herangezogen.

Anhand der elektrischen Kreisfrequenz wy ldsst sich mit der Polpaarzahl p,, des Mo-
tors die Drehzahl N und die mechanische Kreisfrequenz w des Antriebs bestimmen:

60 60 1
= 57Y " 2
Die Auslegung der Parameter kp, und k;, des PI-Reglers erfolgt nach dem Ansatz,
dass die Phasenregelschleife im transienten Fall bei der maximal mdoglichen Beschleu-
nigung des Motors maximal eine Abweichung von ey = 7° zwischen den Lagewinkeln
O und Y besitzen soll [HNOO]. Dieser Wert stellt aus Erfahrung fiir diese Anwen-
dung einen geeigneten Kompromiss zwischen Genauigkeit und Storunterdriickung
der Phasenregelschleife dar.

Bei Drehzahldnderungen, wie auch der Drehzahlanregung, ergibt sich aufgrund der
Ubertragungsfunktion zwischen der anhand der Phasenregelschleife ermittelten Dreh-
zahl N und der realen Drehzahl N eine Phasenverschiebung [Esk06]:

J = Kip N (6.1.4)
REET el 1.

Da die Phasenverschiebung der Drehzahlanregung bekannt ist, kann diese jedoch
kompensiert werden.

N Wel. (6.1.3)
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6.2. Auslegung der Drehzahlregelung zur Einprigung der Drehzahlvariation

Der Einsatz gegeninduktionsspannungsbasierter Verfahren ist bei sehr geringen Dreh-
zahlen nicht moglich, da die Gegeninduktionsspannung und damit das Signal-Rausch-
Verhiltnis mit sinkender Drehzahl abnimmt und schliefdlich im Stillstand keine Span-
nung induziert wird. Da der von der Pumpe generierte Differenzdruck gemifs der
Affinitatsgesetze quadratisch mit der Drehzahl steigt [Vih+13] und entsprechend bei
sehr geringen Drehzahlen kein nennenswerter Druck generiert wird, gehort dieser
Drehzahlbereich jedoch auch nicht zum {iblichen Betriebsbereich der verwendeten
Pumpen. Folglich stellt der verwendete Ansatz zur Rotorlage- und Drehzahlbestim-
mung im konventionellen Betriebsbereich keinen Nachteil dar.

Um den initialen Startvorgang des Motors ohne Kenntnis der Drehzahl und des Rotor-
lagewinkels zu ermoglichen, ist es {iblich einen gesteuerten statt eines drehzahlgere-
gelten Anfahrvorgangs durchzufiihren [Iwa+14]. Daher wird in dieser Arbeit zum An-
fahren des Motors ein rotierender Stromzeiger eingeprédgt. Die Amplitude des Strom-
zeigers wird gewdhlt, so dass ein hinreichendes Drehmoment generiert wird und sich
der Rotor entlang des Stromzeigers ausrichtet. Durch eine Rotation des Stromzeigers
mit zunehmender Frequenz wird der Antrieb auf einen Drehzahlbereich beschleunigt
ab dem eine gegeninduktionsspannungsbasierte Rotorlage- und Drehzahlbestimmung
moglich ist.

Falls zukiinftige Anwendungen einen geregelten Betrieb der Pumpe bei niedrigen
Drehzahlen voraussetzen, kann die Rotorlagebestimmung um Ansétze zur anisotro-
piebasierten Lagebestimmung [Mei+16a; Lin03; Sch90; DL98] ergdnzt werden. In die-
sem Fall kann anhand hybrider Anséitze bestehend aus anisotropiebasierter und ge-
geninduktionsspannungsbasierter Lagebestimmung eine Lagebestimmung iiber den
gesamten Drehzahlbereich realisiert werden [Gia+11].

Da die im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Priiflinge nicht mit einem Lagegeber
ausgestattet sind und eine nachtrédgliche Montage einen hohen Aufwand erfordert,
ist eine direkte Validierung des vorgestellten Ansatzes zur Drehzahlbestimmung nur
schwer moglich. Da der vorgestellte Ansatz jedoch bereits in den vorherigen Kapiteln
zur Drehzahlbestimmung genutzt wurde und die Hydraulik- und Leistungsmodelle,
welche basierend auf der bestimmten Drehzahl berechnet wurden, bei dem Vergleich
mit der Messsensorik eine hohe Giite aufwiesen, ist die Annahme gerechtfertigt, dass
auch die Drehzahlbestimmung eine hinreichende Giite aufweist.

6.2. Auslegung der Drehzahiregelung zur Einpragung der
Drehzahlvariation

Um die Drehzahlanregung zur Volumenstrombestimmung mit der gewiinschten Am-
plitude einprdgen zu konnen, muss die bereits bestehende Drehzahlregelung des
Antriebs erweitert werden.

Die Implementierung des Drehzahlreglers erfolgt in zeitdiskreter Form. Da die Aus-
filhrungsfrequenz fyr des Reglers mit fyr = 5,3 kHz im Vergleich zu den mechani-
schen Zeitkonstanten sehr hoch ist, wird die Annahme getroffen, dass die Zeitdiskre-
tisierung eine vernachldssigbare Rolle spielt und die Reglerauslegung im zeitkontinu-
ierlichen Bereich erfolgen kann.
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Kapitel 6. Systemanregung durch Drehzahlvariation

Zur Analyse und Auslegung der Drehzahlregelung wird ein Modell des geschlossenen
Drehzahlregelkreises erstellt, welches in Abbildung 6.2 dargestellt ist.

Y

——>(O——{ Gnir(s)

A

Gpr(s)

Abbildung 6.2.: Darstellung des Modells des geschlossenen Drehzahlregelkreises

Basierend auf der Abweichung e, zwischen der Referenzkreisfrequenz w, und der
momentanen Kreisfrequenz wp, welche mittels der Phasenregelschleife ermittelt wird,
bestimmt der Drehzahlregler mit der Ubertragungsfunktion Gy r(s) das Referenz-
drehmoment M;. Als Drehzahlregler ist bereits ein PI-Regler mit der Proportionalver-
starkung kp n und der Integralverstiarkung k; Ny implementiert:

1
ONR(s) = kpN +KiN (6.2.1)
Basierend auf dem Referenzdrehmoment M, werden mittels eines unterlagerten Strom-
regelkreises die Statorstrome des Motors eingeregelt, so dass der Motor das Drehmo-
ment My, bereitstellt. Die Ubertragungsfunktion Gi(s) des Stromregelkreises wird als
PT;-Glied mit der Zeitkonstante Ty approximiert:

1
1—|—STI.

Das vom Motor bereitgestellte Drehmoment wird mit dem Lastmoment My, iiberlagert,
welches aufgrund von Reibung und dem hydraulischen Lastmoment bedingt durch
die Forderung des Volumenstroms entsteht.

Der Zusammenhang zwischen Lastmoment und Kreisfrequenz wird durch die nicht-
lineare Funktion Gy (w) ausgedriickt. Da der geforderte Volumenstrom und entspre-
chend auch das hydraulische Lastmoment von der jeweiligen Rohrnetzkonfiguration
abhingt, welche aufgrund von Anderungen der Ventilstellungen variieren kann, weist
die Funktion Gy (w) auch ein zeitvariantes Verhalten auf. Eine ndhere Betrachtung
dieses Verhaltens erfolgt im spateren Verlauf dieses Kapitels.

GI(S) ~

(6.2.2)

Die Kreisfrequenz w @ndert sich durch die Differenz M zwischen dem Antriebsmo-
ment My, und dem Lastmoment My in Abhingigkeit der Ubertragungsfunktion Gj(s),
welche von dem Tragheitsmoment | der Motorwelle mit Laufrad und des sich im
Laufrad befindlichen Mediums abhéngt:

Gy(s) = (6.2.3)

1
ﬁ.
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6.2. Auslegung der Drehzahlregelung zur Einprigung der Drehzahlvariation

Da die reale Kreisfrequenz nicht gemessen, sondern mittels der Phasenregelschleife
aus Kapitel 6.1 bestimmt wird, erfolgt eine Riickkopplung der von der Phasenregel-
schleife ermittelten Kreisfrequenz wy,. GeméfS Gleichung (6.1.4) ergibt sich zwischen
der realen und der ermittelten Kreisfrequenz die Ubertragungsfunktion:

wp ki,p
G = L = } 6.2.4
PLL (S) w 52 + kp,p s+ ki,p ( )

Aufgrund des integrierenden Anteils der Regelstrecke wird das symmetrische Opti-
mum [Sch09] zur Auslegung des Drehzahlregelkreises verwendet. Der Einfluss des
Lastmomentes Mj wird hierbei als Storung angesehen und vorerst vernachléssigt.
Die Phasenregelschleife wird fiir die Reglerauslegung analog zu dem Stromregelkreis
durch ein PT;-System mit der Ersatzzeitkonstante T, approximiert. Daher ergeben
sich die Reglerparameter wie folgt [Sch(09]:

/

T (6.2.5)

koN =

kpN

ki N 2 (T +T) (6.2.6)
Der Faktor an kann hierbei gewéhlt werden und stellt einen Kompromiss zwischen
Einregelzeit und Uberschwingen des Regelkreises dar. Ein geringer Wert fiihrt zu einer
schnellen Dynamik der Regelung, aber bewirkt ein Uberschwingen des geschlossenen
Regelkreises. Durch einen hohen Wert kann das Uberschwingen auf Kosten eines
langsameren dynamischen Verhaltens reduziert werden. Daher wird ay = 2 gewihlt,
da dieser Wert als Kompromiss zwischen dynamischem Verhalten und Uberschwingen
empfohlen wird [Sch09].

Arbeitspunktabhangigkeit der eingepragten Anregungsamplitude

In dem vorherigen Abschnitt wurde der nichtlineare, zeitvariante Anteil der Regelstre-
cke als Storung angesehen und bei der Reglerauslegung vernachldssigt. Im Folgenden
soll untersucht werden, ob diese Annahme gerechtfertigt ist und wie die Drehzahlrege-
lung, welche zur Regelung des Arbeitspunktes ausgelegt wurde, sich im Bezug auf die
Einpragung einer sinusférmigen Drehzahlanregung verhdlt. Anhand der Beziehung

P
M= 6.2.7
w ( )

zwischen dem Drehmoment M, der mechanischen Kreisfrequenz w und der Leistung
P kann basierend auf dem Leistungsmodell nach Gleichung (4.3.1) das Lastmoment
bestimmt werden, indem die hydraulischen Leistungskomponenten und die Reibungs-
terme, welche das Lastmoment darstellen, durch die Kreisfrequenz dividiert werden:

3
ML(Q,aJ):ata)Q+th2—ct%+viw2+vsw+vs. (6.2.8)

N J/

TV
7 Reibmoment
hydraulisches Lastmoment
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Kapitel 6. Systemanregung durch Drehzahlvariation

Durch Linearisierung dieser Gleichung fiir beliebige Arbeitspunkte mit dem Volumen-
stromgleichanteil Qy und dem Kreisfrequenzgleichanteil w erhilt man die Anderung
M 1 des Lastmomentes in Abhdngigkeit der Amplitude w; der Kreisfrequenzanre-
gung und der komplexen Volumenstromschwankung Q. :

3 2

Mi = (at QO+thQu +21/1w0+1/s> w1y + (atwo+2bt Q0—3ct%> Ql. (6.2.9)
0 ] =

0

Durch Einsetzen der Gleichung der Volumenstromanregung Q, gemaf$ des hydrauli-
schen Modells nach Gleichung (2.3.4) erhilt man die Linearisierung der nichtlinearen
Funktion G (w) in Form der Ubertragungsfunktion G (s) zwischen dem Lastmoment
M 1 und der Kreisfrequenzamplitude w; fiir den jeweiligen Arbeitspunkt:

3
M1

GL(s) = o

(ath-i—ctQ —|—21/1w0-|—1/s> +

“o (6.2.10)

(acwo +2be Qo —3ee &) (2a wy + by, Qo)
2Ru Qo — (bhwo —2cn Qo) +5(Lu+ Lp)

Durch Kombination der einzelnen Ubertragungsfunkt1onen gemadfd des Modells des
Drehzahlregelkreises aus Abbildung 6.2 lasst sich die Ubertragungsfunktion Gy (s)
des geschlossenen Regelkreises fiir den jeweiligen Arbeitspunkt herleiten:

_|_

GNR(s) Gils) T by
1+ GN,R(S) GI(S) w()é() GPLL(S)

Bei Kenntnis der Parameter des Leistungsmodells des Pumpenaggregates und der
Parameter des hydraulischen Modells der Pumpe und des Rohrnetzes kann anhand
von Gleichung (6.2.11) der Frequenzgang des geschlossenen Regelkreises fiir beliebige
Arbeitspunkte bestimmt werden.

In Abbildung 6.3 wird exemplarisch fiir den Priifling Stratos MAXO 80/0,5-16 aus
Kapitel 5.3 fiir verschiedene Arbeitspunkte der anhand von Gleichung (6.2.11) be-
rechnete Amplitudengang des geschlossenen Drehzahlregelkreises mit dem Verstar-
kungsfaktor Ay der Ubertragungsfunktion fiir die jeweilige Anregungsfrequenz fa
dargestellt.

Die Darstellung des Phasenganges des geschlossenen Drehzahlregelkreises erfolgt an
dieser Stelle nicht. Eine gewisse Phasenverschiebung zwischen dem Sollwert und dem
realen Verlauf der Drehzahlanregung ist fiir die Volumenstrombestimmung unerheb-
lich, da die Drehzahlanregung kontinuierlich erfolgt und somit eine kontinuierliche
Extraktion der Wechselgrofien zur Volumenstrombestimmung erfolgen kann.

Der Amplitudengang wird fiir die Gleichanteile N, = 1340 min~! und N = 2280 min~!
der Drehzahl jeweils fiir den Volumenstrom Q = 0m?>/h bei geschlossenem Ventil und
bei komplett gedffnetem Ventil und damit fiir die jeweilige Drehzahl maximalen Volu-
menstrom an diesem Priifstand dargestellt. Des Weiteren wird der Amplitudengang
bei Vernachlédssigung des Lastmomentes fiir M = 0 Nm dargestellt.

Gn(s) = (6.2.11)
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Abbildung 6.3.: Darstellung des Verstarkungsfaktors Ay des geschlossenen Drehzahlregelkrei-
ses in Abhingigkeit der Anregungsfrequenz fa fiir die Gleichanteile N, = 1340 min~! und
N, = 2280 min~! der Drehzahl bei unterschiedlichen Volumenstromen Q

Wie ersichtlich ist, besitzt der geschlossene Drehzahlregelkreis bei sehr geringen Anre-
gungsfrequenzen im Bereich von fa = 0,1 Hz und bei sehr hohen Anregungsfrequen-
zen im Bereich von f4 = 1000 Hz keine Abhingigkeit von dem jeweiligen Arbeitspunkt.
Bei geringen Anregungsfrequenzen wird die Anregung mit dem Verstarkungsfaktor
AN =1 und somit gemafs dem Sollwert eingeprégt. Im Bereich hoher Frequenzen findet
eine hohe Dampfung statt, so dass die Anregungsamplitude geringer als der Sollwert
ausfallen wiirde und bei sehr hohen Frequenzen keine Anregung mehr moglich wiére,
da der Verstiarkungsfaktor sich stetig Any = 0 anndhert. Im Vergleich zur Arbeits-
punktunabhéngigkeit bei niedrigen und hohen Frequenzen ergibt sich im mittleren
Frequenzbereich zwischen fa =1Hz und fa =20 Hz hingegen eine hohe Abhdngigkeit
von dem aufgrund des Arbeitspunktes bedingten Lastmoments.

Bei Q = 0m3/h liegt bei Vernachlissigung von Leckagevolumenstrémen keine hydrau-
lische Last vor und es wirkt nur das Lastmoment aufgrund der Reibungskomponenten.
Fiir diesen Fall und fiir den theoretischen Fall M; = 0 Nm ist ein erhohter Verstar-
kungsfaktor zu beobachten, so dass die resultierende Anregungsamplitude der Dreh-
zahlanregung weit hoher als der Sollwert ausfallen wiirde. Bei der Anregungsfrequenz
fa = 5,2Hz liegt der Verstirkungsfaktor fiir den Arbeitspunkt N, = 1340 min~! und
Q =0m3/hbei Ay = 1,6, so dass die eingeprigte Anregungsamplitude 60 % hoher als
der Sollwert ausfallen wiirde.

Bei gedffnetem Ventil und aufgrund des hydraulischen Lastmoments erhohter Last
sinkt der Verstarkungsfaktor signifikant, so dass bei der Drehzahl N, = 2280 min™! fiir
den Volumenstrom Q = 56,7m3/h bei der Anregungsfrequenz fa = 52 Hz nur eine
Verstarkung von Ay = 0,8 vorliegt und die Anregungsamplitude 20 % geringer als ihr
Sollwert ausfallen wiirde.

Zur Validierung des Modells des geschlossenen Regelkreises wird exemplarisch fiir
die Drehzahlen N, = 1340 min~!, Ny = 1870 min~! und N, = 2280 min~! jeweils eine
Messung bei verschiedenen Ventilstellungen mit einem Sollwert der Anregungsam-
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Kapitel 6. Systemanregung durch Drehzahlvariation

plitude von Nj , = 30min~! bei der Anregungsfrequenz fa = 5,2 Hz durchgefiihrt. Die
Ventilstellung wird jeweils in 20 Schritten ausgehend von einem komplett gedffneten
Ventil geschlossen, um die Anregungsamplitude in Abhdngigkeit des Volumenstroms
zu ermitteln.

Ein Vergleich der wahrend der Messung ermittelten Anregungsamplitude N; und der
gemdfs des Modells des geschlossenen Regelkreises pradizierten Anregungsamplitude
Nj ist Abbildung 6.4 zu entnehmen.
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Abbildung 6.4.: Darstellung der Abhédngigkeit der ermittelten Amplitude N; und der model-
lierten Amplitude N; von dem Volumenstrom Q bei der Anregungsfrequenz fp = 5,2Hz fiir
die Gleichanteile N, = 1340 min™, N, = 1870 min~! und N, = 2280 min™' der Drehzahl

Durch die Messung wird das modellierte Verhalten des Drehzahlregelkreises besta-
tigt. Bei geringen Volumenstromen und entsprechend geringer hydraulischer Last,
erfolgt eine Anregung mit einer weit hoheren Anregungsamplitude als dem Sollwert
Nir = 30min~!. Der Vergleich des modellierten und anhand der Messung ermittel-
ten Verlaufes der Drehzahlanregung zeigen tendenziell das gleiche Verhalten. Die
pradizierten Verldufe weisen geringe Abweichungen von der Messung auf. Diese kon-
nen teilweise darauf zurtickgefiihrt werden, dass bei dem Leistungsmodell, anhand
dessen das Lastmoment bestimmt wurde, die Koeffizienten der Reibungsterme auch
Anteile der Eisenverluste enthalten, da beide Verlustarten die selbe Abhédngigkeit von
der Drehzahl aufweisen. Dies resultiert bei der Modellierung des Lastmomentes nach
Gleichung (6.2.8) in einem Fehler. Qualitativ betrachtet weist das Modell dennoch eine
fiir die durchgefiihrten Analysen hinreichende Giite auf.

Durch die Arbeitspunktabhédngigkeit des Regelkreises ergibt sich eine maximale positi-
ve Abweichung zwischen dem Sollwert der Anregungsamplitude und der ermittelten
Anregungsamplitude von 68 %. Die maximale negative Abweichung betragt —16 %.
Entsprechend sind mit der vorhandenen Reglerstruktur in Abhédngigkeit des Arbeits-
punktes hohe Abweichungen von der gewiinschten Drehzahlanregung zu erwarten.
Dies ist von Nachteil, da zu hohe Anregungsamplituden zu einer unerwiinschten
Systembeeinflussung und aufgrund des hoheren Drehmoments zu einer erhohten Ge-
rduschentwicklung fithren konnen, welche von dem Betreiber des Pumpenaggregates
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als storend empfunden werden konnte. Durch zu geringe Werte der Anregungsampli-
tude wird das Signal-Rausch-Verhiltnis verschlechtert, weshalb auch dieser Zustand
vermieden werden soll.

Adaption der Drehzahiregelung zur Einpragung der Anregungsamplitude

Wie in Abbildung 6.3 gezeigt wurde, ist bei sehr niedrigen Frequenzen eine Ein-
pragung der gewiinschten Drehzahlvariation moglich, wiahrend im sehr hohen Fre-
quenzbereich eine signifikante Dampfung der Anregung stattfindet. Der hohe Fre-
quenzbereich spielt eine untergeordnete Rolle, da bei sehr hohen Frequenzen hohe
Drehmomente auftreten, welche einen erhthten Gerdauschpegel hervorrufen kénnen.
Wie in Kapitel 7.1 gezeigt wird, ist jedoch eine Einpragung im mittleren Frequenz-
bereich wiinschenswert. Um die Arbeitspunktabhingigkeit der Drehzahlregelung zu
vermeiden, wird daher eine Erweiterung der Reglerstruktur vorgenommen.

Zu diesem Zweck wird dem Drehzahlregler ein paralleler Resonanzregler mit dem
Verstarkungsfaktor k,N hinzugefiigt, so dass die Ubertragungsfunktion Gy r(s) des
Drehzahlreglers lautet:

1 S
ONRls) =Kot an S RN

Der Resonanzregler besitzt den Vorteil, dass er eine hohe Verstarkung im Bereich der
Resonanzfrequenz besitzt, welche in diesem Fall die Anregungsfrequenz fa ist, so
dass bei der Anregungsfrequenz eine Verstiarkung des geschlossenen Regelkreises
nahe Ay = 1 erzielt werden kann. Bei anderen Frequenzen besitzt der Resonanzreg-
ler jedoch eine geringe Verstarkung, so dass das urspriingliche Verhalten des Dreh-
zahlreglers beziiglich der Regelung des Betriebspunktes in diesen Bereichen erhalten
bleibt [Gra+18a]. Des Weiteren konnen Resonanzregler auch zur Unterdriickung un-
erwiinschter Frequenzen wie Harmonische eingesetzt werden [RB13].

Da die Diskretisierung des Resonanzreglers einen grofien Einfluss auf das resultie-
rende Verhalten haben kann, wird die folgende Betrachtung im zeitdiskreten Bereich
durchgefiihrt.

Zur Diskretisierung des Integrators in dem Vorwartszweig des Resonanzreglers wird
das explizite Euler-Verfahren verwendet. Zur Reduktion des Phasenfehlers bedingt
durch diese Diskretisierung wird zur Diskretisierung des Integrators in dem Riick-
kopplungspfad das implizite Euler-Verfahren verwendet. Entsprechend resultiert fol-
gende zeitdiskrete Implementierung des Resonanzreglers mit der Ubertragungsfunk-
tion Gn re(z) und der Abtastzeit Ty r des Drehzahlreglers [RD11]:

(6.2.12)

z—1
2+ (@rfa) Tag—2) 2+ 1
Der Frequenzgang des diskretisierten PI-Reglers und des aus der Kombination des
diskretisierten PI-Reglers und des diskreten Resonanzreglers resultierenden PIR-Dreh-
zahlreglers ist in Abbildung 6.5 dargestellt. Es wird jeweils die Verstirkung A und

der Phasenwinkel ¢ des entsprechenden Reglers dargestellt. Als Anregungsfrequenz
wurde exemplarisch f5 = 5,2 Hz gewahlt.

GNRe(z) = kpN

(6.2.13)
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Abbildung 6.5.: Darstellung des Verstarkungsfaktor A und des Phasenwinkels ¢ des PI-Reglers
und des PIR-Reglers in Abhéngigkeit der Frequenz f

Wie ersichtlich ist, unterscheiden sich der PIR-Regler und der urspriingliche PI-Regler
beziiglich des Frequenzganges nur im Bereich der Anregungsfrequenz fo = 5,2Hz, so
dass tiber den Grofiteil des Frequenzspektrums das urspriinglich ausgelegte Regler-
verhalten erhalten bleibt.

Zur Validierung der verbesserten Einpragung der Drehzahlanregung wird die Mes-
sung aus Abbildung 6.4 mit dem PIR-Regler wiederholt. Ein Vergleich der einpragten
Anregungsamplitude mit PI-Regler und PIR-Regler ist Abbildung 6.6 zu entnehmen.

_ —PIR: N; (Np = N,, Q)

7 901 --- PIR: N7 (No = Np, Q)

& b T—t PIR: Ny (No — N Q)

= PL: N; (No = Na, Q)

< 40 PL: N; (Np = Np, Q)

: PL: N; (No = N, Q)

£ 351

a,

g 30 = e e e A
25

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 55 60
Volumenstrom Q [m3/h]

Abbildung 6.6.: Darstellung der Anregungsamplitude N; bei der Frequenz fa = 52Hz bei
Verwendung des PI-Reglers und des PIR-Reglers in Abhdngigkeit des Volumenstroms Q fiir
die Gleichanteile N, = 1340 min~!, N, = 1870 min~! und N, = 2280 min~! der Drehzahl
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Bei Anwendung des PIR-Reglers wird ein geringfiigig erhohter Wert der Amplitude
N; bezogen auf den Sollwert Nj, 30min~! eingeprdgt. Mit dem PIR-Regler betrigt
die maximale Abweichung von der gewiinschten Anregungsamplitude 1,9 %, so dass
im Vergleich zu der maximalen Abweichung von 68 % bei Verwendung des PI-Reg-
lers eine signifikante Verbesserung erzielt wird. Des Weiteren liegt bei Anwendung
des PIR-Reglers keine nennenswerte Abhédngigkeit der Drehzahlanregung von dem
jeweiligen Arbeitspunkt vor, so dass dieser Regler im weiteren Verlauf verwendet wird.

6.3. Einpragung der Drehzahlvariation in Grenzbereichen des
Pumpenantriebs

Der Antrieb des Pumpenaggregates besitzt interne Schutzfunktionen, welche in Grenz-
bereichen des Antriebs aktiv werden. Aufgrund dieser Schutzfunktionen wird die
Solldrehzahl bei Uberschreiten der maximal zuléssigen Leistung des Motors reduziert.
Ebenso besitzt die Motorsteuerung einen Mechanismus, um die Statorstrome auf den
maximal zuldssigen Wert zu begrenzen. Durch diese Funktion ist es im Bereich der
Strombegrenzung unter Umstdnden nicht moglich den Strom zu erhdhen, um das
notwendige Drehmoment fiir die Drehzahlanregung zu generieren.

Der Einfluss der Antriebslimitierungen auf den Gleichanteil Ny der Drehzahl wird in
Abbildung 6.8 exemplarisch fiir verschiedene Solldrehzahlen N, dargestellt.
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Abbildung 6.7.: Darstellung des Verlaufes des Gleichanteils Ny der Drehzahl der
Stratos MAXO 80/0,5-16 in Abhédngigkeit des Volumenstroms Q fiir die Solldrehzahlen
N; = 1340 min~!, N, = 2010 min~!, N; = 2830 min~! und N; = 3200 min~!

Bei Referenzdrehzahlen im unteren oder mittleren Drehzahlbereich kénnen diese kor-
rekt eingeregelt werden. Bei hohen Werten der Referenzdrehzahl kann diese jedoch bei
hoheren Volumenstromen aufgrund der Antriebslimitierungen nicht erreicht werden.

Einen Begrenzungsbereich stellt die Leistungsbegrenzung dar. Uberschreitet die Mo-
toreingangsleistung den maximal zuldssigen Wert P, wird ein Regler aktiv, der den
Sollwert der Drehzahl reduziert bis die vom Motor aufgenommene Leistung den
Grenzwert Pp. nicht mehr {iberschreitet.
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Kapitel 6. Systemanregung durch Drehzahlvariation

Da die Leistungsbegrenzung dem thermischen
Schutz des Antriebs vor Uberhitzung dient, ist
ein kurzzeitiges, geringfiigiges Uberschreiten
der Leistungsbegrenzung aufgrund hoher ther-
mischer Zeitkonstanten als unbedenklich einzu-
stufen. Daher wird als Referenz fiir diese Be-
grenzung nicht der momentane Leistungsmess-
wert genutzt. Stattdessen wird eine gleitende
Mittelwertbildung der Leistung {iiber eine Pe- Abbildung 6.8.: Darstellung des zeitli-
riode der Drehzahlanregung mit der Dauer Ta chen Verlaufes der Leistungsvariation
durchgefiihrt und dem Begrenzungsregler als

zu begrenzende Leistung {ibergeben.

Wie in Abbildung 6.8 illustriert wird, kann entsprechend eine Limitierung des Gleich-
anteils Py der Leistung Py, stattfinden, wahrend weiterhin die Drehzahlanregung und
die daraus resultierende Leistungvariation eingepragt wird.

— P (t)
)

Zeit t

Leistung Pm,

Eine weitere Begrenzung, welche einen Einfluss auf die Drehzahl ausiibt, ist die Strom-
begrenzung. Wie in Abbildung 6.2 dargestellt wurde, wird dem Stromregelkreis der
Sollwert M; des zu generierenden Drehmoments iibergeben. Innerhalb der Stromre-
gelung wird dieser Sollwert in den fiir das Drehmoment notwendigen g-Strom um-
gerechnet. Der berechnete Wert des g-Stroms wird auf den maximal zulédssigen Strom
begrenzt und dem Stromregler als Sollwert i, zugefiihrt.

Aufgrund der Struktur des verwendeten PIR-Reglers zur Drehzahlregelung ist der
Resonanzregler durch seine hohe Verstarkung bei der Anregungsfrequenz bei der
Einpragung der Drehzahlanregung die dominante Komponente. Durch die geringe
Verstarkung des Resonanzreglers bei anderen Frequenzen bildet der urspriingliche
PI-Regler bei diesen Frequenzen die dominante Komponente. Entsprechend kann eine
separate Strombegrenzung des fiir den Arbeitspunkt notwendigen Stroms und des
fiir die Drehzahlanregung notwendigen Stroms eingesetzt werden, wie anhand von
Abbildung 6.9 verdeutlicht wird.

O~
Azq,a | B
e Mr,a . iq,r,a iq,l,a
Y Gn,pi(s) > igr(Mr)
Mr/b i iq,r,b
GN,Re(5) > lq,r(Mr) >

Abbildung 6.9.: Darstellung der separierten Strombegrenzung des PI-Reglers mit der Ubertra-
gungsfunktion Gy pi(s) und des Resonanzreglers mit der Ubertragungsfunktion Gy re(s)

Basierend auf der Abweichung e, zwischen dem Sollwert der Kreisfrequenz und
der aktuellen Kreisfrequenz berechnet der PI-Regler mit der Ubertragungsfunktion
Gnpi(s) den Sollwert M, des Drehmomentes zur Einregelung des Arbeitspunktes.
Das Sollmoment wird in den Sollstrom i, umgerechnet und auf den bei Dauerlast
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6.3. Einpriigung der Drehzahlvariation in Grenzbereichen des Pumpenantriebs

thermisch bedingt maximal zulédssigen Strom i, , limitiert. Zur Vermeidung der kon-

tinuierlichen Akkumulation des Fehlers ¢, durch den Integrator des PI-Reglers im

Fall der Limitierung wird die Abweichung Aiga = i;), — igra berechnet. Besitzt Aiga

einen von Null abweichenden Wert, wird durch eine interne Logik des PI-Reglers eine

betragsmifliige Erhohung des Integralwertes verhindert.

In analoger Weise berechnet der Resonanzregler mit der Ubertragungsfunktion Gy re(s)
das fiir die Drehzahlanregung notwendige Sollmoment M, ,, welches in den Sollstrom

i5,cb umgerechnet und auf den Strom iy, limitiert wird. Abschliefend wird der Soll-

wert ig, der Stromregelung basierend auf den limitierten Sollstrémen i;), und i)},

berechnet.

Nach diesem Konzept kann der Sollstrom zur Einregelung des Arbeitspunktes auf
den bei Dauerlast thermisch bedingt maximal zuldssigen Strom begrenzt werden. Im
Fall von Drehzahlanregungen, die keine sehr geringen Frequenzen besitzen, treten nur
kurzzeitige Uberschreitungen des zuldssigen Stromes auf. Daher kann der Sollstrom
zur Einpragung der Drehzahlanregung separat begrenzt werden.

In Abbildung 6.7 wurde der Gleichanteil der Drehzahl bei dem Sollwert N, = 2830 min ™"
bei mittleren und hohen Volumenstromen auf Werte unterhalb der Solldrehzahl re-
duziert. In Abbildung 6.10 wird analog fiir N; = 2830min~! die eingeprigte An-
regungsamplitude mit dem urspriinglichen Limitierungskonzept und mit dem neu
entwickelten Limitierungskonzept dargestellt.

— 307

£

&

= 257

0.)

o

b=

% 20 { |— Neues Limitierungskonzept

< Urspriingliches Limitierungskonzept

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 55 60 65 70
Volumenstrom Q [m3/h]
Abbildung 6.10.: Darstellung der Anregungsamplitude N; der Stratos MAXO 80/0,5-16 fiir

das urspriingliche und fiir das neue Limitierungskonzept in Abhingigkeit des Volumenstroms
Q fiir die Anregungsfrequenz fa = 5,2Hz und die Solldrehzahl N, = 2830 min™!

Wie ersichtlich ist, sinkt mit dem urspriinglichen Limitierungskonzept die Anregungs-
amplitude ab dem mittleren Volumenstrombereich mit steigenden Volumenstrom ten-
denziell, da der Grenzbereich des Antriebs erreicht ist und die Schutzfunktionen aktiv
werden. Mit dem neuem Limitierungskonzept ist hingegen eine Einpragung der Anre-
gungsamplitude {iber den gesamten Betriebsbereich moglich, wobei durch die Adap-
tion des Limitierungsansatzes weiterhin eine Vermeidung unzuléssiger Arbeitspunkte
durch die Schutzfunktionen erfolgt.
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Identifikation der Systemanregung in der
Motoreingangsleistung

Nachdem in Kapitel 6 die Bestimmung der Drehzahl anhand elektrischer Messgro-
8en ermoglicht wurde und ein Drehzahlregler zur Einpragung der Drehzahlanregung
entwickelt worden ist, werden in diesem Kapitel der Einfluss der Amplitude und der
Frequenz der Drehzahlanregung auf den Wechselanteil der Motoreingangsleistung,
welcher die relevante Grofle fiir die Volumenstrombestimmung darstellt, untersucht.
Basierend auf dieser Analyse werden die Parameter der Drehzahlanregung so ge-
wihlt, dass eine Volumenstrombestimmung iiber den gesamten Betriebsbereich des
Pumpenaggregates ermoglicht wird.

In Kapitel 7.1 wird der Einfluss der Beschaffenheit des Rohrnetzes und der Frequenz
der Drehzahlanregung auf den Wechselanteil der Motoreingangsleistung untersucht.
Auf Grundlage dieser Untersuchung wird eine Anregungsfrequenz gewihlt, welche
eine Volumenstrombestimmung mit geringem Einfluss durch die Konfiguration des
jeweiligen Rohrnetzes erlaubt. In Kapitel 7.2 wird der Einfluss der Amplitude der
Drehzahlanregung und die aus der Dauer der Fourier-Transformation resultierende
Filterwirkung auf den Wechselanteil der Motoreingangsleistung evaluiert, so dass eine
Kombination der Anregungsamplitude und der Dauer der Fourier-Transformation
gewdhlt wird, welche eine hinreichende Dynamik der Volumenstrombestimmung bei
gleichzeitig addquatem Signal-Rausch-Verhéltnis ermoglicht. AbschliefSfend wird in
Kapitel 7.3 das Verhalten der Fourier-Transformation bei transienten Vorgangen wie
einem Wechsel des Arbeitspunktes des Pumpenaggregates betrachtet und es wird ein
Ansatz zur Kompensation der bei dynamischen Vorgidngen vorliegenden Drift der
Fourier-Transformation vorgestellt.

7.1. Einfluss der Frequenz der Drehzahlanregung und der
Rohrnetzparameter

Der Ansatz der Volumenstrombestimmung mittels Drehzahlvariation beruht darauf,
den Differentialquotienten ‘%‘j‘ der Leistung beziiglich der mechanischen Kreisfre-

quenz mittels Einpragung einer sinusformigen Drehzahlanregung durch den Diffe-
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7.1. Einfluss der Frequenz der Drehzahlanregung und der Rohrnetzparameter

renzenquotienten % zu approximieren. Aufgrund der durch die Drehzahlvariation

generierten Druckschwankung wird als Folge auch eine Schwankung des Volumen-
stroms hervorgerufen, welche in einer unerwiinschten Uberlagerung des Differen-
tialquotienten % mit dem Differentialquotienten % der Leistung beztiglich des
Volumenstroms resultiert.

Da der Differenzenquotient anhand der sinusférmigen Drehzahlanregung ermittelt
wird, besitzen die aus der Fourier-Transformation bestimmten Komponenten einen auf
die Drehzahlanregung bezogenen Phasenwinkel, so dass der unerwiinschte Einfluss
der Volumenstromschwankung in Abbildung 7.1 in Form eines Zeigerdiagramms

illustriert werden kann.

Abbildung 7.1.: Exemplarische Darstellung der Zusammensetzung der bei der Anregungsfre-
quenz entstehenden Leistungsschwankung mit der Amplitude Py, ; durch die aufgrund der
Drehzahlanregung mit der Amplitude N; bedingte Komponente Py und die aufgrund der
Volumenstromschwankung bedingte Komponente Pq 1

Der Zeiger der gemessenen Leistungsschwankung wird durch die Amplitude Py,
und den auf die Drehzahlanregung mit der Amplitude N; bezogenen Phasenwinkel
@p definiert. Wie ersichtlich ist, weicht der Leistungszeiger, welcher gemessen wiirde,
aufgrund der durch die Volumenstromschwankung hervorgerufenen Leistungsvaria-
tion mit der Amplitude Pg; von der zur Volumenstrombestimmung gewiinschten
Komponente mit der Amplitude Py 1, welche aus der Drehzahlanregung resultiert,
ab. Daher wird im Folgenden der Einfluss der Rohrnetzeigenschaften und der An-
regungsfrequenz auf die Leistungsschwankung untersucht, um den unerwiinschten
Einfluss durch die Volumenstromschwankung zu minimieren.

Gemdfs des Modells zur Bestimmung der Volumenstromschwankung nach
Gleichung (2.3.4) hiangt die aufgrund der Drehzahlvariation hervorgerufene Volu-
menstromschwankung von den Parametern des Férderhohenmodells der Pumpe und
dem hydraulischen Widerstand und der hydraulischen Induktivitdt des Rohrnetzes
ab. Folglich hingt auch die unerwiinschte Uberlagerung der Leistung durch die Volu-
menstromschwankung von den Rohrnetzparametern ab.

Um den Einfluss der hydraulischen Induktivitdt auf den Differenzenquotienten %
zu verdeutlichen, konnen anhand des Modells der Wechselanteile Pg. und Py, der
Leistung nach Gleichung (4.3.6) und Gleichung (4.3.9) und des Modells der Volumen-
stromschwankung nach Gleichung (2.3.4) die Werte von Pre und Py, fiir verschiedene
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Kapitel 7. Identifikation der Systemanregung in der Motoreingangsleistung

Werte der hydraulischen Induktivitdt bestimmt werden. Mittels Division von Pg. und
Pi, durch die entsprechende Amplitude w; der Kreisfrequenzanregung erhélt man
den Realteil Ege = Z—IT und den Imaginérteil &y, = 13—‘;‘ des Differenzenquotienten %.
Bei der Berechnung von Pre und Pj,, werden die von den Stromen i; und i, abhingi-
gen Eisenverlustterme Pre 4, Pre,q; Pim, und Py 4 vernachléssigt, da diese Terme von
den wihrend des Betriebs bekannten Stromen und der Kreisfrequenz abhidngen, so
dass im Betrieb eine Bereinigung der gemessenen Leistungsaufnahme um diesen An-
teil stattfinden kann. An dieser Stelle bietet diese Vernachldssigung den Vorteil, dass

bei der Darstellung der um den Einfluss der Phasenstrome bereinigten Komponenten

ERei = — (o Emi = M uber den Volumenstrom der reine Ein-
fluss des Volumenstroms ohne die kompensierbaren Stromkomponenten analysiert
werden kann.

In Abbildung 7.2 und Abbildung 7.3 werden der Verlauf der modellbasiert berech-
neten Komponenten Zge; beziehungsweise Epy, ; tiber den wihrend des Kennfeldes
der Stratos MAXO 80/0,5-16 aus Abbildung 5.7 gemessenen Volumenstrom exem-
plarisch fiir die Drehzahl Ny = 2620 min~!, die Anregungsfrequenz fs = 1,3Hz und
die Anregungsamplitude Ny = 120 min~! dargestellt. Die Darstellung erfolgt fiir die in
Kapitel 5.3 anhand der Rohrnetzgeometrie bestimmte hydraulische Induktivitdt Ly ,
des Rohrnetzes und die Grenzfille, dass das Rohrnetz keine Induktivitat und somit
den Wert Ly = 0 beziehungsweise eine unendlich hohe Induktivitdt Ly — oo besitzt.

— PRe_PRe,d_PRe,q und — le_

20

Rei [Ws/rad]
o

—
(=
—
—_
@)
.
}

Realteil
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Abbildung 7.2.: Darstellung des modellierten, um den Einfluss der Phasenstrome bereinigten
Realteils Ere; des Differenzenquotienten % der Stratos MAXO 80/0,5-16 bei der Amplitude
N; = 120 min~! und der Anregungsfrequenz fa = 1,3Hz in Abhingigkeit des Volumenstroms
Q und der hydraulischen Induktivitit Ly des Rohrnetzes fiir die Drehzahl Ny = 2620 min ™"

Wie ersichtlich ist, besitzt die hydraulische Induktivitdt des Rohrnetzes und die da-
mit verbundene Volumenstromschwankung einen hohen Einfluss auf den Verlauf von
ERe,i. Betrachtet man den Verlauf fiir die anhand der Geometrie des Priifstands be-
stimmte hydraulische Induktivitdt Ly = Ly, weist dieser eine Riickkriimmung auf,
so dass der Wert von Hge; initial mit steigendem Volumenstrom ansteigt, jedoch bei
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7.1. Einfluss der Frequenz der Drehzahlanregung und der Rohrnetzparameter

hohen Volumenstromen wieder absinkt. Aufgrund dieser Riickkriimmung wére keine
eindeutige Bestimmung des Volumenstroms anhand von Eg.; moglich.

Fiir den Grenzfall Ly = 0 besitzt Ege; bei geringen und mittleren Volumenstromen
einen dhnlichen Verlauf wie fiir die Induktivitdt Ly = Ly ,. Bei hohen Volumenstro-
men liegt fiir den Grenzfall Ly = 0 jedoch eine noch ausgeprégtere Riickkriimmung
vor. Der bei geringen Volumenstromen dhnliche Verlauf kann dadurch erklart werden,
dass bei geringen Volumenstromen aufgrund der Stellung des Ventils des Priifstan-
des der Widerstand bedingt durch das Ventil als dominanter Faktor auf die Volu-
menstromschwankung und den daraus resultierenden Einfluss auf Eg,; wirkt. Daher
unterscheiden sich die Verldufe erst bei hohen Volumenstromen bei denen das Ventil
fast vollstandig geoffnet ist und somit die hydraulische Induktivitidt einen hoheren
Einfluss auf die Volumenstromschwankung besitzt.

Fiir den Grenzfall Ly — oo besitzt das Rohrnetz geméafs Gleichung (2.2.9) eine unend-
lich hohe hydraulische Impedanz Zy, so dass aus der Drehzahlanregung der Pumpe
und der damit verbundenen Druckschwankung keine Volumenstromschwankung re-
sultiert. Fiir diesen Fall besitzt Zge ; einen tiber den Volumenstrom monoton steigenden
Verlauf, so dass anhand von Ege; eine eindeutige Bestimmung des Volumenstroms
iiber den gesamten Volumenstrombereich moglich ware. Auch bei Betrachtung des
Verlaufes von Ege; fiir andere Drehzahlen ergibt sich dieses Verhalten fiir Ly — oo, so
dass bei einem hinreichend hohem Wert der hydraulischen Induktivitdt und dadurch
entsprechend geringer Volumenstromschwankung anhand von Ege; eine Volumen-
strombestimmung iiber den gesamten Betriebsbereich erfolgen kdnnte.

Bei Betrachtung des Verlaufes des Imaginérteils Epy, ; tiber den Volumenstrom in Ab-
bildung 7.3 ldsst sich wie bei dem Realteil ein signifikanter Einfluss der hydraulischen
Induktivitdt des Rohrnetzes ausmachen. Fiir die Induktivitdt Lyy = Ly, des realen
Priifstands liegt ein Absinken von Hpy, ; bis zu mittleren Volumenstromen vor. Nach
Erreichen eines minimalen Wertes folgt bei steigenden Volumenstromen ein Anstieg
von Epp ;.

Auffallig ist, dass Epy; fiir die Induktivititen Ly = 0 und Ly — oo einen identi-
schen Verlauf besitzt. Dies lasst sich dadurch begriinden, dass bei der Induktivitait
Ly = 0 gemaf Gleichung (2.3.2) die Phasenverschiebung der Volumenstromschwan-
kung bezogen auf die Drehzahlanregung den Wert ¢pg = 0° besitzt, so dass beide
Signale zeitlich synchron verlaufen. Fiir den Fall ¢g = 0° besitzt der Imaginérteil Py,
der Leistungsschwankung gemafs Gleichung (4.3.9) keine direkte Abhdngigkeit von
dem Volumenstrom, so dass bei Vernachldssigung der stromabhingigen Terme bei der
Berechnung von Epy, ; nur der vom Volumenstrom unabhédngige Term, welcher den
Einfluss der Massentrdgheit des Rotors und des Laufrades reprdsentiert, aktiv ist. Falls
die hydraulische Induktivitdt den Wert Ly — oo besitzt, liegt keine Volumenstrom-
schwankung vor, so dass gilt Q1 = 0m3/h. Aufgrund dessen entfallen ebenfalls die
direkt von dem Volumenstrom abhingigen Terme, so dass der identische, iiber den
Volumenstrom konstante Wert von &y, ; fiir Ly = 0 und Ly — oo vorliegt.

Wie gezeigt wurde, kann bei einer unendlich hohen hydraulischen Induktivitat
Ly — oo des Rohrnetzes beziehungsweise einem hinreichend hohen Wert von Ly eine
eindeutige Volumenstrombestimmung anhand von Ege; durchgefiihrt werden. Die
hydraulische Induktivitédt ergibt sich jedoch ebenso wie der Widerstand des Rohrnet-
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Abbildung 7.3.: Darstellung des modellierten, um den Einfluss der Phasenstrome bereinigten
Imaginarteils Epy, ; des Differenzenquotienten % der Stratos MAXO 80/0,5-16 bei der Ampli-
tude N; = 120min~! und Anregungsfrequenz f5 = 1,3Hz in Abhéngigkeit des Volumenstroms
Q und der hydraulischen Induktivitit Ly des Rohrnetzes fiir die Drehzahl Ny = 2620 min ™

zes aus der durch die jeweilige Anwendung bedingten Rohrnetzgeometrie und kann
daher nicht frei gewidhlt werden. Bei Betrachtung des Modells zur Berechnung der
Volumenstromschwankung nach Gleichung (2.3.4) ist ersichtlich, dass die Volumen-
stromschwankung auch von der Anregungsamplitude und der Anregungsfrequenz
der Drehzahlanregung abhédngt. Durch eine geringe Anregungsamplitude kann die
Volumenstromschwankung reduziert werden. Dies reduziert jedoch auch den zur Vo-
lumenstrombestimmung gewiinschten Anteil der Leistungsschwankung und folglich
das Signal-Rausch-Verhdltnis. Deshalb wird im Folgenden untersucht, inwiefern durch
die Wahl der Anregungsfrequenz eine Reduktion des Einflusses der Volumenstrom-
schwankung auf die Leistungsschwankung ermoglicht wird.

In Abbildung 7.4 wird der anhand des Leistungsmodells berechnete Verlauf von Ege ;
tir die hydraulische Induktivitdat Lyy = Ly, des Rohrnetzes iiber den Volumenstrom
bei den Anregungsfrequenzen fa = 1,3Hz, fo = 2,6Hz, fo = 52Hz und fo — o
exemplarisch fiir die Drehzahl Ny = 2620 min~! dargestellt!.

Wie ersichtlich ist, weist Zre; flir die Anregungsfrequenz fa = 1,3 Hz aufgrund der
Volumenstromschwankung mit zunehmendem Volumenstrom eine Riickkriimmung
auf, so dass keine Ermittlung des Volumenstroms moglich wére. Bei den Anregungs-
frequenzen fp = 2,6 Hz und fo = 5,2Hz liegt keine Riickkriimmung vor. Aufgrund
der Volumenstromschwankung weichen diese Verldufe jedoch von dem idealen Ver-
lauf bei der unendlich hohen Anregungsfrequenz fs — co ab, bei welcher keine
Volumenstromschwankung vorliegt. Des Weiteren gilt zu bedenken, dass die Volu-
menstromschwankung und damit die Abweichung von Zg.; von dem idealen Verlauf
bei den Frequenzen fa = 2,6Hz und fs = 52Hz abhdngig von der Geometrie des
jeweiligen Rohrnetzes sind. Folglich kann durch eine moglichst hohe Anregungsfre-

!Die spezifischen Werte der Anregungsfrequenzen fa = 1,3Hz, fa = 2,6 Hz und fa = 52Hz wurden
entsprechend der aufgrund der Taktrate der eingebetteten Hardware moglichen Frequenzen gewahlt.
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Abbildung 7.4.: Darstellung des modellierten, um den Einfluss der Phasenstrome bereinigten
Realteils Ege; des Differenzenquotienten % der Stratos MAXO 80/0,5-16 fiir die Rohnetzin-
duktivitit Ly = Ly, in Abhédngigkeit des Volumenstroms Q und der Anregungsfrequenz fa
fiir die Drehzahl Ny = 2620 min™!

quenz eine Anndherung von Eg.; an den idealen Verlauf und eine Reduktion der
Anlagenabhingigkeit erzielt werden.

Bei steigenden Anregungsfrequenzen steigt jedoch auch das zur Einprdagung der
Drehzahlanregung notwendige Drehmoment und entsprechend das Risiko storen-
der akustischer Effekte. Wie in Abbildung 7.4 ersichtlich ist, besteht bei fo = 52Hz
im Bereich geringer Volumenstrome immer noch eine erhohte Abweichung von dem
idealen Verlauf bei unendlich hoher Anregungsfrequenz. Um die Volumenstromab-
héangigkeit dieser Abweichung zu verdeutlichen, wird fiir die bereits dargestellten
Anregungsfrequenzen die relative Abweichung ez, = %
weilige Anregungsfrequenz bezogen auf den Wert Ege; = Zge joo bei unendlich hoher
Anregungsfrequenz berechnet.

Der Verlauf der Abweichung ez, von dem idealen Verlauf wird in Abbildung 7.5
dargestellt.

Die Anregungsfrequenzen fp = 1,3Hz und fs = 2,6 Hz weisen bei geringen und
mittleren Volumenstromen eine hohe Abweichung vom idealen Verlauf auf, welche
teilweise im Bereich von ez, = 20 % liegt. Fiir hohe Volumenstrome liegen fiir diese
beiden Anregungsfrequenzen ebenfalls betragsméafsig hohe Abweichungen von bis zu
exy = —15,8 % fiir fo = 2,6 Hz beziehungsweise ez, = 24,6 % fiir fo = 1,3 Hz vor.

Bei der Anregungsfrequenz fo = 5,2Hz tritt im Bereich geringer Volumenstrome ein
maximaler Fehler von ez, = 9,8 % auf. Im Bereich mittlerer und hoherer Volumenstro-
me sinkt dieser Fehler jedoch signifikant, so dass bei dem maximalen Volumenstrom
Q = 65,5m3/h nur noch eine Abweichung von ez, = 2,1 % vorliegt.

Das Verfahren zur Bestimmung des Volumenstroms durch Einpragung einer Drehzahl-
variation soll eingesetzt werden, um den Nachteil der Mehrdeutigkeit der Volumen-
strombestimmung anhand der stationdren Leistungsaufnahme bei hohen Volumen-
stromen zu eliminieren. Fiir die betrachtete Drehzahl Ny = 2620 min™! ist unterhalb

von Ege; fiir die je-
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Abbildung 7.5.: Darstellung der Abweichung ez, von Zg.; bezogen auf den idealen Verlauf

ERe ico bei unendlich hoher Anregungsfrequenz fiir die Rohnetzinduktivitdt Ly = Ly » in Abhédn-
gigkeit des Volumenstroms Q und der Anregungsfrequenz f fiir die Drehzahl Ny = 2620 min~!

von Q =30m?3/h eine eindeutige Bestimmung des Volumenstroms mittels des kon-
ventionellen Verfahrens moglich. Entsprechend konnte ein hybrider Ansatz eingesetzt
werden, so dass im unteren Volumenstrombereich der konventionelle Ansatz und im
Bereich der Mehrdeutigkeit die Volumenstrombestimmung mittels Drehzahlvariation
verwendet wird. Daher wird der Schwerpunkt bei der Bewertung der Volumenstrom-
bestimmung mittels Drehzahlvariation auf den oberen Volumenstrombereich gelegt.

Bei Volumenstromen iiber Q = 30m>/h liegt der betragsmafig maximale Wert der
Abweichung ez, vom idealen Verlauf fiir fo = 5,2Hz unterhalb von ez, = 5% be-
ziehungsweise oberhalb von Q = 35 m3/h bereits unterhalb ezr = 3,5%, so dass eine
Volumenstrombestimmung mit einem geringen prozentualen Fehler bei dieser Anre-
gungsfrequenz moglich wire. Des Weiteren gilt es zu bedenken, dass der Priifstand
ein vergleichsweise kurzes Rohrnetz besitzt, um den hydraulischen Widerstand gering
zu halten und hohe Volumenstrome zu ermdglichen, so dass auch die hydraulische
Induktivitidt dieses Rohrnetzes im Vergleich zu praktischen Anwendungen gering aus-
tallt. Entsprechend ist bei anderen Anwendungen von noch geringeren Abweichungen
von dem idealen Verlauf auszugehen, da der Einfluss der Volumenstromschwankung
bei Rohrnetzen mit grofierer hydraulischer Induktivitdt geringer ausfallt. Daher wird
im Folgenden die Anregungsfrequenz fs = 5,2Hz zur Einpragung der Drehzahlanre-
gung gewdhlt.

7.2. Einfluss der Amplitude der Drehzahlanregung und der
Filterung

Nachdem die Frequenz zur Einpragung der Drehzahlanregung gewédhlt wurde, wird
im Folgenden die Anregungsamplitude und die Filterzeitkonstante gewéahlt, um eine

hinreichende Signalqualitdt der Volumenstrombestimmung zu erzielen.
Durch eine hohe Anregungsamplitude kann das Signal-Rausch-Verhiltnis des Wech-
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selanteils der Leistung beziiglich moglicher Storungen und damit die Volumenstrom-
bestimmung verbessert werden. Eine hohe Anregungsamplitude generiert jedoch auf-
grund des zur Anregung notwendigen hoheren Drehmomentes eine hohere akustische
Belastung fiir den Betreiber des Pumpenaggregates. Des Weiteren entstehen durch die
hohere Amplitude grofiere Druckschwankungen und daraus resultierend mogliche
Volumenstromschwankungen, welche das hydraulische System beeinflussen konnen.
Zusétzlich besitzt die Leistungsaufnahme des Pumpenaggregates gemafs des Leis-
tungsmodells aus Gleichung (4.3.1) nichtlineare Abhédngigkeiten beziiglich der Ein-
gangsgrofien, so dass sich bei Anregung mit einer sinusformigen Drehzahlanregung
neben der Grundfrequenz weitere Frequenzanteile in der Leistungsaufnahme ausbil-
den und die mittlere Leistungsaufnahme mit steigender Anregungsamplitude ansteigt.
Dabher gilt es einen Kompromiss zu finden, so dass die Anregungsamplitude gering ge-
nug ist, um unerwiinschte Effekte zu vermeiden beziehungsweise zu minimieren, aber
dennoch eine hinreichende Qualitdt des Nutzsignals zur Volumenstrombestimmung
ermoglicht wird.

Durch Einsetzen der durch die Drehzahlanregung iiberlagerten Kreisfrequenz gemaf3
Gleichung (2.1.8) in das Leistungsmodell nach Gleichung (4.3.1) kann durch Mit-
telwertbildung iiber eine Anregungsperiode die mittlere Motoreingangleistung Py, o
modelliert werden:

Pro(Qw) =1y wg + Vs w% + ve wp + a¢ Qo w(z) ~+ by wy Q% — Ct Q8+
(7.2.1)

3 1 1
+§viw0w%+§vsw%+§athw%.

Der Einfluss der Strome auf die Leistungsaufnahme wird an dieser Stelle vernach-
lassigt, um den prinzipiellen Einfluss der Anregungsamplitude auf die mittlere Leis-
tungsaufnahme aufzuzeigen. Fiir den Volumenstrom wurde angenommen, dass die
Volumenstromschwankung aufgrund einer hinreichend hohen Anregungsfrequenz
vernachlédssigbar gering ist, so dass der Volumenstrom nur einen Gleichanteil besitzt
und Q = Qp gilt. Die erste Zeile von Gleichung (7.2.1) stellt die Motoreingangsleistung
des Pumpenaggregates ohne Drehzahlanregung dar. Durch die Drehzahlanregung
wird die Leistungsaufnahme mit den von der Anregungsamplitude w; abhdngigen
Termen der zweiten Zeile von Gleichung (7.2.1) iiberlagert, so dass die mittlere Leis-
tungsaufnahme mit steigender Anregungsamplitude zunimmt.

Die stationdre Motoreingangsleistung sinkt aufgrund der von dem Gleichanteil wy
der Kreisfrequenz abhidngigen Terme mit abnehmender Drehzahl. Die Erh6hung der
Leistung bedingt durch die Drehzahlanregung besitzt gemafs Gleichung (7.2.1) eine
weit geringere Abhdngigkeit von wy, so dass bei geringen Drehzahlen durch die Dreh-
zahlanregung relativ betrachtet die hochste Abweichung der Leistungsaufnahme im
Vergleich zu der Leistungsaufnahme ohne Drehzahlanregung zu erwarten ist.

Um den prognostizierten Anstieg der mittleren Leistungsaufnahme durch die Dreh-
zahlanregung anhand von Messungen zu belegen, wird in Abbildung 7.6 der gemes-
sene Gleichanteil Py, der Motoreingangsleistung der Stratos MAXO 80/0,5-16 fiir
die Amplituden N; =0 min~!, Nj =30min~!, N; = 60 min~! und N; = 90 min™! fiir die
mittlere Drehzahl Ny = 830 min~! dargestellt, welche wihrend der Kennfeldmessungen
in Kapitel 5.3 die geringste betrachtete Drehzahl des Priiflings war.
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Leistung Py, o [W]

0 2 1 6 8 10 12 14 16 18 20

Volumenstrom Q [m?/h]

Abbildung 7.6.: Darstellung des Gleichanteils Py, g der Motoreingangsleistung der Stratos
MAXO 80/0,5-16 bei der Drehzahl Ny = 830 min~! fiir die Anregungsamplituden N; = 0 min~!,
N; =30min~!, N = 60min~! und N; = 90 min~"! in Abhiangigkeit des Volumenstroms Q

Wie ersichtlich ist, weisen die Verldufe der Leistungskurven ohne Einpragung einer
Drehzahlanregung bei Ny = 0min~! und bei Einpragung einer Drehzahlanregung mit
der Amplitude Nj = 30 min~! qualitativ betrachtet eine dhnlich hohe Leistungsaufnah-
me auf. Bei den Anregungsamplituden N; = 60min~! und N; = 90min~! kommt es
hingegen zu einer erhohten Leistungsaufnahme.

Zur Verdeutlichung der Erhohung der Leistungsaufnahme durch die Drehzahlanre-
gung wird in Abbildung 7.7 die relative Abweichung P, , der mittleren Leistungsauf-
nahme fiir die betrachteten Amplituden bezogen auf die Leistungsaufnahme ohne
Drehzahlanregung fiir die Arbeitspunkte aus Abbildung 7.6 dargestellt.
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Abbildung 7.7.: Darstellung der relativen Anderung Py, der mittleren Motoreingangsleistung
durch die Drehzahlanregung fiir die Anregungsamplituden N; = 30 min~!, N; = 60 min~! und
N; = 90min~! bei der Drehzahl Ny = 830 min~! in Abhingigkeit des Volumenstroms Q

Die Abweichung zwischen der Leistungsaufnahme bei Nj = 0min~! und N; = 30 min~!
liegt betragsméfsig unterhalb von Py, = 0,39 %, wobei die Leistungsaufnahme bei
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N; = 30min~! sogar einen geringeren Wert als die Leistungsaufnahme ohne Anre-
gung aufweist, so dass davon auszugehen ist, dass die geringe Abweichung durch
Messfehler oder externe Einfliisse, wie Schwankungen der Medientemperatur, hervor-
gerufen wird. Bei der Anregungsamplitude N; = 60 min~! hingegen ist die mittlere
Leistungsaufnahme fiir jeden Arbeitspunkt um einen Wert grofser als Py, = 1% er-
hoht und bei N; = 90min~! liegt die Erhohung sogar oberhalb von Py, = 2,4 %. Bei
geringen Volumenstromen liegt die geringste Leistungsaufnahme vor, so dass sich in
diesem Bereich die maximale relative Abweichung ergibt und bei den Amplituden
N; = 60min~! und Ny = 90 min~! eine um bis zu 3,4 % beziehungsweise bis zu 6,9 %
erhohte Leistungsaufnahme vorliegt. Das Ziel der Volumenstrombestimmung ist eine
energieeffizientere Regelung des Pumpenaggregates zu ermoglichen. Entsprechend
gilt es eine Erhohung der mittleren Leistungsaufnahme zu vermeiden und es wird
im Folgenden die Amplitude N; = 30 min~! zur Einpragung der Drehzahlvariation
verwendet, da bei diesem Wert keine Erh6hung der mittleren Leistungsaufnahme zu
beobachten ist. Des Weiteren wurden bei einer qualitativen Betrachtung dieser Anre-
gungsamplitude keinerlei akustische Phanomene wahrgenommen, welche durch den
Betreiber des Pumpenaggregates als storend empfunden werden kénnten.

Nachdem die Frequenz der Drehzahlanregung zu fa = 5,2Hz und die Anregungsam-
plitude zu N; = 30 min~! gewahlt wurde, wird im Folgenden der Einfluss der Dauer
der Fourier-Transformation auf die Extraktion der Wechselgrofien untersucht. Da die
Volumenstrombestimmung kontinuierlich erfolgen soll, muss ebenso eine kontinu-
ierliche Extraktion des Wechselanteils der Leistungsaufnahme erfolgen, so dass die
Fourier-Transformation tiiber ein endliches Zeitintervall berechnet wird.

Eine solche Kurzzeit-Fourier-Transformation ldsst sich mathematisch durch eine Mul-
tiplikation des zeitlich unendlich langen Leistungssignals mit einer Rechteckfunktion,
welche als Fensterfunktion dient und den Zeitraum der Fourier-Transformation dar-
stellt, ausdriicken. Im Frequenzbereich fiihrt das Rechteck-Fenster zu einer Faltung
des Leistungssignals mit dem Sinus cardinalis [PJ15]. Dies resultiert in Abweichungen
zwischen dem gemessenem und dem realem Frequenzspektrum [OL14], da durch die
endliche Dauer der Fourier-Transformation Fragmente anderer Frequenzen das bei der
Anregungsfrequenz extrahierte Signal verfilschen. Dieser Effekt wird als spektraler
Leck-Effekt bezeichnet [Har78].

Generell gilt fiir das Zeitdauer-Bandbreite-Produkt die Unschérferelation [Kie+09]:

1
Atx ABy > — . 722
ABBA 2 — ( )

Dies bedeutet, dass bei Anwendung der Fourier-Transformation iiber ein kurzes Zeit-
fenster Aty und damit hohen zeitlichen Auflosung eine Fensterfunktion mit einer
hohen Bandbreite ABA im Frequenzbereich vorliegt, so dass nur eine grobe Auflésung
im Frequenzbereich moglich ist. Durch ein grofieres Zeitfenster kann hingegen die
Frequenzauflosung verbessert und der Einfluss des spektralen Leck-Effektes reduziert
werden. Durch die hohere Dauer der Fourier-Transformation wird jedoch die zeitliche
Auflosung verschlechtert, so dass eine Anderung der Amplitude des Nutzsignales
und daher in diesem Fall eine Anderung des Arbeitspunktes des Pumpenaggregates
verzogert erkannt wird. Da das Zeitdauer-Bandbreite-Produkt eines Rechteck-Fens-
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ters einen konstanten Wert besitzt [Gir+03], muss ein Kompromiss zwischen zeitlicher
Auflosung und Frequenzauflosung gefunden werden.

Dieser Zusammenhang wird anhand von Abbildung 7.8 verdeutlicht, indem aufge-
zeigt wird wie die Wahl der Anzahl n5 der Anregungsperioden, iiber welche die Fou-
rier-Transformation erfolgt, die Filterwirkung der Fourier-Transformation beeinflusst.
Es wird fiir die Anzahl np =1, np =2, np =4, np = 8 und na = 64 der Anregungs-
perioden bei unterschiedlichen Frequenzen f der Verstirkungsfaktor A dargestellt,
mit dem die Amplitude der jeweiligen Frequenz bei der Extraktion des Signals bei
der Anregungsfrequenz fa = 52Hz gewichtet wird. Eine detaillierte Beschreibung
des Ansatzes zur Bestimmung der Gewichtung der Storfrequenzen ist Anhang C.2 zu
entnehmen.
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Abbildung 7.8.: Darstellung des Verstarkungsfaktors A mit welchem die jeweilige Frequenz
f bei der Fourier-Transformation zur Extraktion des Signals bei der Anregungsfrequenz
fa =52Hz gewichtet wird in Abhédngigkeit der Anzahl n der Anregungsperioden, iiber
welche die Fourier-Transformation erfolgt

Unabhiéngig von der Periodenanzahl n wird das Signal bei der Anregungsfrequenz
fa = 5,2Hz mit dem Verstarkungsfaktor A = 1 gewichtet, so dass das Nutzsignal bei
der Anregungsfrequenz korrekt extrahiert wird. Im Idealfall wiirden Signale, welche
nicht die Anregungsfrequenz besitzen, mit dem Verstarkungsfaktor A = 0 gewichtet,
so dass diese keinen storenden Einfluss ausiiben. Dies ist aufgrund des endlichen Zeit-
raums der Fourier-Transformation jedoch nicht der Fall. Bei einer Filterung iiber einen
Zeitintervall von na = 1 findet nur eine geringe Dampfung von Signalen nahe der
Anregungsfrequenz statt. Die Frequenz f = 4,6 Hz besitzt sogar einen Verstarkungs-
faktor grofier als A = 1, so dass ein Storsignal bei dieser Frequenz mit einem Wert,
welcher tiber der realen Amplitude liegt, in die Extraktion des Nutzsignals einfliefSen
wiirde. Selbst bei einer Frequenz von f = 1,5 Hz wiirde ein Storsignal noch mit einer
Gewichtung von A = 0,36 beziehungsweise 36 % seiner Amplitude in das extrahierte
Nutzsignal einfliefien.

Durch die Wahl einer htheren Anzahl von Filterperioden kann der Einfluss von St6-
rungen mafgeblich reduziert werden. Bei einer Anzahl von n = 2 beziehungsweise
na = 4 Filterperioden wird die Verstarkung eines Storsignals bei f = 4,6 Hz im Ver-
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7.3. Kompensation der Drift bei dynamischen Vorgingen

gleich zu der Verstarkung A = 1,02 bei n5 = 1 bereits auf A = 0,92 beziehungsweise
A = 0,64 reduziert. Bei einer Anzahl von ns = 64 Filterperioden wird der Verstar-
kungsfaktor sogar auf A = 0,04 reduziert, so dass eine Storung bei dieser Frequenz
nahezu vollstandig gedampft wird. Des Weiteren bilden sich mit einer hoheren An-
zahl von Filterperioden lokale Minima mit der Verstirkung A = 0 aus, wodurch eine
vollstandige Unterdriickung der betreffenden Frequenzen erzielt werden kann.

Wie gezeigt wurde, konnen durch die Fourier-Transformation iiber einen ldngeren
Zeitraum mogliche Storeinfliisse signifikant reduziert werden. Durch die Anwendung
einer gleitenden Fourier-Transformation iiber einen ldngeren Zeitraum erfolgt jedoch
eine zeitliche Filterung des extrahierten Nutzsignals, so dass Anderungen des Arbeits-
punktes verzogert detektiert werden und die Dynamik der Volumenstrombestimmung
sinkt.

Das Ausmafs der Storungen kann abhédngig von der jeweiligen Anwendung variie-
ren, da andere Komponenten wie beispielsweise weitere Pumpen in dem System,
zusétzliche Schwankungen des Volumenstroms und entsprechend auch der Leistungs-
aufnahme des betrachteten Pumpenaggregates hervorrufen konnen. In dieser Arbeit
steht der Einsatz des Pumpenaggregates in Warme- und Kaltesystemen im Fokus. Da
in diesen Systemen, beispielsweise bei der Temperaturregelung eines Raumes, hohe
Zeitkonstanten vorliegen, ist keine hochdynamische Regelung der hydraulischen Gro-
en und folglich hochdynamische Volumenstrombestimmung notwendig, so dass die
Anzahl der Filterperioden zu n = 64 gewidhlt wird, um eine hohe Storunterdriickung
zu erzielen. Bei der Anregungsfrequenz fa = 5,2 Hz bedeutet dies ein Zeitfenster der
gleitenden Fourier-Transformation von Aty = 12,3s. Vergleicht man dies mit der Zeit-
konstante T4 nach der ein PT;-System 63,2 % seines Endwertes erreicht hat, entspricht
dies einer zeitlichen Filterung von s = 7,8s.

Eine weiterfithrende Untersuchung des Einflusses unterschiedlicher Fensterfunktionen
bei der Fourier-Transformation ist Anhang A.1 zu entnehmen. Da die betrachten Fens-
terfunktionen keinen relevanten Vorteil beziiglich der Filterwirkung der Fourier-Trans-
formation zeigen, wird im Folgenden weiterhin ein Rechteck-Fenster verwendet.

7.3. Kompensation der Drift bei dynamischen Vorgangen

In dem vorherigen Abschnitt wurde die Filterung fiir die Extraktion des Wechselanteils
von Leistung und Drehzahl betrachtet. Bei dynamischen Vorgéngen wie der Anderung
des Arbeitspunktes des Pumpenaggregates kommt es jedoch zu einer Drift des mittels
der Fourier-Transformation bestimmten Signales.

Dies wird anhand von Abbildung 7.9 verdeutlicht. Es wird der Verlauf der Drehzahl
ohne {iiberlagerte Drehzahlanregung tiber die drei Perioden Ty ,, Ta} und Ty der
Fourier-Transformation dargestellt. Des Weiteren wird das zur Fourier-Transformation
verwendete Sinussignal abgebildet.

Da keine Drehzahlanregung erfolgt, sollte das Ergebnis der Fourier-Transformation,
welches durch Integration des Produktes des Sinussignals mit der Drehzahl berechnet
wird, den Wert 0 besitzen. Wahrend der ersten Periode Ty , findet eine Multiplikation
des Sinussignals mit der konstanten Drehzahl statt, so dass sich die positive und nega-
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tive Halbwelle des Sinussignals kompensieren und das Integral den erwarteten Wert 0
ergibt. Wahrend der zweiten Periode Ty, erfolgt ein Anstieg der Drehzahl. Aufgrund
der ansteigenden Drehzahl wird die positive Halbwelle des Sinussignals wihrend der
zweiten Periode bei der Integration schwacher gewichtet als die negative Halbwelle,
welche mit einem hoheren Drehzahlwert multipliziert wird. Dies fiihrt zu einem von 0
abweichenden Wert der Fourier-Transformation bei der Anregungsfrequenz, obwohl
keine Drehzahlanregung erfolgt.
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Abbildung 7.9.: Exemplarische Darstellung des zeitlichen Verlaufes der Drehzahl N des Pum-
penaggregates ohne iiberlagerte Drehzahlanregung (oben) und des zeitlichen Verlaufes des
Sinussignals zur Fourier-Transformation (unten)

Um diese Drift der Fourier-Transformation, welche zu Verfidlschungen der extrahierten
Wechselgrofien und dementsprechend der Volumenstrombestimmung fiihren wiirde,
zu kompensieren, wird eine Vorfilterung der Drehzahl und der Leistung durchge-
tiihrt, bevor die Wechselgrofien mittels der Fourier-Transformation berechnet werden.
Als mogliches Vorfilter konnte ein Kerbfilter verwendet werden. Dieses eliminiert ei-
ne gewiinschte Frequenz und besitzt einen geringen Einfluss auf andere Frequenzen
[Hes93]. Durch Inversion des Verhaltens dieses Filters kann der Wechselanteil der
Drehzahl und Leistung bei der Anregungsfrequenz extrahiert und die darauffolgende
Bestimmung der Amplitude und des Phasenwinkels mittels einer Fourier-Transfor-
mation durchgefiihrt werden. Aufgrund der schmalen Bandbreite im Frequenzbereich
besitzt dieses Filter jedoch im Zeitbereich eine hohe Einschwingzeit [KK02], so dass
das Filter durch seine langsame Reaktionszeit nicht fiir dynamische Vorginge geeignet
ist. Stattdessen wird ein Bandpassfilter eingesetzt [Per(7], dessen Bandbreite empirisch
gewdhlt wurde, um einen zufriedenstellenden Kompromiss zwischen Filterwirkung
und Einschwingzeit zu ermoglichen.

Um den Vorteil der Vorfilterung bei dynamischen Vorgdngen zu verdeutlichen, wird
eine Drehzahldnderung von dem Gleichanteil Ny = 1000min~! der Drehzahl auf
Np = 3000min~! bei iiberlagerter Anregung mit der Amplitude N; = 30min~! bei
der Anregungsfrequenz f5 = 5,2Hz in einer Simulation betrachtet, so dass der zeitli-
che Verlauf der Drehzahl exakt vorgegeben werden kann. Die Drehzahldnderung von
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Np = 1000 min~! auf Ny = 3000 min~! erfolgt mit einem konstanten Anstieg iiber einen
Zeitraum von At = 768 ms, was einer Dauer von na = 4 Perioden der Drehzahlanre-
gung bei der Anregungsfrequenz fa = 5,2 Hz entspricht.

Der Verlauf der vorgegebenen Drehzahl N(t), die mittels einer gleitenden Fourier-Trans-
formation tiber np = 64 Anregungsperioden ohne Vorfilterung extrahierte Anregungs-
amplitude Nj ov(t) und die mit Vorfilterung extrahierte Amplitude Nj \v (t) werden
in Abbildung 7.10 in Abhéngigkeit der Zeit t dargestellt.
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Abbildung 7.10.: Exemplarische Darstellung des zeitlichen Verlaufes der vorgegebenen Dreh-
zahl N(t) mit tiberlagerter Drehzahlanregung, der ohne Filterung extrahierten Anregungsam-
plitude Nj oy () und der mit Vorfilterung extrahierten Anregungsamplitude Njpv (t)

Obwohl die Anregungsamplitude einen konstanten Wert von N; = 30 min~! besitzt,
weicht die extrahierte Anregungsamplitude von diesem Wert ab. Ohne den Einsatz
einer Vorfilterung ergibt sich durch die Drehzahldnderung eine Drift, so dass durch die
Fourier-Transformation iiber einen langeren Zeitraum die Amplitude Nj oy = 20 min~!
statt dem realen Wert Nj = 30 min~! ermittelt wird. Die auch iiber den Zeitraum der
Drehzahlanderung hinausgehende Abweichung resultiert aus dem Zeitraum der Fou-
rier-Transformation von na = 64 Anregungsperioden beziehungsweise Aty = 12,3s.
Bei Einsatz der Vorfilterung ergibt sich hingegen ein weit geringerer Fehler, so dass
bei der grofiten Abweichung als Amplitude Njyy = 28,2min~! statt dem realen Wert
N; = 30min~! extrahiert wird. Entsprechend kann durch die Vorfilterung eine signifi-
kante Reduzierung des Fehlers der Fourier-Transformation bei dynamischen Vorgan-
gen erzielt werden, wobei durch die kurze Einschwingzeit des Filters kein erwahnens-
werter Einfluss auf die Dynamik der Signalextraktion erfolgt.

Basierend auf den Ergebnissen dieses Kapitels wird im Folgenden eine Drehzahlan-
regung mit der Frequenz fa = 5,2 Hz verwendet, da diese Frequenz den Vorteil einer
geringen Abhdngigkeit des Verfahrens zur Volumenstrombestimmung von den Rohr-
netzparametern bei hohen Volumenstromen bietet. Als Anregungsamplitude wird
N; = 30min~! verwendet, da bei dieser Amplitude im Vergleich zu hoheren Ampli-
tuden eine Erhohung der mittleren Leistungsaufnahme des Pumpenaggregates und
eine daraus resultierende verringerte Energieeffizienz vermieden werden kann. Des
Weiteren erfolgt die Fourier-Transformation iiber einen Zeitraum von na = 64 Anre-
gungsperioden beziehungsweise Afp = 12,3s.
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Identifikation und Steuerung des
hydraulischen Betriebspunktes

Nachdem in Kapitel 7 die Amplitude und Frequenz der Drehzahlanregung gewihlt
wurde, erfolgt in diesem Kapitel abschlieSend die Identifikation und Steuerung des
hydraulischen Betriebspunktes.

In Kapitel 8.1 wird auf Grundlage der Drehzahlanregung ein modellbasierter Ansatz
zur Volumenstrombestimmung eingefiihrt und dessen Giite mit dem konventionellen,
auf der stationdren Leistungsaufnahme basierenden, Ansatz verglichen. Anhand des
ermittelten Volumenstroms erfolgt in Kapitel 8.2 die modellbasierte Ermittlung der
Forderhohe, wobei ebenfalls ein Vergleich der Giite der Verfahren basierend auf der
Drehzahlanregung und der stationdren Leistungsaufnahme stattfindet. Nachdem in
Kapitel 8.1 und Kapitel 8.2 die modellbasierte Bestimmung des hydraulischen Arbeits-
punktes erldutert wurde, erfolgt in Kapitel 8.3 die Entwicklung eines Ansatzes zur
Steuerung der Forderhohe, dessen Giite an dem Experimentalsystem evaluiert wird.

8.1. Modellbasierte Bestimmung des geforderten
Volumenstroms

Unter der Annahme, dass der Einfluss der Volumenstromvariation bei der Anregungs-
frequenz aufgrund einer hinreichend hohen Frequenz vernachlissigt werden kann,
lasst sich das Modell des Realteils Pr. der Leistungsaufnahme bei der Anregungsfre-
quenz nach Gleichung (4.3.6) umformen zu:

PRe - PRe,d - PRe,q
w1

(. J/
~"

3
:th(z)+2athwo+2szo+3viw%+Zviw%Jrvc. (8.1.1)

= .
—Re,i

Die linke Seite von Gleichung (8.1.1) entspricht dem in Kapitel 7.1 definierten Realteil
ERe,i des Differenzenquotienten %, welcher um den Einfluss der stromabhédngigen
Leistungsaufnahme Pge, und Pgre 4 bereinigt wurde.
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Durch Anwendung eines Ansatzes zur Losung quadratischer Gleichungen kann der
Gleichanteil Qg des Volumenstroms bestimmt werden:

0o — M gt \/(ﬂ w0>2  2v5wo 3w+ § Vi Wl + ve — Brej ' (812)
by by
Durch das Losen der quadratischen Gleichung ergibt sich eine Mehrdeutigkeit, da
mathematisch betrachtet zwei Losungen der Gleichung existieren. Das Pumpenaggre-
gat generiert einen positiven Differenzdruck, so dass auch der Volumenstrom Q ein
positives Vorzeichen besitzt, solange keine weitere Komponente einen Differenzdruck
in Gegenrichtung des Pumpenaggregates generiert. Dieser Fall stellt jedoch einen feh-
lerhaften Anlagenaufbau dar und wird daher im Folgenden nicht betrachtet. Wie im
Rahmen der Modellbildung in Kapitel 3.1 erldutert wurde, ergeben sich durch die Mo-
dellidentifikation nur positive Modellkoeffizienten, so dass der erste Term der rechten
Seite der Volumenstromgleichung (8.1.2) ein negatives Vorzeichen besitzt. Da der Vo-
lumenstrom Q jedoch ein positives Vorzeichen besitzen muss, ist physikalisch nur die
Addition des Wurzelterms moglich. Entsprechend kann anhand von Gleichung (8.1.2)
eine eindeutige Volumenstrombestimmung durchgefiihrt werden.
Der neue Ansatz der modellbasierten Volumenstrombestimmung mittels Drehzahlva-
riation soll eine Verbesserung im Vergleich zu der Nutzung der stationdren Leistungs-
aufnahme, welche bei hohen Volumenstromen eine Mehrdeutigkeit besitzt, darstellen.
Daher wird im Folgenden dieser konventionelle Ansatz als Referenz zur Bewertung
des neuen Verfahrens genutzt.
Um den Volumenstrom basierend auf dem konventionellen Ansatz, der Auswertung
der stationdren Leistungsaufnahme des Pumpenaggregates, zu bestimmen, kann das
in Kapitel 4.3 entwickelte Leistungsmodell genutzt werden.
Zur Bestimmung des Volumenstroms basierend auf dem Leistungsmodell des Pum-
penaggregates gemifs Gleichung (4.3.1) werden die von den Strémen iz und i; und der
mechanischen Kreisfrequenz w abhédngigen Terme, welche keine direkte Abhdngigkeit
von dem Volumenstrom Q aufweisen, zu dem Term Py ; zusammengefasst:

P =a; w* Q + by w Q* — ¢ Q% + Py (8.1.3)

Diese Gleichung wird in eine Normalform mit den Koeffizienten ay, b, und c, tiber-
fiihrt:

—b —a P — Pniji
—— hz,_/ —_——
an n Cn

Basierend auf dieser Normalform ldsst sich der Volumenstrom mittels allgemeiner
Ansédtze zur Losung kubischer Gleichungen bestimmen [Bew13]. Da Gleichung (8.1.4)
beziiglich des Volumenstroms ein Polynom dritter Ordnung darstellt, ergeben sich
mathematisch betrachtet drei mogliche Volumenstrome als Losung der Gleichung.

Um die verschiedenen Losungen von Gleichung (8.1.4) aufzuzeigen, wird in
Abbildung 8.1 exemplarisch die gemessene Leistungsaufnahme des Pumpenaggrega-
tes Stratos MAXO 80/0,5-16 fiir die Drehzahl Ny = 2620 min~! {iber dem Volumenstrom
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dargestellt. Zur Darstellung der aufgrund des Leistungsmodells mathematisch mog-
lichen Volumenstrome wird zusétzlich die anhand des Leistungsmodells berechnete
Leistungsaufnahme tiber einen erweiterten Volumenstrombereich dargestellt, welcher
sich tiber den Messbereich hinaus erstreckt. Dabei wird der Einfluss der Strome i; und
iy vernachldssigt, da diese Eingangsgrofien des Modells nur innerhalb des Messbe-
reichs als Messdaten vorliegen und folglich keine Extrapolation auf nicht gemessene
Volumenstrombereiche, welche zu anderen Werten der Strome fiihren, erlauben. Da
die Strome wihrend des Betriebes bekannte Grofien darstellen und die Leistungsauf-
nahme um diesen Einfluss bereinigt werden kann, ist diese Vernachladssigung fiir eine
prinzipielle Betrachtung unerheblich.

1000 ¢ Modell

— Messung //\\

E 750 |
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&
5 500 |
wn
g
—~ 250 ¢

_50 —40 —30 —20 —10 0 10 20 30 40 50 60 70 80

Volumenstrom Q [m3/h]

Abbildung 8.1.: Darstellung des Verlaufes der gemessenen und der modellierten Motorein-
gangsleistung des Pumpenaggregates Stratos MAXO 80/0,5-16 in Abhdngigkeit des Volumen-
stroms Q fiir die Drehzahl Ny = 2620 min™!

Wie ersichtlich ist, wiirde die exemplarische Leistungsaufnahme P, 5 geméafs des Mo-
dells zu drei moglichen Volumenstromen fiithren. Einer der mathematisch moglichen
Volumenstrome ist jedoch negativ, so dass diese Losung wie bereits bei dem Ansatz
der Volumenstrombestimmung nach Gleichung (8.1.2) vernachléssigt werden kann.
Entsprechend ergeben sich aufgrund der Mehrdeutigkeit der Leistungskennlinie zwei
mogliche Volumenstrome, welche betrachtet werden miissen. Da der Betriebsbereich
des Pumpenaggregates sich grofitenteils linksseitig der Riickkriimmung der gemesse-
nen Leistungsaufnahme befindet, wird bei der Volumenstrombestimmung basierend
auf der stationdren Leistungsaufnahme im Folgenden immer der geringere Wert der
beiden moglichen Volumenstrome zu Grunde gelegt.

Zum Vergleich der Giite der Volumenstrombestimmung wird der Fehler Q. = O-0
zwischen dem modellbasiert berechneten Volumenstrom Q und dem gemessenen
Volumenstrom Q bestimmt. Der Fehler Q.= der Volumenstrombestimmung mittels
Drehzahlanregung und der Fehler Q. p der Volumenstrombestimmung anhand der sta-
tiondren Leistungsaufnahme sind in Abbildung 8.2 exemplarisch fiir die Drehzahlen
N, = 1120min~!, N;, = 2010 min~! und N, = 2620 min~! in Abhéngigkeit des gemes-
senen Volumenstroms Q dargestellt. Die Messung erfolgte fiir jede Drehzahl jeweils
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bei 20 verschiedenen Ventilstellungen zwischen geschlossenem und vollkommen ge-
offneten Ventil. Der Messzeitraum betragt At = 60 s bei einer Aufnahme der Messwerte
pro Sekunde. Um den systematischen Fehler der Volumenstrombestimmung aufzuzei-
gen, wird in Abbildung 8.2 der gemittelte Fehler der Volumenstrombestimmung fiir
jeden Arbeitspunkt dargestellt. In Kapitel 7.2 wurde gezeigt, dass bei einer Amplitude
von Nj = 30min~! die Drehzahlanregung keinen Einfluss auf die mittlere Leistungs-
aufnahme hat. Daher konnen zur Vergleichbarkeit der beiden Volumenstromansatze
die Fehler beider Verfahren fiir die identische Messung mit einer Drehzahlanregung
mit der Amplitude N; = 30 min~! und der Frequenz fa = 5,2 Hz durchgefiihrt werden.

10 £
E 0 ,;.L--:"—-;‘;"——-----—---_-____------~~"‘~--______u________..;-;-'_' .......................
o>
é 10 _Qe,E (N - Na/ Q)
S T |F Qes (N =Ny, Q)
E) ----- QE,E (N - NC/ Q)
5 —20 Qepr (N = N,, Q)
- Qep (N =Ny, Q)
30 Qe,P (N - NC/ Q)
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Volumenstrom Q [m?3/h]

Abbildung 8.2.: Darstellung des Fehlers Q. p der auf der stationdren Leistungsaufnahme basie-
renden Volumenstrombestimmung und des Fehlers Q.= der auf der Drehzahlanregung basie-
renden Volumenstrombestimmung fiir den Priifling Stratos MAXO 80/0,5-16 in Abhingigkeit
des gemessenen Volumenstroms Q fiir die Drehzahlen N, = 1120min~!, N, = 2010 min~! und
N¢ = 2620 min~!

Bei dem Vergleich des Fehlers Q. der Volumenstrombestimmung der beiden Ver-
fahren zeigt sich, dass der Fehler Q. p bei fiir die jeweilige Drehzahl geringen und
mittleren Volumenstromwerten nur geringe Werte aufweist. Der Fehler Q.= der Vo-
lumenstrombestimmung mittels Drehzahlvariation weist hingegen fiir geringe und
mittlere Volumenstrome betragsméaflig betrachtet deutlich hohere Werte auf. Dies ist
dadurch zu begriinden, dass bei der Anregungsfrequenz f4, wie in Kapitel 7.1 gezeigt
wurde, in diesem Volumenstrombereich erhohte Abweichungen des Realteils ZEge j
des Differenzenquotienten der Leistungsaufnahme beziiglich der Kreisfrequenz von
dem idealen Wert ERe joo bei unendlich hoher Anregungsfrequenz vorliegen, wodurch
folglich auch die Volumenstrombestimmung dieses Ansatzes einen erhohten Fehler
aufweist. Wie jedoch erldutert wurde, kann in diesem Volumenstrombereich der kon-
ventionelle Ansatz der stationdren Leistungsaufnahme genutzt werden, so dass der
Fokus bei der Bewertung des neuen Ansatzes auf dem hohen Volumenstrombereich
liegt. Bei hohen Volumenstromen ist der betragsméfiige Anstieg des Fehlers Q. p des
konventionellen Verfahrens bedingt durch die Mehrdeutigkeit der Leistungskennlinie
deutlich erkennbar. Dieser Anstieg fiihrt zu signifikant erhéhten Fehlern der Volumen-
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strombestimmung, so dass bei einem gemessenen Volumenstrom von Q = 65m?/h bei
der Drehzahl N = 2620 min~! ein Fehler von Qep = -30,6 m3/h vorliegt, was einem
vorzeichenbereinigten relativen Fehler von 47 % entspricht. Wie in Kapitel 7.1 ge-
zeigt wurde, weist Ege; bei hohen Volumenstromen nur geringe Abweichungen von
dem idealen Verlauf auf, so dass der Ansatz basierend auf der Drehzahlanregung
im Vergleich zum konventionellen Ansatz nur einen geringen Fehler bei hohen Vo-
lumenstromen besitzt und bei dem Volumenstrom Q = 65 m3/h bei der Drehzahl
Ny = 2620 min~! nur ein Fehler von Qez=-24 m3/h und damit ein vorzeichenberei-
nigter relativer Fehler von 3,7 % bezogen auf den gemessenen Wert vorliegt.

Da die stationdre Leistungsaufnahme eine hohere Giite der Volumenstrombestimmung
bei niedrigen und mittleren Volumenstrémen und der Ansatz der Drehzahlanregung
eine hohere Giite der Volumenstrombestimmung bei hohen Volumenstromen liefert,
liegt der Ansatz einer hybriden Volumenstrombestimmung zur Kombination beider
Ansétze nahe. Zur Verdeutlichung der unterschiedlichen Giite und Grenzen der beiden
Verfahren werden diese jedoch im Folgenden weiterhin separat voneinander betrachtet.

8.2. Modellbasierte Bestimmung der generierten Forderhohe

Zur Bestimmung des hydraulischen Betriebspunktes des Pumpenaggregates muss
neben dem Volumenstrom auch die von der Pumpe generierte Forderhohe bestimmt
werden.

Anhand des Forderhohenmodells aus Gleichung (2.1.6) ldsst sich durch Einsetzen des
mit der Anregungsamplitude w; iiberlagerten Gleichanteils wy der Kreisfrequenz nach
Gleichung (2.1.8) und des mit der Amplitude Q; tiberlagerten Gleichanteils Qg des
Volumenstroms nach Gleichung (2.1.9) die iiber eine Anregungsperiode gemittelte
Forderhohe Hp oy bestimmen:

1
HP,O = ap w% + bh wo QO — Ch Q(z) + E (llh C(J% + bh Q1 w1 COS((pQ) — Ch Q%) . (8.2.1)

Gleichung (8.2.1) lasst sich in Terme unterteilen, welche entweder ausschliefslich von
den Gleichgrofien wy und Qp oder den Wechselgrofien w; und Q; abhdngen. Be-
2 2
trachtet man das Verhiltnis 5—% beziehungsweise II:l’_é tiir die geringste gemessene

Drehzahl Ny = 830 min~! und die Amplitude N; = 30min~! liegt das Verhltnis bei
N2
tude auf die mittlere Forderhohe vernachlassigt werden kann. Da die Gréfienordnung
der Volumenstromschwankung aufgrund der hinreichend hohen Anregungsfrequenz
im Vergleich zu dem Gleichanteil des Volumenstroms gering ist, kann auch dieser Ein-

fluss vernachldssigt werden. Entsprechend kann Gleichung (8.2.1) vereinfacht werden:

2
= “1 = 0,0013 beziehungsweise 0,13 %, so dass der Einfluss der Anregungsampli-
w

Hp = ap w + by wo Qo — cn QF - (8.2.2)

Zur Evaluierung der Giite der Férderh6henbestimmung nach Gleichung (8.2.2) wird
jeweils die Forderhohe basierend auf dem ermittelten Volumenstrom des stationdren
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Leistungsansatzes beziehungsweise des Ansatzes der Drehzahlvariation berechnet
und der Fehler H, = Hp — Hp zwischen berechneter Férderhohe Hp und gemessener
Forderhohe Hp ausgewertet. Der Fehler H, = des Ansatzes der Drehzahlvariation und
der Fehler H, p des Ansatzes der stationdren Leistungsaufnahme sind fiir die selben
Drehzahlen wie die Bewertung der Volumenstrombestimmung in Abbildung 8.3 in
Abhéngigkeit des gemessenen Volumenstroms dargestellt, so dass eine Evaluierung
der Fehlerfortpflanzung der Volumenstrombestimmung ermoglicht wird.

6 1|—Hez (N =Ny, Q)
"= Hoz (N = N, Q)
4| | Hez(N=Ne,Q)
L_q.: He,P (N - Na/ Q)
T || Her(N =Ny, Q)
% He,P (N — NC/ Q)
g
0 e s e PRI e
—2

Volumenstrom Q [m?3/h]

Abbildung 8.3.: Darstellung des Fehlers H, p der auf der stationdren Leistungsaufnahme basie-
renden Forderhohenbestimmung und des Fehlers H, = der auf der Drehzahlanregung basie-
renden Forderhohenbestimmung fiir den Priifling Stratos MAXO 80/0,5-16 in Abhédngigkeit
des gemessenen Volumenstroms Q fiir die Drehzahlen N, = 1120min~!, Nj, = 2010 min~!

und N, = 2620 min™"

Obwohl die Volumenstrombestimmung des Ansatzes basierend auf der Drehzahlanre-
gung in Abbildung 8.2 bei fiir die jeweilige Drehzahl geringen und mittleren Volumen-
stromen einen im Vergleich zum Ansatz der stationdren Leistungsaufnahme erhéhten
Fehler aufwies, fithren beide Ansétze bei der Forderhohenbestimmung in diesem Vo-
lumenstrombereich nur zu geringen Fehlern. Bei hoheren Volumenstromen besitzen
beide Verfahren hingegen im Vergleich zu niedrigen Volumenstromen betragsmafSig
erhohte Fehler. Dies ldsst auf eine erhohte Sensitivitdt der Forderhohenbestimmung
beziiglich Volumenstromschitzfehlern im hoheren Volumenstrombereich schliefSen.
Insbesondere der Ansatz der stationdren Leistungsaufnahme, welcher aufgrund der
Mehrdeutigkeit der Leistungskurve bei hohen Volumenstromen signifikante Fehler bei
der Volumenstrombestimmung hervorruft, weist aufgrund der Fehlerfortpflanzung
der Abweichung der Volumenstrombestimmung hohe Forderhohenfehler auf.

Wie in Abbildung 5.5 gezeigt wurde, sinkt die generierte Forderhohe im Bereich ho-
her Volumenstrome, so dass die betragsmaéfsig erhohten Fehler sich noch signifikan-
ter auf den relativen Fehler auswirken. Bei exemplarischer Betrachtung der Drehzahl
Ny = 2010 min~! fiir den bei dieser Drehzahl maximalen Volumenstrom Q=498 m3/h
generiert das Pumpenaggregat eine Forderhohe von Hp = 2m. Bei Vergleich des ab-
soluten Fehlers He z = 0,22 m der Forderhohenbestimmung anhand der Drehzahlan-
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regung mit dem Fehler H.p = 3,8 m des konventionellen Verfahrens, ergibt sich ein
relativer Fehler He, = HPI;PHP von He; = 11 % beziehungsweise Her = 190 % bezogen
auf die gemessene Forderhohe, so dass die signifikante Verbesserung durch den in
dieser Arbeit vorgestellten Ansatz ersichtlich wird.

Zur Analyse der Ursache des erhohten Fehlers der Forderhohenbestimmung kann
die Sensitivitit & dQ 0 des Gleichanteils Hp der Forderhohe bezughch des Gleichan-

teils Qp des Volumenstroms betrachtet werden. Die Sensitivitit 05 M0 1488t sich durch
Differentiation der Forderhohengleichung (8.2.2) beziiglich des Volumenstroms Qo
bestimmen:

dHP’()
dQq

Die Sensitivitit & 0o Mo der Forderhohe beziiglich Anderungen des Volumenstroms wird
in Abbildung 8.4 fiir die identischen Drehzahlen der Darstellung des Fehlers der
Forderhohenbestimmung aus Abbildung 8.3 iiber den gemessenen Volumenstrom
dargestellt.

= bh wo — 2 Ch QQ. (823)
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Abbildung 8.4.: Darstellung der Sensitivitat dHPO der Forderhohenbestimmung fiir den Priif-
ling Stratos MAXO 80/0,5-16 in Abhang1gke1t des Volumenstroms Q fiir die Drehzahlen

N, =1120min~!, Ny, = 2010 min~! und N, = 2620 min~

Da die generierte Forderhohe des betrachteten Priiflings bei geringen Volumenstro-
men initial einen Anstieg mit steigendem Volumenstrom verzeichnet, weist die Sen-

sitivitat OLLQP;) bei geringen Volumenstromen einen geringen positiven Wert auf. Auf-
grund des Absinkens der Forderhohe im mittleren und oberen Volumenstrombereich
besitzt die Sensitivitdt in diesem Bereich ein negatives Vorzeichen. Der Nulldurch-
gang der Sensitivitdt kennzeichnet den Punkt an dem die Pumpe die maximale For-
derhohe bei der jeweiligen Drehzahl bereitstellt. Wie ersichtlich ist, weist die Sen-
sitivitdt im Bereich maximaler Volumenstrome betragsmifliig hohere Werte auf, so
dass bei der Drehzahl N, = 2620min~! die Sensitivitdt bei geschlossenem Ventil
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und Q = 0m3/h mit ddlgéo = 0,07 ﬁl betragsméafiig einen weit geringeren Wert
aufweist als die Sensitivitat dd%"o = —0.3 5 bei komplett gedffnetem Ventil und
0 mJ/h

Q = 65m3/h. Entsprechend haben Fehler der Volumenstrombestimmung im hohen
Volumenstrombereich einen signifikant hheren absoluten Fehler der Férderhohenbe-
stimmung zur Folge.

Daher weist der Ansatz basierend auf der Drehzahlanregung, obwohl bei geringen
Volumenstromen ein erhohter Fehler der Volumenstrombestimmung vorliegt, bei der
Forderhdhenbestimmung in diesem Volumenstrombereich keine nennenswerten Nach-
teile beztiglich der Genauigkeit im Vergleich zu dem konventionellen Verfahren auf.
Der Vorteil des anregungsbasierten Ansatzes zeigt sich jedoch bei hohen Volumen-
stromen, wo ein weit geringerer Fehler als bei dem konventionellen Ansatz erzielt
werden kann. Folglich wiirde ein hybrider Ansatz beider Verfahren, wie in Kapitel 8.1
vorgeschlagen wurde, im Gegensatz zur Volumenstrombestimmung beziiglich der
Forderhohenbestimmung keine Vorteile bieten.

8.3. Steuerung der generierten Forderhohe

Nachdem in Kapitel 8.1 und Kapitel 8.2 ein Ansatz zur Bestimmung des Volumen-
stroms und der Forderhohe basierend auf den in dieser Arbeit entwickelten Modellen
vorgestellt wurde, wird in diesem Abschnitt abschlieflend ein Konzept zur Steuerung
der von der Pumpe generierten Forderhdhe vorgestellt.

Da die Identifikation des hydraulischen Betriebspunktes des Pumpenaggregates wih-
rend des Betriebs basierend auf den entwickelten Modellen durchgefiihrt wird, stehen
dem Pumpenaggregat keine Messwerte zur Regelung des hydraulischen Betriebspunk-
tes durch einen entsprechenden Sensor zur Verfiigung. Daher wird im Folgenden auf
Grundlage der in dieser Arbeit entwickelten Modelle ein Ansatz zur Steuerung der von
der Pumpe generierten Forderhohe hergeleitet, welcher eine direkte Berechnung der
zur Bereitstellung der gewiinschten Forderhohe notwendigen Drehzahl ermoglicht.

Da der Forderhohenabfall an dem Rohrnetz der von der Pumpe generierten Forder-
hohe Hp entspricht, kann diese Forderhohe in das Forderhohenmodell des Rohrnetzes
gemafs Gleichung (2.2.3) eingesetzt und die Gleichung nach dem Volumenstrom Q

gelost werden:
Q= /Ri;t . (8.3.1)

Da dem Pumpenaggregat als Fithrungsgrofse ein konstanter Forderhohenwert tiberge-
ben wird und der Sollwert der Drehzahl fiir diesen stationdren Arbeitspunkt berechnet
wird, ist die Berticksichtigung der hydraulischen Induktivitdt des Rohrnetzes, welche
nur bei transienten Vorgangen einen Einfluss besitzt, nicht notwendig.
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Durch Einsetzen des Volumenstroms aus Gleichung (8.3.1) in das Forderhohenmo-
dell der Pumpe gemafs Gleichung (2.1.6) kann der Volumenstrom als Eingangsgrofe

eliminiert werden:
H H
ahw2+bh - w —C h—P—Hp—O (8.3.2)
\/ Ry Ryt

Die hydraulische Induktivitdt der Pumpe kann in diesem Fall analog zu der hydrauli-
schen Induktivitdt der Rohrnetzes vernachléssigt werden.
Gleichung (8.3.2) kann beziiglich der mechanischen Kreisfrequenz w geldst werden:

2
Hp ch + Rut
_ ‘/ t Hp 8.3.3
2ah Rive \/Zah RH,t+ anRue ¢ (8:33)

Gemaifs Gleichung (8.3.3) ergeben sich mathematisch zwei mogliche Losungen fiir
die Kreisfrequenz w. Aufgrund des negativen Vorzeichens des ersten Terms von
Gleichung (8.3.3) muss das Vorzeichen des zweiten Terms jedoch positiv sein, da das
Pumpenaggregat nur bei positiven Drehzahlen betrieben wird und sich andernfalls
negative Drehzahlen als Losung der Gleichung ergeben. Folglich kann eine der beiden
Losungen von Gleichung (8.3.3) eliminiert werden, so dass eine eindeutige Losung
vorliegt. Der hydraulische Widerstand Ry der Anlage, dessen Kenntnis zur Berech-
nung der Kreisfrequenz notwendig ist, kann auf Grundlage des modellbasiert berech-
neten Volumenstroms und der Forderh6he durch Umformung von Gleichung (8.3.1)
bestimmt werden.

Durch Einsetzen des Sollwertes H, statt der von der Pumpe generierten Forderhohe Hp
stellt die anhand von Gleichung (8.3.3) berechnete Kreisfrequenz die zum Erreichen
der gewtinschten Forderhohe notwendige Kreisfrequenz dar, so dass dieser Wert an die
in Kapitel 6 ausgelegte Drehzahlregelung als Sollwert w, der Kreisfrequenz tibergeben
werden kann. Entsprechend kann mit diesem modellbasierten Konzept eine direkte
Berechnung der Kreisfrequenz, welche zum Erreichen des gewtiinschten stationdren
Arbeitspunktes notwendig ist, durchgefiihrt werden.

Zur Evaluierung des vorgestellten modellbasierten Konzeptes zur Steuerung der For-
derhohe wird eine Messung fiir verschiedene Sollwerte der Forderhohe fiir den Priif-
ling Stratos MAXO 80/0,5-16 durchgefiihrt. Der Sollwert H; der Forderhche wird in
Schritten von 1 m ausgehend von der gemaf3 Spezifikation maximalen Sollférderhéhe
von H, = 16 m bis auf die Sollférderhche H, = 1 m abgesenkt. Zusétzlich wird abschlie-
flend die gemaf Spezifikation minimale Sollférderhohe H, = 0,5m vorgegeben. Fiir
jeden Sollwert der Forderhohe wird eine Messung bei 20 verschiedenen Ventilstellun-
gen zwischen geschlossenem Ventil und komplett gedffnetem Ventil durchgefiihrt. In
jedem stationdren Arbeitspunkt wird eine Messung iiber einen Zeitraum von At = 60's
durchgefiihrt, wobei in Abstdnden von einer Sekunde eine Messwerterfassung erfolgt.

Der Sollwert H; der Forderhohe, die anhand des drehzahlanregungsbasierten An-
satzes bestimmte Forderhohe Hpz und die gemessene Forderhohe Hp werden in
Abbildung 8.5 fiir jeden Arbeitspunkt gemittelt {iber den Volumenstrom Q dargestellt.
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Abbildung 8.5.: Darstellung des Sollwertes H, der Forderhohe, der modellbasiert bestimm-
ten Forderhohe I:IP,E und der gemessenen Forderhohe Hp der Stratos MAXO 80/0,5-16 fiir
Sollwerte der Forderhohe zwischen H; = 0,5m und H; = 16 m tiber den Volumenstrom Q

Wie ersichtlich ist, entspricht die modellbasiert bestimmte Forderhohe Hp = in jedem
Arbeitspunkt des spezifizierten Kennfeldes des Priiflings dem Referenzwert H,, so dass
das modellbasierte Konzept zur Steuerung der Forderhohe korrekt funktioniert. Gro-
ere Abweichungen zwischen Hp = und dem Referenzwert H, liegen nur im Bereich
hoher Volumenstrome vor, da in diesem Bereich interne Begrenzungen des Pumpenag-
gregats aktiv werden, welche den internen Referenzwert der Forderhohe in Abhingig-
keit des Volumenstroms auf den spezifizierten Betriebsbereich des Pumpenaggregates
begrenzen.

Da keine Regelung der Forderhche auf den gemessenen Wert stattfindet, sondern der
modellbasierte Ansatz zur Bestimmung und Steuerung der Férderhdhe verwendet
wird, liegen Abweichungen zwischen dem Referenzwert der Forderhche und der ge-
messenen Forderhohe Hp vor. Bei einer qualitativen Betrachtung von Abbildung 8.6
liegt wie bei der Bewertung der Giite der Forderhohenbestimmung in Kapitel 8.2
mit steigendem Volumenstrom eine erhthte Abweichung zwischen dem modellba-
siert bestimmten Wert HPE und der gemessenen Forderhohe Hp vor. Dies lédsst sich
durch die in Abbildung 8.4 bereits betrachtete erhchte Sensitivitdt des Forderhohen-
modells bei hohen Volumenstromen begriinden. Es sind jedoch keine signifikanten
Abweichungen zwischen der berechneten Forderhthe Hp = und der gemessenen For-
derhohe Hp ersichtlich. Der mittlere absolute Fehler zwischen I:IP,E und Hp liegt bei
MAE = 0,28 m, was in Anbetracht der gemafs Spezifikation maximal generierten For-
derhdhe des Pumpenaggregates von Hp = 16 m bezogen auf den Betriebsbereich einen
akzeptablen Fehler darstellt.

Zur Bewertung der Dynamik des Ansatzes zur Steuerung der Forderhohe wird ein
Sprung des Sollwertes der Forderhohe von H, = 0,5m auf H, = 4m bei komplett ge-
offnetem Ventil des Rohrnetzes durchgefiihrt. Diese Ventilstellung wurde gewahlt, da
aufgrund des hohen Volumenstroms die hochste Sensitivitdt des Forderhohenmodells
vorliegt. Des Weiteren fithren die hohen Volumenstrome zu einem erhéhten Mafs an
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Turbulenzen des Fordermediums, welche sich als Storungen bei der Steuerung der
gewiinschten Forderhohe auswirken, so dass diese Ventilstellung den kritischsten Fall
bei der Steuerung der Forderhohe darstellt.

Der Verlauf des Sollwertes H, der Forderhohe, die gemessene Forderhohe Hp, die
anhand der Drehzahlanregung modellbasiert berechnete Forderhohe Hp =, der gemes-
sene Volumenstrom Qn und der anhand der Drehzahlanregung berechnete Volumen-
strom QE werden in Abbildung 8.6 fiir den Priifling Stratos MAXO 80/0,5-16 in Ab-
héangigkeit der Zeit t dargestellt. Des Weiteren wird der anhand von Gleichung (8.3.3)
berechnete Sollwert N; der Drehzahl, der iiber eine Anregungsperiode gemittelte Wert
Np der Drehzahl und der iiber np = 64 Perioden gemittelte Wert Ng der Drehzahl,
welcher als Eingangsgrofie fiir die Volumenstrom- und Férderhohenbestimmung ver-
wendet wird, dargestellt.
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Abbildung 8.6.: Darstellung des zeitlichen Verlaufes der Forderhohe H, der Drehzahl N und
des Volumenstroms Q fiir den Priifling Stratos MAXO 80/0,5-16 in Abhéngigkeit der Zeit t bei
Anderung des Sollwertes der Forderhohensteuerung von H; = 0,5m auf H; = 4m bei komplett
geoffnetem Ventil
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8.3. Steuerung der generierten Forderhohe

Wie ersichtlich ist, erfolgt durch Anderung des Sollwertes H; der Forderh6he instan-
tan eine Anderung des Sollwertes N; der Drehzahl, um die gewtinschte Forderhohe
bereitzustellen. Da in diesem Fall eine Steuerung statt einer Regelung der Forderhohe
eingesetzt wird, befindet sich die bei der Anderung des Sollwertes der Férderhohe
berechnete Referenzdrehzahl trotz der hohen Filterzeitkonstanten der modellbasiert
bestimmten hydraulischen Grofien Oz und Hp/g direkt im Bereich des stationdren
Endwertes. Entsprechend stellt die geringe Dynamik bei der Bestimmung der hydrau-
lischen Groflen keine Limitierung beziiglich des Fithrungsverhaltens der Forderhohe
dar, so dass die Zeitkonstante der unterlagerten Drehzahlregelung den dominanten
Einfluss beziiglich der Dynamik bei einer Anderung des Sollwertes der Forderho-
he bildet. Da die iiber eine Anregungsperiode gemittelte Drehzahl Ny in weniger
als zwei Sekunden den Bereich der Referenzdrehzahl erreicht, reagiert die gemesse-
ne Forderhohe Hp entsprechend schnell. Aufgrund der Fourier-Transformation der
Eingangsgrofien der modellbasierten Volumenstrom- und Forderhhenbestimmung
iiber ny = 64 Anregungsperioden beziehungsweise Aty = 12,3s weisen die berech-
neten hydraulischen Grofien einen deutlichen zeitlichen Verzug im Vergleich zu den
Messwerten auf. Wie bereits erldutert, stellt dies aufgrund des Einsatzes der Forderho-
hensteuerung jedoch keinen Nachteil beziiglich der Dynamik der realen Messgrofien
dar.

Auffillig ist, dass eine dauerhafte Abweichung zwischen dem Referenzwert der For-
derhohe und der gemessenen Forderhohe vorliegt. Diese ldsst sich durch den Fehler
der modellbasierten Férderhohenbestimmung erkldren, der sich auch in der modellba-
sierten Forderhohensteuerung widerspiegelt. Des Weiteren ergibt sich kein dauerhaft
stationdrer Endwert der Forderhohe, da beispielsweise aufgrund von Turbulenzen des
Fordermediums kontinuierlich Stérungen vorliegen, welche jeweils in Schwankun-
gen der gemessenen Forderhohe Hp und der berechneten Forderhohe HP,E um einen
stationdren Endwert resultieren.

Wie gezeigt wurde, stellt die hohe Filterzeitkonstante bei der Bestimmung der hydrau-
lischen Grofien aufgrund des Einsatzes des vorgestellten Steuerungskonzeptes keinen
Nachteil beziiglich der Dynamik des Fiihrungsverhaltens dar. Da bei der Berech-
nung der Referenzdrehzahl N; nach Gleichung (8.3.3) die Kenntnis des hydraulischen
Widerstands der Anlage notwendig ist, welcher auf Grundlage der modellbasiert be-
stimmten hydraulischen Grofien berechnet wird, spiegelt sich die langsame Dynamik
jedoch in dem Stérverhalten der Steuerung bei einer Anderung der Ventilstellung des
Rohrnetzes wider. Da in dieser Arbeit der Fokus auf der Anwendung des Verfahrens
in Warme- und Kaltesystemen liegt, spielt die Dynamik des Storverhaltens jedoch eine
untergeordnete Rolle. Denn beispielsweise im Bereich von Heizungsanlagen liegen
im Vergleich zur Filterung der hydraulischen Grofien hohe Zeitkonstanten vor. Daher
erfolgt eine Anderung der Stellung der Thermostatventile innerhalb des Kreislaufs mit
entsprechend geringer Dynamik und kann durch den vorgestellten Ansatz zur modell-
basierten Bestimmung der hydraulischen Grofien mit hinreichender Geschwindigkeit
detektiert werden.
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Zusammenfassung und Ausblick

Durch den Einsatz energieeffizienter Regelungskonzepte wie der Regelung der von
dem Pumpenaggregat generierten Forderhohe beziehungsweise des Differenzdrucks
kann im Vergleich zu dem konventionellen Betrieb von Pumpenaggregaten bei kon-
stanter Drehzahl eine signifikante Reduktion des Energieverbrauchs und damit eine
erhohte Energieeffizienz des Gesamtsystems erzielt werden.

Zur Anwendung dieser Regelungskonzepte ist die Kenntnis des von dem Pumpenag-
gregat geforderten Volumenstroms und der generierten Forderhohe notwendig. Aus
Kostengriinden ist die entsprechende Sensorik zur Erfassung der hydraulischen Gro-
en tiblicherweise nicht vorhanden, so dass Verfahren zur indirekten Bestimmung der
hydraulischen Grofien genutzt werden miissen, um dennoch einen energieeffizienten
Betrieb zu ermoglichen.

Der konventionelle Ansatz, den Volumenstrom anhand der stationdren Leistungsauf-
nahme zu bestimmen, weist Einschrankungen auf, da Pumpenaggregate eine riick-
gekriimmte Leistungskennlinie und folglich eine Mehrdeutigkeit der Volumenstrom-
bestimmung bei hohen Volumenstromen besitzen konnen. Infolgedessen ergibt sich
ein eingeschrankter Betriebsbereich fiir den Einsatz des konventionellen Verfahrens.

Zusammenfassung

Um den Nachteil des beschrankten Einsatzbereiches des konventionellen Verfahrens
zu vermeiden, wurde in dieser Arbeit der Ansatz durch Einpragung einer sinusfor-
migen Drehzahlanregung und Auswertung der resultierenden Leistungsschwankung
den Volumenstrom zu bestimmen weiterentwickelt, so dass eine modellbasierte Vo-
lumenstrombestimmung iiber den gesamten Betriebsbereich des Pumpenaggregates
erlaubt wird.

Um eine theoretische Analyse des anregungsbasierten Ansatzes zu ermdglichen, wur-
den hydraulische Modelle der generierten Forderhohe des Pumpenaggregates be-
ziehungsweise des Forderhohenabfalls des Rohrnetzes vorgestellt und anhand von
Messungen validiert. Des Weiteren wurde ein Modell der Motoreingangsleistung von
Nassldaufer-Umwaélzpumpenaggregaten entwickelt, welches an zwei Priiflingen mit
unterschiedlichen Figenschaften beziiglich der Volumenstromabhéngigkeit der Leis-
tungsaufnahme validiert wurde, so dass die Generalisierbarkeit des Modells aufgezeigt
werden konnte.
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Wie basierend auf einer anhand der entwickelten Modelle durchgefiihrten Analy-
se gezeigt wurde, besitzt der Drehzahlregler des Pumpenaggregates beziiglich der
Einpragung der Drehzahlanregung eine Arbeitspunktabhédngigkeit. Um diese Arbeits-
punktabhédngigkeit zu eliminieren, wurde der Drehzahlregler um einen Resonanzanteil
erweitert, so dass eine Einpragung der gewiinschten Amplitude bei der Anregungs-
frequenz ermoglicht wird, wahrend das urspriingliche Verhalten des Drehzahlreglers
tiber den Grofsteil des Frequenzbereichs erhalten bleibt.

Um die Parameter der Drehzahlanregung zu bestimmen, wurde basierend auf dem
hydraulischen Modell und dem Leistungsmodell der Einfluss der Anregungsfrequenz
auf den Differenzenquotienten der Leistungsaufnahme beziiglich der Drehzahl, wel-
cher zur Volumenstrombestimmung genutzt wird, evaluiert. Es wurde gezeigt, dass
durch eine hinreichend hohe Anregungsfrequenz der Einfluss der Eigenschaften des
jeweiligen Rohrnetzes und der ungewiinschte Einfluss der Volumenstromschwankung
bei der Anregungsfrequenz minimiert werden kann, weshalb eine Anregungsfrequenz
von fa = 5,2Hz gewdhlt wurde. Des Weiteren wurde gezeigt, dass aufgrund der Nicht-
linearitdt der Motoreingangsleistung des Pumpenaggregates beziiglich der Drehzahl
ein Einfluss des Wertes der Anregungsamplitude auf die mittlere Leistungsaufnahme
besteht. Daher wurde eine Anregungsamplitude von Nj = 30 min~! gewahlt, um eine
Erhohung der mittleren Leistungsaufnahme und damit eine Reduktion der Energie-
effizienz des Pumpenaggregates zu vermeiden. Durch eine Analyse des Einflusses
des Zeitraums der Fourier-Transformation zur Extraktion der Grofien bei der Anre-
gungsfrequenz konnte gezeigt werden, dass sich aufgrund des endlichen Zeitraums
der Fourier-Transformation eine Verfdlschung des extrahierten Nutzsignals durch an-
dere Frequenzen ergibt. Da bei den im Fokus dieser Arbeit stehenden Warme- und
Kéltesystemen aufgrund hoher thermischer Zeitkonstanten kein eklatanter Nachteil
durch eine geringere Dynamik bei der Bestimmung der hydraulischen Grofien vor-
liegt, wurde der Zeitraum der gleitenden Fourier-Transformation zu na = 64 Anre-
gungsperioden bei der Anregungsfrequenz f5 = 5,2Hz beziehungsweise Tp = 12,3s
gewdhlt. Dies ermoglicht eine hohe Unterdriickung des spektralen Leckeffekts bei der
Extraktion des Nutzsignals, wihrend eine hinreichende Dynamik der Detektion der
hydraulischen Grofien erzielt werden kann.

Basierend auf dem entwickelten Leistungsmodell wurde ein modellbasierter Ansatz
zur Berechnung des Volumenstroms basierend auf der Leistungsschwankung bei der
Anregungsfrequenz hergeleitet. Ein Vergleich des neuen modellbasierten Ansatzes
mit dem konventionellen Verfahren basierend auf der stationdren Leistungsaufnahme
zeigte, dass im unteren Volumenstrombereich mit dem konventionellen Verfahren eine
hohere Genauigkeit der Volumenstrombestimmung erzielt werden kann. Aufgrund
der Mehrdeutigkeit der Leistungskennlinie fiihrte das konventionelle Verfahren jedoch
zu signifikanten Fehlern der Volumenstrombestimmung im Bereich hoher Volumen-
strome, so dass kein Einsatz des Verfahrens fiir diesen Betriebsbereich moglich ist. Der
Ansatz basierend auf der Drehzahlanregung hingegen ermoglichte auch im oberen
Volumenstrombereich einen Einsatz mit nur geringen Fehlern.

Auf Grundlage des berechneten Volumenstroms und des vorgestellten Férderhohen-
modells des Pumpenaggregates konnte ebenso eine modellbasierte Bestimmung der
Forderhohe durchgefiihrt werden. Durch eine Analyse der Sensitivitdt des Forderho-
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Kapitel 9. Zusammenfassung und Ausblick

henmodells wurde aufgezeigt, dass geringe Fehler der Volumenstrombestimmung sich
im unteren Volumenstrombereich nur marginal auf die Férderh6henbestimmung aus-
wirken. Entsprechend stellte der hohere Fehler des drehzahlanregungsbasierten An-
satzes im unteren Volumenstrombereich im Vergleich zu dem konventionellen Ansatz
keinen Nachteil beztiglich der Forderhohenbestimmung dar. Aufgrund der signifikant
erhohten Sensitivitdt der Férderhohenbestimmung beziiglich Volumenstromfehlern im
hohen Volumenstrombereich generierte das konventionelle Verfahren durch die ho-
hen Abweichungen der Volumenstrombestimmung in diesem Bereich auch inakzepta-
ble Abweichungen der Forderhohenbestimmung. Der Einsatz des anregungsbasierten
Ansatzes war auch in diesem Betriebsbereich des Kennfeldes mit geringen Fehlern
moglich, so dass der Vorteil dieses Verfahrens im Vergleich zu dem konventionellen
Ansatz eindeutig aufgezeigt werden konnte.

AbschliefSend wurde ein Ansatz zur Steuerung der von dem Pumpenaggregat generier-
ten Forderhohe auf Grundlage der in dieser Arbeit entwickelten Modelle vorgestellt.
Dieser Ansatz ermoglichte es, dass trotz der hohen Filterzeitkonstanten bei der Extrak-
tion der hydraulischen Grofien eine hohe Dynamik beziiglich des Fithrungsverhaltens
der generierten Forderhthe der Pumpenaggregates erzielt wird. Des Weiteren besta-
tigte die Qualitdt der Steuerung die Giite der in dieser Arbeit entwickelten Modelle,
auf denen das Konzept zur Steuerung der Forderhohe basiert.

Ausblick

Da es sich bei dem entwickelten Ansatz zur Volumenstrombestimmung um ein mo-
dellbasiertes Verfahren handelt, liegt eine inhdrente Fortpflanzung von Abweichungen
zwischen dem Leistungsmodell und der realen Leistungsaufnahme des Pumpenag-
gregates auf die Volumenstrombestimmung vor.

Daher sollte im Rahmen weiterfithrender Untersuchungen die Robustheit des Ver-
fahrens beziiglich Abweichungen der Modellparameter beispielsweise aufgrund von
Serienstreuung zwischen Pumpenaggregaten der selben Baureihe betrachtet werden.
Des Weiteren ist eine Analyse von Einfliissen notwendig, welche zu Abweichungen der
Modellparameter und damit zu erhohten Fehlern des Leistungsmodells fithren kon-
nen. Als Beispiel fiir einen solchen Einfluss ist die Temperatur des Férdermediums zu
nennen, da das Fordermedium als Schmiermittel fiir die hydrodynamischen Gleitlager
der Nasslaufer-Umwilzpumpe eingesetzt wird. Folglich fiihren Anderungen der Me-
dientemperatur und eine damit zusammenhéingende Anderung der Viskositit zu einer
Abweichung der Reibungsverluste von den modellierten Werten und entsprechend zu
erhohten Fehlern des Leistungsmodells. In ersten messtechnischen Untersuchungen,
welche Anhang A.2 zu entnehmen sind, wurde das Vorhandensein eines Einflusses
der Medientemperatur auf die Leistungsaufnahme bereits bestitigt.

Nach der Analyse moglicher Einfliisse auf die Giite des Leistungsmodells, sollte die
Kritikalitat des jeweiligen Einflusses bewertet werden. Im Falle der Notwendigkeit zur
Kompensation des jeweiligen Einflusses kann das Modell zur Berticksichtigung der
Fehlerquelle beispielsweise durch eine Temperaturkompensation erweitert werden, so
dass die Robustheit des entwickelten modellbasierten Ansatzes zur Volumenstrom-
bestimmung basierend auf der Drehzahlanregung verbessert werden kann.

100



Weiterfuhrende Betrachtungen

In diesem Kapitel werden weiterfithrende Betrachtungen behandelt, welche im Zu-
sammenhang mit dieser Arbeit stehen.

In Kapitel A.1 wird der Einfluss der Wahl der Fensterfunktion der Fourier-Transforma-
tion auf die Filterwirkung bei der Extraktion der Signale bei der Anregungsfrequenz
evaluiert. In Kapitel A.2 wird der Einfluss der Temperatur des Férdermediums auf die
Leistungsaufnahme des Pumpenaggregats, welche die Grundlage der Volumenstrom-
bestimmung darstellt, aufzeigt.

A.1. Einfluss der Fensterfunktion auf die
Fourier-Transformation

Eine Untersuchung des Einflusses des Zeitraums der Fourier-Transformation zur Ex-
traktion der Signale bei der Anregungsfrequenz wurde bereits in Kapitel 7.2 durch-
gefiihrt, wobei eine Dauer der gleitenden Fourier-Transformation von ns = 64 bei der
Anregungsfrequenz f5 = 5,2 Hz beziehungsweise eine Dauer von T = 12,3 s gewdhlt
wurde.

Eine weitere Reduktion des spektralen Leckeffektes kann durch die Wahl einer ge-
eigneten Fensterfunktion erzielt werden [Hei+02]. In Abbildung A.1 erfolgt analog
zu Abbildung 7.8 die Darstellung des Einflusses verschiedener Frequenzen auf die
Extraktion des Nutzsignals mit der Anregungsfrequenz fa = 5,2Hz fiir verschiede-
ne Fensterfunktionen. Es werden exemplarisch das Hamming-Fenster [OS10], das
Von-Hann-Fenster [Smi99] und das Gaufi-Fenster [RM13] im Vergleich zu dem kon-
ventionellen Rechteck-Fenster dargestellt. Das Gaufi-Fenster wird exemplarisch fiir
den Parameter g =1 und 0z =08 dargestellt, welcher die Breite des Gauf3-Fensters
im Zeitbereich festlegt.

In Abbildung A.1 liegt das Maximum der Amplitudenverstarkung mit A = 1 nicht
exakt bei fo = 52Hz. Dies resultiert daraus, dass die eingebettete Hardware des
Pumpenaggregates aufgrund ihrer Taktfrequenz nur bestimmte Anregungsfrequenzen
einprdgen kann, so dass die exakte Frequenz bei der die Drehzahlanregung eingepragt
und die Wechselanteile extrahiert werden bei fo = 5,208 Hz liegt. Dieser Umstand
wurde bei den Analysen berticksichtigt, so dass theoretische Analysen ebenfalls fiir
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Anhang A. Weiterfiihrende Betrachtungen

die exakte Frequenz fo = 5,208 Hz durchgefiihrt wurden.
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Abbildung A.1.: Darstellung des Einflusses unterschiedlicher Frequenzen auf das bei der
Anregungsfrequenz fa = 5,2Hz extrahierte Signal in Abhdngigkeit der Fensterfunktion fiir
eine Dauer der Fourier-Transformation von n, = 64 Anregungsperioden

Bei einer qualitativen Betrachtung von Abbildung A.1 ist bereits erkennbar, dass das
Hamming-Fenster und das Von-Hann-Fenster in diesem Fall qualitativ betrachtet keine
Verbesserung im Vergleich zu dem Rechteck-Fenster erzielen. Durch das Gaufs-Fenster
kann hingegen eine geringe Reduzierung des Verstarkungsfaktors von Frequenzen,
welche von der Anregungsfrequenz f5 = 5,2 Hz abweichen, und somit eine verbesserte
Storunterdriickung erzielt werden. Betrachtet man das Hauptmaximum der Ampli-
tudenverstarkung, liegt die maximale Reduktion der Amplitudenverstarkung im Ver-
gleich zu der Anwendung des Rechteck-Fensters bei 4,8 % bei der Frequenz f = 5,25Hz
bei Anwendung des Gaufs-Fensters mit 0 = 0,8 vor, so dass keine signifikante Verbes-
serung durch die Anwendung einer anderen Fensterfunktion erzielt werden kann. Des
Weiteren kann fiir einen GrofSteil der Frequenzen nur eine marginale Verbesserung er-
zielt werden. Da die Berechnung der Fensterfunktion einen erhohten Rechenaufwand
auf einer eingebetteten Hardware bedeutet, aber, wie gezeigt wurde, nur marginale
Verbesserungen der Filterwirkung erzielt werden konnen, wird in dieser Arbeit das
Rechteck-Fenster verwendet.
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A.2. Einfluss der Medieneigenschaften auf die Volumenstrombestimmung

A.2. Einfluss der Medieneigenschaften auf die
Volumenstrombestimmung

Die im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten Untersuchungen wurden bei nihe-
rungsweise konstanter Temperatur T, des Férdermediums durchgefiihrt. Abhdngig
von der jeweiligen Anwendung des Pumpenaggregats kann die Medientemperatur
jedoch variieren.

Eine Anderung der Medientemperatur hat eine Anderung der Dichte und der Viskosi-
tdt des Fordermediums zur Folge. Bei dem Einsatz von Wasser als Fordermedium und
einer exemplarischen Anderung der Medientemperatur von Ty, = 20 °C auf Ty, = 90 °C
bei einem statischen Druck von ps = 101,3 kPa findet eine Reduktion der Dichte des
Fordermediums von pn, = 998,2kg/ m3 auf Pm = 965,3kg/ m?> statt [GB89], was einer
relativen Anderung der Dichte von -3,3 % entspricht.

Beziiglich der kinematischen Viskositit vy, findet eine Anderung von
Um = 1,005 - 10 m? /s auf vy, = 0,326 - 107°m? /s statt [GB89], so dass eine signifikante
relative Anderung der kinematischen Viskositdt von —67,6 % vorliegt.

Bei Nassldaufer-Umwazpumpen, welche in dieser Arbeit verwendet werden, wird das
Fordermedium als Schmiermittel fiir die hydrodynamischen Gleitlager eingesetzt. Da
die Stribeck-Kurve, welche das Reibungsverhalten charakterisiert, von dem Viskosi-
tats-Temperatur-Verhalten des Schmiermittels abhdngt [Weil2], resultiert aus einer
Anderung der Medientemperatur auch eine Anderung der Leistungsaufnahme des
Pumpenaggregats. Des Weiteren hiangt der von dem Pumpenaggregat generierte Diffe-
renzdruck von der Dichte des Férdermediums ab [Fle15], so dass auch eine Anderung
der hydraulischen Leistungsaufnahme und entsprechend der Motoreingangsleistung
erfolgt.

Um den Einfluss der Medientemperatur aufzuzeigen, wird eine Kennfeldmessung mit
dem Priifling Stratos MAXO 80/0,5-16 analog zu der Kennfeldmessung der Leistungs-
aufnahme aus Abbildung 5.6 durchgefiihrt. Wahrend der Kennfeldmessung erfolgt
die Einpragung einer sinusformigen Drehzahlanregung mit der Frequenz fa = 5,2Hz
und der Amplitude N; = 30min~!. Die Kennfeldmessung wird an einem Priifstand,
welcher prinzipiell wie der Priifstand aus Kapitel B.2 aufgebaut ist, durchgefiihrt. Der
Priifstand verfiigt jedoch neben einer Heizung auch iiber eine Kiihlvorrichtung, um
die Medientemperatur reduzieren zu kénnen, so dass jeweils eine Kennfeldmessung
fir die Medientemperaturen T, = 15°C, Ty, = 60°C und T = 110 °C durchgefiihrt
wird.

Der gemessene Verlauf des Gleichanteils P, o der Motoreingangsleistung wird exem-
plarisch fiir die Drehzahl Ny = 2620 min~! in Abbildung A.2 fiir die unterschiedlichen
Medientemperaturen in Abhéangigkeit des Volumenstroms dargestellt. Eine analoge
Darstellung des Einflusses der Medientemperatur auf den Differenzenquotienten Ege
der Leistung beziiglich der mechanischen Kreisfrequenz des Pumpenaggregates ist
Abbildung A.3 zu entnehmen.

Wie in Abbildung A.2 gezeigt wird, ist eine deutliche Anderung der Leistungsauf-
nahme mit der Medientemperatur erkennbar. Da in dem Leistungsmodell, welches
im Rahmen dieser Arbeit entwickelt wurde, keine Beriicksichtigung der Medientem-
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Anhang A. Weiterfiihrende Betrachtungen
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Abbildung A.2.: Darstellung des Gleichanteils Py, o der Motoreingangsleistung des Pumpenag-
gregates Stratos MAXO 80/0,5-16 in Abhdngigkeit des Volumenstroms Q fiir die Medientem-
peraturen Ty, = 15°C, Ty, = 60°C, Ty, = 110 °C bei der Drehzahl Ny = 2620 min~!

peratur stattfindet, fiihrt eine Temperaturdanderung zu Abweichungen zwischen dem
Leistungsmodell und der realen Leistungsaufnahme des Pumpenaggregates.

Bei der Anwendung des konventionellen Ansatzes zur Volumenstrombestimmung
basierend auf der stationdren Leistungsaufnahme fiihrt eine Anderung der Medien-
temperatur folglich auch zu einer Verfilschung der Volumenstrombestimmung.

Wie in Abbildung A.3 ersichtlich ist, fiihrt eine Anderung der Medientemperatur eben-
so zu einer Anderung des Differenzenquotienten Eg,. Folglich besitzt die Medientem-
peratur auch einen Einfluss auf den in dieser Arbeit vorgestellten neuen modellbasier-
ten Ansatz zur Volumenstrombestimmung basierend auf der Drehzahlanregung.

20 &
<

s

~ 157

n

=

g

o 10 |

E) / ERre(Q, Tm =15°C)
(4] = o

S Ere(Q, T = 60°C)
M5 Ere(Q, Tm = 110°C)
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Volumenstrom Q [m?3/h]

Abbildung A.3.: Darstellung des Realteils &g des Differenzenquotienten % des Pumpenag-
gregates Stratos MAXO 80/0,5-16 in Abhdngigkeit des Volumenstroms Q fiir die Medientem-

peraturen Ty, = 15°C, Ty, = 60 °C, Ty, = 110 °C bei der Drehzahl Ny = 2620 min~!
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A.2. Einfluss der Medieneigenschaften auf die Volumenstrombestimmung

Um den Einfluss der Medientemperatur zu kompensieren, kann in weiterfithrenden
Betrachtungen, welche im Rahmen dieser Arbeit nicht behandelt werden, der Einfluss
der Medientemperatur auf die Koeffizienten des Leistungsmodells untersucht werden.
Durch Analyse des Einflusses der Medientemperatur auf die Modellkoeffizienten kann
eine Kompensation beispielsweise durch den Einsatz medientemperaturabhédngiger
Modellkoeffizienten erfolgen.
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Beschreibung verwendeter Pruflinge und
Prufstande

In diesem Kapitel werden die relevanten Daten der beiden verwendeten Priiflinge
angegeben. Des Weiteren findet eine detaillierte Beschreibung der Priifstande, in denen
der jeweilige Priifling verbaut ist, statt.

B.1. Daten des Priflings Stratos MAXO 25/0,5-12 und
Beschreibung des verwendeten Prufstandes

In diesem Abschnitt wird eine Ubersicht der relevanten Daten des Priiflings
Stratos MAXO 25/0,5-12 der Firma Wilo und des fiir diesen Priifling verwendeten
Priifstands gegeben.

Daten des Priiflings Stratos MAXO 25/0,5-12

Eine Ubersicht der hydraulischen Daten der Stratos MAXO 25/0,5-12 ist Tabelle B.1 zu
entnehmen. Eine Ubersicht der Motordaten des Pumpenaggregates ist in Tabelle B.2
zu finden.

Wie in Tabelle B.2 ersichtlich ist, besitzt der Priifling eine minimale Drehzahl von
N = 450 min~!. Bei den geringsten Drehzahlen des Pumpenaggregates besitzt auch
die aus der Drehzahlanregung resultierende Leistungsschwankung im Vergleich zum
tibrigen Kennfeld ihre geringsten Werte, so dass sich bei geringen Drehzahlen nicht
zu vernachldssigbare Messfehler zeigen. Daher erfolgten in dieser Arbeit fiir diesen

Priifling nur Messungen mit einer Drehzahl von mindestens N = 1100 min~!.

106



B.1. Daten des Priiflings Stratos MAXO 25/0,5-12 und Beschreibung des verwendeten Priifstandes

Tabelle B.1.: Hydraulische Daten der Stratos MAXO 25/0,5-12

Hydraulische Daten des Pumpenaggregats

Wert
Maximaler Betriebsdruck 10 bar
Maximale Forderhohe 11m
Maximaler Forderstrom 12m3/h
Mindestzulaufhohe bei 50°C 3m
Mindestzulaufhohe bei 95°C 10m
Mindestzulaufhohe bei 110°C 16m
Minimale Medientemperatur -10°C
Maximale Medientemperatur 110°C
Minimale Umgebungstemperatur -10°C
Maximale Umgebungstemperatur 40°C

Tabelle B.2.: Motordaten Daten der Stratos MAXO 25/0,5-12

Motordaten des Pumpenaggregats

Wert
Energieeffizienzindex (EEI) 0,19
Motornennleistung 262,0W
Minimale Drehzahl 450 min~!
Maximale Drehzahl 4350 min~!
Minimale Leistungsaufnahme 70W
Maximale Leistungsaufnahme

295,0W
Storaussendung EN 61800-3;2004+A1,2012 / Wohnbereich (C1)
Storfestigkeit EN 61800-3;2004+A1;2012 / Industriebereich (C2)
Isolationsklasse F
Schutzart IPX4D
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Anhang B. Beschreibung verwendeter Priiflinge und Priifstinde

Beschreibung Priifstand

Der fiir den Priifling Stratos MAXO 25/0,5-12 eingesetzte Priifstand wird schematisch
in Abbildung B.1 dargestellt.

variables

Rohrnetz
—m—

hydraulische

Ventil Weiche QF

Differenzdruck-
sensor Pumpe
266MST

-

Volumenstrom- Volumenstrom-
sensor sensor
FEP500 Optiflux 5300

Abbildung B.1.: Darstellung des Aufbaus des fiir den Priifling Stratos MAXO 25/0,5-12 ver-
wendeten Priifstands

Der Priifstand besteht aus einem Rohrnetz mit Sensorik, welche auch transiente hy-
draulische Vorgédnge erfassen kann. Der Priifstand besitzt den Differenzdrucksensor
266MST der Firma ABB zur Erfassung des Differenzdrucks zwischen Saug- und Druck-
seite der Pumpe bei stationdren Messungen. Da kommerziell verfiigbare Differenz-
drucksensoren {iiblicherweise nicht fiir dynamische Messungen geeignet sind [Bak16],
befindet sich zusitzlich auf der Saug- und Druckseite der Pumpe jeweils ein hochdy-
namischer Absolutdrucksensor des Typs XTM-190M der Firma Kulite Semi-Conductor.
Anhand der Messwerte der Absolutdriicke ps und pp der Saug- und Druckseite ist
somit auch eine Bestimmung des Differenzdrucks bei dynamischen Vorgiangen mog-
lich. Der Priifstand besitzt zwei Volumenstromsensoren. Der Volumenstromsensor
ProcessMaster FEP500 der Firma ABB wird zur Bestimmung des Volumenstroms bei
stationdren Messungen verwendet. Der Volumenstromsensor Optiflux 5300 der Firma
Krohne wird zur Volumenstrombestimmung bei dynamischen Vorgdngen verwendet.
Des Weiteren ist ein Ventil in dem Priifstand verbaut, so dass mittels der Ventilstellung
der hydraulische Widerstand des Rohrnetzes variiert werden kann. An den Priif-
stand sind eine hydraulische Weiche und ein variables Rohrnetz angeschlossen. Da
die hydraulische Weiche einen geringen hydraulischen Widerstand besitzt, kann die-
ser Zweig verwendet werden, um moglichst hohe Volumenstrome zu erreichen. Das
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B.1. Daten des Priiflings Stratos MAXO 25/0,5-12 und Beschreibung des verwendeten Priifstandes

variable Rohrnetz besteht aus sechs Rohren, welche mittels 3-Wege-Ventilen in ver-
schiedenen Kombinationen, wie Parallelschaltung oder Reihenschaltung, verschaltet
werden konnen. Dies ermoglicht Untersuchungen bei verschiedenen Rohrnetzgeome-
trien. Der Systemdruck ps; innerhalb des Rohrnetzes, welcher wihrend des Stillstands
des Pumpenaggregates auf der Saugseite des Pumpenaggregates gemessen wurde,
liegt bei etwa ps; = 2bar. Die Temperatur Ty, des Féordermediums liegt wahrend der
Messungen bei ndherungsweise Ty, = 20 °C.

Die Ermittlung der Motoreingangsleistung und der Drehzahl des Pumpenaggregats
erfolgt anhand der internen Sensorik des Priiflings.
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Anhang B. Beschreibung verwendeter Priiflinge und Priifstinde

B.2. Daten des Priiflings Stratos MAXO 80/0,5-16 und
Beschreibung des verwendeten Prifstandes

In diesem Abschnitt wird eine Ubersicht der relevanten Daten des Priiflings
Stratos MAXO 80/0,5-16 der Firma Wilo und des fiir diesen Priifling verwendeten
Priifstands gegeben.

Daten des Priiflings Stratos MAXO 80/0,5-16

Eine Ubersicht der hydraulischen Daten der Stratos MAXO 80/0,5-16 ist Tabelle B.3 zu
entnehmen. Eine Ubersicht der Motordaten des Pumpenaggregates ist in Tabelle B.4
zu finden.

Wie in Tabelle B.4 ersichtlich ist, besitzt der Priifling eine minimale Drehzahl von
N = 400min~!. Bei den geringsten Drehzahlen des Pumpenaggregates besitzt auch
die aus der Drehzahlanregung resultierende Leistungsschwankung im Vergleich zum
tibrigen Kennfeld ihre geringsten Werte, so dass sich bei geringen Drehzahlen nicht
zu vernachldssigbare Messfehler zeigen. Daher erfolgten in dieser Arbeit fiir diesen

Priifling nur Messungen mit einer Drehzahl von mindestens N = 830 min ™.

Tabelle B.3.: Hydraulische Daten der Stratos MAXO 80/0,5-16

Hydraulische Daten des Pumpenaggregats Wert

Maximaler Betriebsdruck 6 bar
Maximale Forderhohe l6m
Maximaler Forderstrom 64,0m3/h
Mindestzulaufhohe bei 50°C 7m
Mindestzulaufhohe bei 95°C 15m
Mindestzulaufhohe bei 110°C 23m
Minimale Medientemperatur -10°C
Maximale Medientemperatur 110°C
Minimale Umgebungstemperatur -10°C
Maximale Umgebungstemperatur 40°C
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B.2. Daten des Priiflings Stratos MAXO 80/0,5-16 und Beschreibung des verwendeten Priifstandes

Tabelle B.4.: Motordaten Daten der Stratos MAXO 80/0,5-16

Motordaten des Pumpenaggregats Wert
Energieeffizienzindex (EEI) 0,17
Motornennleistung 1520,0W
Minimale Drehzahl 400 min~!
Maximale Drehzahl 3200 min~!
Minimale Leistungsaufnahme 15,0W
Maximale Leistungsaufnahme 1645,0 W
Storaussendung EN 61800-3;2004+A1,2012 / Wohnbereich (C1)
Storfestigkeit EN 61800-3;2004+A1;2012 / Industriebereich (C2)
Isolationsklasse F
Schutzart IPX4D

Beschreibung Priifstand

Der fiir den Priifling Stratos MAXO 80/0,5-16 eingesetzte Priifstand wird schematisch
in Abbildung B.2 dargestellt.

Ventil Tank

N
Differenzdruck-
sensor Pumpe
266MST
N———
Volumenstrom-
sensor
FEP300

Abbildung B.2.: Darstellung des Aufbaus des fiir den Priifling Stratos MAXO 80/0,5-16 ver-
wendeten Priifstands

Der Priifstand besitzt den Differenzdrucksensor 266MST der Firma ABB zur Erfas-
sung des Differenzdrucks zwischen Saug- und Druckseite der Pumpe bei stationdren
Messungen. Zur Messung des Volumenstroms besitzt der Priifstand den Volumen-
stromsensor ProcessMaster FEP300 der Firma ABB.

Des Weiteren ist ein Ventil in dem Priifstand verbaut, so dass mittels der Ventilstel-
lung der hydraulische Widerstand des Rohrnetzes variiert werden kann. Innerhalb
des Rohrnetzes ist ein Tank verbaut. In diesem ist eine Heizung integriert, um die
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Anhang B. Beschreibung verwendeter Priiflinge und Priifstinde

Temperatur des Fordermediums erhohen zu konnen.

Der Systemdruck ps; innerhalb des Rohrnetzes, welcher wihrend des Stillstands des
Pumpenaggregates auf der Saugseite des Pumpenaggregates gemessen wurde, liegt
bei etwa pst = 3,3 bar. Bei Betrieb des Priiflings im oberen Bereich seiner Leistungs-
aufnahme erfolgt eine erhohte Warmeabgabe an das Fordermedium, so dass das
Fordermedium sich wihrend des Betriebs des Pumpenaggregates erwdarmt. Um eine
Messung bei konstanter Medientemperatur durchfiihren zu kénnen, wird das Forder-
medium mittels der Heizung des Priifstands vorgeheizt, so dass iiber den Zeitraum
der Messung eine Temperatur des Fordermediums von ndherungsweise T, = 60 °C
vorliegt.

Die Ermittlung der Motoreingangsleistung und der Drehzahl des Pumpenaggregats
erfolgt anhand der internen Sensorik des Priiflings.
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Mathematische Herleitungen

In diesem Kapitel werden mathematische Herleitungen von Gleichungen, welche im
Rahmen dieser Arbeit verwendet wurden, beschrieben.

In Kapitel C.1 wird die Herleitung des Modells zur Berechnung der Volumenstrom-
schwankung bei der Anregungsfrequenz der Drehzahlanregung vorgestellt. In
Kapitel C.2 wird der Ansatz zur Bestimmung des Einflusses von Storsignalen in Ab-
héangigkeit der Dauer der Fourier-Transformation erldutert.

C.1. Herleitung des Modells zu Berechnung der
Volumenstromschwankung bei der Anregungsfrequenz

Realteil Hpre und Imaginérteil Hpyy, der von der Pumpe generierten Forderhohe bei
der Anregungsfrequenz f:

Hpgre(wo, w1, Qo, Q1) =2 an wo wy + by, Qo w1+

+ (bn Q1 wo — 2 e Qo Q1) cos(pq) + 2 7 fa Lp Q1 sin(¢q), )
(C11

Hpm (wo, w1, Qo, Q1) = (b Q1 wo — 2, Qo Q1) sin(pq) — 2 7 fa Lp Q1 cos(gq).
(C.1.2)
Kombination des Realteils Hpre und des Imaginérteils Hpyy, zu einer Gleichung;:

HP,Re +] HP,Im =2ay, wywy + by Qo w1+
+ (bh wo — 2 ¢y Qo) Q1 cos(pq) +2 7 fa Lp Q1 sin(¢g) (C.1.3)
+j [(bh wo — 2 ey Qo) Qusin(@q) — 27 fa Lp Q1 cos(@q)] -

Umformung der Gleichung:

HpRre +j Hpim = 2 an wo wy + by Qo w1+
+ [(bnwo — 2¢n Qo) —j2 7 fa Lp] Q1 [cos(9q) +j sin(pq)].  (C.14)
Iof
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Anhang C. Mathematische Herleitungen

Einsetzen der komplexen Volumenstromschwankung Q. :

HP,Re —|—j HP,Im = 2a, wowi + bh Qowy + [(bh wo — 2 cp QQ) —j2 7TfA LP] Ql' (C15)

Gleichung der hydraulischen Impedanz Zy; des Rohrnetzes:

H :
Zy = 6_1 =2 Rpt Qo +j2 7 fa L. (C.1.6)
1

Gleichung beziiglich der komplexen Forderh6henanregung H; 16sen:

Hy = Hge +j Him = Q (2Rits Qo +j2 7 fa L) - (C.17)

Von der Pumpe generierte Forderhohe nach Gleichung (C.1.5) und Férderhohenabfall
am Rohrnetz gemaf Gleichung (C.1.7) gleichsetzen:

Q, (2Rut Qo +j27 fa Lu) =2 ap wo w1 + by Qo w1
+[(bth—2ChQ0) —jZNfALp]Ql.

Gleichung beziiglich Q; 16sen, um die Gleichung zur Berechnung der komplexen
Volumenstromschwankung Q. zu erhalten:

(C.1.8)

B 2ap wo + by, Qo
1 2Rut Qo — (bhwo —2¢cn Qo) +j2 7T fa (L + Lp)

Q w1 (C.1.9)

Anhand von Gleichung (C.1.9) kann auch die Gleichung zur Berechnung des Phasen-
winkels ¢g der Volumenstromschwankung und die Gleichung zur Berechnung der
Amplitude Q; der Volumenstromschwankung hergeleitet werden:

2 7TfA (LH + Lp)
tan = C.1.10
(PQ) bh wo —2cn Qo — 2Ru: Qo ( )
2 ap wo w1 + by Qo wy
— - C.1.11
Qi (2 Ryt Qo — b wo +2 ¢ Qo) cos(pq) — 27 fa (Lu + Lp) sin(¢q) ( )
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C.2. Ansatz zur Bestimmung des Einflusses von Storsignalen auf die Fourier-Transformation

C.2. Ansatz zur Bestimmung des Einflusses von Storsignalen
auf die Fourier-Transformation

Da zur Extraktion der Wechselanteile der Leistungsaufnahme und der Drehzahl des
Pumpenaggregates bei der Anregungsfrequenz eine diskrete Fourier-Transformation
eingesetzt wird, wird im Folgenden der Einfluss von Frequenzen, welche von der
Anregungsfrequenz fa abweichen, bei der Extraktion der Wechselanteile mittels einer
diskreten Fourier-Transformation analysiert.

Die Messwerte, welche der Fourier-Transformation unterzogen werden, werden mit
der Frequenz fyRr abgetastet. Entsprechend gilt fiir die Anzahl der Abtastwerte ns pro
Anregungsperiode der Drehzahlanregung:

ng = IR (C.2.1)
fa
Der Wert der Funktion g (k, f), welche ein synthetisches Signal mit der Frequenz f
darstellt, kann fiir den Abtastschritt k wie folgt berechnet werden:

g (k, f) =sin (2 T K L) . (C2.2)

ng f A
Der Realteil Re{g(k, f)} und der Imaginirteil Im{g(k, f)} des Signals g(k, f) mit der
Frequenz f, welche bei der Fourier-Transformation zur Extraktion des Signals bei
der Anregungsfrequenz extrahiert werden, konnen in Abhdngigkeit der Anzahl der
Anregungsperioden 74, liber welche die Fourier-Transformation durchgefiihrt wird,
wie folgt berechnet werden [Han14]:

na ng—1
Re{g(k, f)} = ! Y. gk f) sin(Zn%), (C.2.3)

alls o
1 nans—1 k
Im{g(k, )} = o~ kz g (k, f) cos (2 T n_) . (C.2.4)
S =0 S

Um den Einfluss einer Fensterfunktion zu berticksichtigen, kann der Wert der Funktion
g (k, f) in Gleichung (C.2.3) und Gleichung (C.2.4) fiir den jeweiligen Abtastschritt
k mit dem Wert der jeweiligen Fensterfunktion zu diesem Zeitpunkt multipliziert
werden.

Anhand des Realteils und des Imaginarteils kann die Amplitudenverstarkung A be-
rechnet werden, mit welcher das Storsignal die Fourier-Transformation beeinflusst:

A(f,na) = [Re{g(k, f)} +jIm{g(k, f)}|. (C.2.5)

Bei idealer Filterwirkung wiirde der Verstarkungsfaktor fiir ein Signal bei der Anre-
gungsfrequenz den Wert A = 1 und bei davon abweichenden Frequenzen den Wert
A = 0 besitzen.
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