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Vorwort der Herausgeber

Die groBen Fortschritte im Turbomaschinenbau, die durch extreme technische Forderungen und
starken internationalen Wettbewerb geprigt sind, verlangen einen effizienten Austausch und die
Diskussion von Fachwissen und Erfahrung zwischen Universitdten und industriellen Partnern.
Mit der vorliegenden Reihe haben wir versucht, ein Forum zu schaffen, das neben unseren Publi-
kationen in Fachzeitschriften die aktuellen Forschungsergebnisse des Instituts fiir Thermische
Stromungsmaschinen des Karlsruher Instituts fiir Technologie (KIT) einem moglichst gro3en
Kreis von Fachkollegen aus der Wissenschaft und vor allem auch der Praxis zugédnglich macht
und den Wissenstransfer intensiviert und beschleunigt.

Flugtriebwerke, stationdre Gasturbinen, Turbolader und Verdichter sind im Verbund mit den
zugehorigen Anlagen faszinierende Anwendungsbereiche. Es ist nur natiirlich, dass die metho-
dischen Losungsansitze, die neuen Messtechniken wie die Laboranlagen auch zur Lésung von
Problemstellungen in anderen Gebieten - hier denken wir an Otto- und Dieselmotoren, elektri-
sche Antriebe und zahlreiche weitere Anwendungen - genutzt werden. Die effiziente, umwelt-
freundliche und zuverldssige Umsetzung von Energie fiihrt zu Fragen der ein- und mehrpha-
sigen Stromung, der Verbrennung und der Schadstoftbildung, des Wirmeiibergangs sowie des
Verhaltens metallischer und keramischer Materialien und Verbundwerkstoffe. Sie stehen im Mit-
telpunkt ausgedehnter theoretischer und experimenteller Arbeiten, die im Rahmen nationaler
und internationaler Forschungsprogramme in Kooperation mit Partnern aus Industrie, Universi-
taten und anderen Forschungseinrichtungen durchgefiihrt werden. Von grofler Bedeutung sind
zudem neue Losungen in der konstruktiven Gestaltung.

Es sollte nicht unerwihnt bleiben, dass alle Arbeiten durch enge Kooperation innerhalb des Insti-
tuts geprigt sind. Nicht ohne Grund ist der Beitrag der Werkstitten, der Technik-, der Rechner-
und Verwaltungsabteilungen besonders hervorzuheben. Diplomanden und Hilfsassistenten tra-
gen mit ihren Ideen Wesentliches bei, und natiirlich ist es der stets freundschaftlich fordernde
wissenschaftliche Austausch zwischen den Forschergruppen des Instituts, der zur gleichblei-
bend hohen Qualitdt der Arbeiten entscheidend beitrdgt. Dabei sind wir fiir die Unterstiitzung
unserer Forderer aulerordentlich dankbar.

Im vorliegenden Band 57/2014 der Veroffentlichungsreihe stellt Herr Bricaud in Fortfithrung
fritherer Forschungsarbeiten am Institut fiir Thermische Stromungsmaschinen experimentelle
Untersuchungen der Stromung und des Wirmeiibergangs in sog. Vordralldiisensystemen vor,
mit denen die Kiihlluft des Sekundirluftsystems von Gasturbinen den gekiihlten Laufschaufeln
zugefiihrt wird. Aufgrund der Komplexitit der Stromung, der schwer zuginglichen Messvolu-
mina sowie der hohen Rotor- und Stromungsgeschwindigkeiten ergaben sich auB3erordentlich
hohe messtechnische Anforderungen. Mit Unterstiitzung von numerischen Berechnungen die-
nen die Messdaten insbesondere zur Charakterisierung der Totaldruck- und Drehimpulsverluste
sowie der resultierenden Temperaturprofile der Kiihlluft. Die Korrelationen der Messergebnisse
mit den konstruktiven Parametern zeigen die Effizienz aktueller Konfigurationen und Moglich-
keiten zur Erhohung der fiir Weiterentwicklungen entscheidenden Kiihleffektivitit auf.

Karlsruhe, im Juli 2014 Sigmar Wittig und Hans-Jorg Bauer



Vorwort des Autors

Die Erzeugung und Analyse der Daten in der vorliegenden Arbeit entstand wéhrend meiner
Titigkeit als wissenschaftlicher Mitarbeiter am Institut fiir Thermische Stromungsmaschinen
(ITS) des Karlsruher Instituts fiir Technologie (KIT). Das Schreiben des Manuskripts erstreckt
sich von dieser Zeit bis in dieses Jahr parallel zu meiner aktuellen Tétigkeit als Ingenieur fiir
das Sekundirluftsystem von Gasturbinen in der freien Wirtschaft.

Dem ehemaligen Leiter des Instituts Herrn Prof. Dr.-Ing. Dr.-Ing. E.h. Dr. h.c. mult. S. Wittig
gilt mein besonderer Dank fiir sein Vertrauen und fiir die Ubernahme des Hauptreferates, sowie
fiir die tiber die Jahre konstante Unterstiitzung trotz seinem damaligen Wechsel an das Deutsche
Zentrum fiir Luft- und Raumfahrt und seiner Emeritierung.

Auch Herrn Prof. Dr.-Ing. M. Gabi méchte ich in diesem Zusammenhang fiir die Ubernahme
des Korreferats und seine schnelle Einarbeitung in die Thematik sehr danken.

Fiir die Gewihrleistung einer Kontinuitit in den Forschungsthemen des ITS und fiir die ergén-
zende Betreuung meiner wissenschaftlichen Tétigkeiten mochte ich mich beim aktuellen Leiter
des Instituts Herrn Prof. Dr.-Ing. H.-J. Bauer bedanken. An dieser Stelle sei auch die Rolle des
damaligen Leiters der Komponentengruppe, Herrn Dr.-Ing. K. Dullenkopf, hervorgehoben, der
durch seinen wertvollen Rat bei der Durchsicht des Manuskripts sowie meiner am Institut er-
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Offenheit fiir Fachdiskussionen und ihre Hilfsbereitschaft. Diese Voraussetzungen und die da-
durch resultierende freundliche Arbeitsatmosphire ermoglichten eine schnelle Einarbeitung in
die Thematik und stellten dauernde Anregungen fiir meine eigenen Untersuchungen dar. Beson-
ders hervorheben mochte ich meinen ersten Biirokollegen Herrn Dr.-Ing. T. Geis erwéhnen, da
er mein Interesse fiir das Vordralldiisensystem geweckt hat. Fiir ihr hohes Engagement danke
ich ebenso meinen studentischen Hilfskréften, die bei der Durchfiihrung der experimentellen
und numerischen Aufgaben mit Begeisterung mitgewirkt haben.

Selbstverstiandlich wire ohne die tatkréftige Unterstiitzung der Techniker und der Mitarbeiter in
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1 Einfuihrung

Die Gasturbine ist mit einer Produktion im Wert eines jdhrlich zweistelligen Milliarden Dollar
Betrages (Franus (2005)) nicht nur wirtschaftlich von groer Bedeutung, sondern sie hat auch
die Energieversorgung wie die Mobilitit der Menschen revolutioniert. Dieser Erfolg beruht zu-
nichst auf der hervorragenden Leistungsdichte der Gasturbine, was von besonderer Bedeutung
fiir Flugantriebe ist. Der thermodynamische Kreisprozess (siehe Abb. 1.1), der im Vergleich zu
anderen Kraftmaschinen bei einem hoheren Luftmassenstrom durchgefiihrt wird, ergibt zudem
einen relativ hohen Wirkungsgrad. Die modernsten Flugtriebwerke erreichen einen thermischen
Wirkungsgrad, der mit einem maximalen Verdichterdruckverhéltnis tiber 40 hoher als 48% ist.
Aufgrund einer etwas niedrigeren Verbrennungstemperatur und eines geringeren Druckverhilt-
nisses haben die sogenannten Heavy Duty Gasturbinen zur Stromerzeugung einen niedrigeren
thermischen Wirkungsgrad von bis zu 39% (vgl. Isles (2008) und Gas Turbine World (2009)).
Bei der Nutzung der Abgaswiérme einer derartigen Gasturbine zur Dampferzeugung fiir eine
Dampfturbine kann aber der gesamte Wirkungsgrad einer sogenannten GuD-Anlage (Gas-und-
Dampf) knapp 61% erreichen. Ob die Gasturbine ihre wirtschaftliche Rolle in den kommen-
den Jahrzehnten behaupten wird, hdngt von ihrer Weiterentwicklung ab. Dafiir sollten noch
wettbewerbsfihigere Losungen fiir den Umweltschutz und die Einbindung zukunftsweisender
Energiesysteme erarbeitet werden. Dies gilt insbesondere in einer Zeit der Erschlieung neuer
Gasvorhaben. Somit bleiben sowohl fiir Flugtriebwerke als auch fiir stationdre Gasturbinen die
Erhohung des Wirkungsgrades und der spezifischen Leistung Schliisselthemen fiir die gegen-
wirtigen und zukiinftigen Gasturbinenentwicklungsprogramme.

Neben der Komponentenoptimierung wie der Verbesserung des Verdichter- und des Turbinen-
wirkungsgrades spielen thermodynamische Parameter wie das Verdichterdruckverhiltnis und
die Turbineneintrittstemperatur weiterhin eine grofe Rolle. Der Anstieg der Turbineneintritt-

B

a Verdichtung b Verbrennung c¢ Expansion d A

Temperatur T

a { — Joule-Brayton-Prozess
- Vereinfachter realer Prozess
7 Entwicklungstendenz

/ -
A% =g

Spezifische Entropieg

Nebenstr . R . .
Exemplarische Zahlen fur ein Flugtriebwerk beim Start
Querschnitt durch ein Flugtriebwerk a: px 1bar, Tz 15°C c: p>30bar, T>1580°C
(Rolls-Royce Trent1000) b: p>30 bar, T> 500°C d: px 1bar, T> 430°C

Abb. 1.1: Angenidherte thermodynamische Kreisprozesse einer Gasturbine



2 Einfiihrung
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Abb. 1.2: Axialer Querschnitt durch die Brennkammer und die Hochdruck-Turbine eines Trieb-
werkes - Quelle: Pratt & Whitney Canada (2002)

stemperatur fithrt zu immer hoheren thermischen Belastungen in der Brennkammer und in den
ersten Turbinenstufen. Eine Materialtemperaturerhdhung von 10 bis 20 Kelvin kann zu einer
Reduzierung der Komponentenlebensdauer um 50% fiihren (vgl. Snowsill und Young (2006)).
Um die Turbineneintrittstemperatur bei stationdren Gasturbinen von etwa 1750 K fiir minde-
stens 50000 Stunden sowie bei Triebwerken von mehr als 1850 K fiir 15000 bis 25000 Flug-
stunden zu gewihrleisten, ist nicht nur die Weiterentwicklung von warmfesten Werkstoffen und
Beschichtungen sondern vor allem der Einsatz effektiver Kiihlungstechniken erforderlich. Die
Anwendung effektiver Kiithlungsschemata bleibt stark mit den Entwicklungsfortschritten beim
Fertigungsprozess der gekiihlten Komponente verbunden. Die Kiihlung der Turbinenkomponen-
te erfolgt durch kéltere aus dem Verdichter entnommene Luft, die in modernsten Gasturbinen
zwischen 20% und 30% des Gesamtmassenstroms erreicht. Das Kiihlmedium wird den Turbi-
nenkomponenten (Position 8, 9, 26 und 27 in Abb. 1.2) in Abhédngigkeit ihres Kiihlungsbedarfs
zugefiihrt. Die Umleitung der Kiihlluft reduziert den gesamten Energieumsatz in der Brenn-



kammer. Des weiteren senkt die Vermischung der Kiihlluft mit der Turbinenhauptstromung den
Turbinenwirkungsgrad. Als Konsequenz wird die fiir die Kiihlluftvorbereitung bendtigte Ver-
dichterarbeit nicht optimal in der Turbine verwertet. Die zur Verteilung benotigte Drosselung
der Kiihlluft verursacht letztlich weitere Totaldruckverluste ohne Arbeitriickgewinn. Eine direk-
te Folge dieses Kiihlungskonzepts ist eine Abnahme des thermischen Wirkungsgrades und der
Leistung der Turbine im Vergleich zum idealen Joule-Brayton-Prozess. Mindestens ein Zehntel
der Wirkungsgradreduzierung von 58% auf 38% zwischen einem idealen und einem realen offe-
nen Gasturbinenprozess bei einem Druckverhiltnis von 20 kann beispielweise auf den Einsatz
von Kiihlluft fiir die Turbinenkomponenten zuriickgefiihrt werden. Nach Smouth (2000) redu-
ziert das Kiihlluftsystem von Fluggasturbinen den spezifischen Brennstoffverbrauch TSFC (auf
Englisch Thrust Specific Fuel Consumption genannt) um bis zu 6%. Wenn dariiberhinaus be-
riicksichtigt wird, dass die Lufttemperatur in Kiihlluftsystemen ohne externen Wirmetauscher
direkt mit dem Verdichterdruckverhiltnis steigt (vgl. Anderung 1 bis 2 in Abb. 1.1), wird offen-
sichtlich, dass heutezutage eine weitere Erhohung von Turbineneintrittstemperatur und Druck-
verhéltnis nur in Kombination mit einer optimalen Auslegung des Kiihlluftsystems zu einem
bedeutenden Wirkungsgradanstieg fithren kann.

Diese Tatsache wird deutlich an der weltweit grolen Zahl von Forschungsarbeiten iiber Kom-
ponenten des Kiihlluftsystems. Abb. 1.2 stellt exemplarisch typische Komponenten dieses Sys-
tems dar, welches auch Sekundarluftsystem genannt wird. Allein am Institut fiir Thermische
Stromungsmaschinen (ITS) der Universitidt Karlsruhe wurden neben den Arbeiten zur Schaufel-
kiihlung zahlreiche Dissertationen veroffentlicht, wie z.B.: Jacobsen (1987), Waschka (1991),
Jakoby (1996), Denecke (2008) und Schramm (2011) iiber Labyrinthdichtungen und Ringspalt-
stromungen oder Weissert (1997) iiber rotierende Bohrungen. Die vorliegende Arbeit beschéf-
tigt sich mit einer weiteren Sekundérluftsystemkomponente, dem Vordralldiisensystem, welches
die Luft zu rotierenden Schaufeln fiihrt. Damit setzt dieses Vorhaben die experimentellen Unter-
suchungen fort, die Geis (2002) und Dittmann (2006) im Rahmen ihrer Dissertationen am ITS
durchgefiihrt haben.

Das Vordralldiisensystem wird iiblicherweise fiir die Rotorschaufeln der ersten Stufe eingesetzt
(siehe Abb. 1.2), welche aufgrund hoher Temperaturen und hoher mechanischer Belastungen
intensiv gekiihlt werden miissen. Nach den Leitschaufeln der ersten Reihe sind demzufolge die
Rotorschaufeln der zweite Sekundirluftverbraucher. Somit bildet das Vordralldiisensystem ei-
ne bedeutende potenzielle Komponente zur Reduzierung der Sekundérluft und zur Steigerung
der Kiihleffektivitit in Gasturbinen. Da diese Komponente meistens den maximal verfiigbaren
Kiihlluftdruck benétigt, welcher stromab vom Verdichterenddiffusor (Position 3 in Abb. 1.2)
verfiigbar ist, wird das Vordralldiisensystem hédufig zwischen dem Turbineneintritt und dem Ver-
dichteraustritt angeordnet. AuBerdem befindet sich das Vordralldiisensystem auf einem Radius,
bei dem hohe Umfangsgeschwindigkeiten der Rotorflichen (siehe Kapitel 3.1.3) zu erwarten
sind. Wie im Schnitt A-A von Abb. 1.2 gezeigt wird, beschleunigen Vordralldiisen (Position 24)
die Kiihlluft in die Rotordrehrichtung vor den Receiverbohrungen (Position 19), die das Kiihl-
medium zur rotierenden Schaufel (Position 9) fiihren. Infolge des Vordralls nimmt die relative
tangentiale Geschwindigkeit der Stromung ab und damit stromt die Kiihlluft in die Receiver-
bohrungen mit einem stark verringerten tangentialen Anstromwinkel ein. Dies erméglicht zum
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einen geringere Stromungsverluste am Eingang der rotierenden Bohrungen. Dariiber hinaus
fiihrt der Vordrall zu einer bedeutenden Reduzierung der Kiihllufttemperatur in den Receiver-
bohrungen (etwa 90 K nach Abschnitt 3.1.3). Beide Effekte werden hiufig in der Literatur
erwihnt, um die Kiihllufteinsparung bzw. die Erhohung der Kiihleffektivitit zu begriinden, die
das Vordralldiisensystem erlangt. Aufgrund des zentralen Aspekts dieser Zusammenhinge miis-
sen beide Grundmechanismen in den folgenden Abschnitten noch ausfiihrlicher erldautert und
quantifiziert werden.

Wie gerade beschrieben, ist die Hauptfunktion des Vordrall-Kiihlluftsystems die Sicherstellung
von ausreichendem Kiihlluftmassenstrom und hinreichender Druckmarge in den Kiihlungskani-
len der Laufschaufeln bei einer vorgegebenen Kiihllufttemperatur. Als Konsequenz ihrer beson-
deren Lage in der Gasturbine (vgl. Abb. 1.2) tibernimmt diese Komponente weitere Aufgaben
im Sekundérluftsystem wie den Schubausgleich der Lager, die Kiihlung der hoch belasteten Ro-
torscheibe (Position 10) sowie das Abdichten der Vordrallkammer (Position 20) und eventueller
oberer Ringkavititen (Position 21) unterhalb des Hauptkanals gegen Heif3gaseinbruch.

Nicht zuletzt wird diese Komponente dank der hohen tangentialen Stromungsgeschwindigkei-
ten in der Vordrallkavitit (Position 20) als Schmutzpartikelabscheider eingesetzt (siehe Rudolph
et al. (2009) und Granovskiy et al. (2009)). Letztere Funktion konnte noch an Bedeutung zu-
nehmen aufgrund der Gefahr von Kiihlbohrungverstopfung durch in der Kiihlluft enthaltene
Schmutzpartikel, die eine weitere Optimierung der Kiihleffektivitdt durch beispielweise kleine-
re Kiihlbohrungen fiir eine Effusionskiihlung begrenzen. Da diese Thematik im Laufe dieser
Arbeit nicht mehr behandelt wird, soll hier auf die experimentellen und numerischen Unter-
suchungen von O. Schneider von der Universitidt Duisburg verwiesen werden (siehe Schneider
et al. (2002), Schneider et al. (2003b), Schneider et al. (2003a), Schneider et al. (2004a), Schnei-
der et al. (2004b), Schneider et al. (2005) und Schneider (2005)). Ahnliche experimentelle und
numerische Arbeiten wurden am ITS mit dem in Vorgédngerarbeiten beschriebenen Priifstand
durchgefiihrt (siehe Bricaud et al. (2005b), Diplomarbeit von T. Schneider (2007), Garcia Villo-
raetal. (2011)).

In Anbetracht des iiber mehrere Jahrzehnte andauernden Einsatzes von Vordralldiisensystemen
in Gasturbinen und der damit entstandenen zahlreichen Untersuchungen stellt sich nun die Fra-
ge, wie effizient moderne Vordralldiisensysteme arbeiten und welches Verbesserungspotenzial
sie noch bieten. Nachdem die Vorgehensweise zur Beantwortung dieser Fragestellung in Ka-
pitel 2 dargelegt wird, soll eine detaillierte Analyse der Stromung und des Warmeiibergangs
in unterschiedlichen Vordralldiisensystembauarten durchgefiihrt werden, um Wege zu erhohter
Kiihleffektivitdt in Gasturbinen aufzuzeigen.



2 \Vorgehensweise

Die Fragestellung, wie effizient moderne Vordrall-Kiihlluftsysteme arbeiten, kann nicht einfach
beantwortet werden, da keine Ergebnisse vorliegen, die ihre Gesamteffizienz quantifizieren.
Dariiber hinaus konnen die vielseitigen Gestaltungsformen dieser Komponente (vgl. Abschnitt
3.1.1) als ein Hinweis fiir die Meinungsverschiedenheit der Konstrukteure bei ihrer Auslegung
interpretiert werden.

Deshalb werden zunéchst in der vorliegenden Arbeit die Grundstrémungsgleichungen herange-
zogen, die in der Vorauslegung eingesetzt werden konnen. Abschnitt 3.1 dient somit als Ein-
fiihrung fiir diejenigen Leser, welche mit dieser Sekundirluftkomponente nicht vertraut sind.
Ziel ist dabei die Vermittlung einfacher Berechnungsansitze, anhand derer die Druck- und Tem-
peraturdnderungen innerhalb eines Vordralldiisensystems schnell abgeschitzt werden kdnnen.
Weiterhin sollen diese Gleichungen entgegenwirkende Stromungseffekte zeigen, die die Herlei-
tung einer optimierten Konfiguration erschweren. Die Aufgabe gestaltet sich also schwierig.

Deswegen werden im zweiten Teil von Kapitel 3 verfiigbare Daten aus der Literatur zur Ermitt-
lung der Stromungsverluste im Vordrall-Kiihlluftsystem vorgestellt. Dafiir werden Ergebnisse
von verdffentlichten Untersuchungen in eine einheitliche Form gebracht, um bessere Vergleiche
ziehen zu konnen. Die Analyse der Literatur fiihrt Kennzahlen ein, anhand derer das Durch-
flussverhalten, die Totaldruckverluste, die Drehimpulsverluste in der Vordrallkammer und die
resultierende Kiihllufttemperatur bestimmt werden konnen. Gleichzeitig weist jedoch Abschnitt
3.2 auf zwei Mingel der bisherigen Publikationen hin.

Zum einen ist wegen des hohen experimentellen Aufwands die Anzahl der verdffentlichten
Messdaten gering im Vergleich zu den moglichen Variationen der konstruktiven Parameter. Zu-
gleich werden in der Literatur die Ahnlichkeitsanalyse und die Ubertragung der Ergebnisse bei
unterschiedlichen Konfigurationen kaum diskutiert. Als Konsequenz kann die Kiihleffektivitit
nur fiir eine geringe Anzahl von Vordralldiisensystemen als validiert betrachtet werden (siehe
insbesondere Abschnitt 3.2.4.1 fiir die Definition der Kiihleffektivitit). Ein weiterer Mangel
der veroffentlichten Studien besteht darin, dass nahezu keine Analyse die stromungsseitigen
Aspekte von Vordrallsystemen in einem umfassenden Rahmen behandelt. Durchflussverhalten,
Druckverluste und die durch den Vordrall, den Wirmeiibergang sowie die Reibungsaufheizung
verursachten Lufttemperaturinderungen werden nicht integral beriicksichtigt. Die Auswertung
der Effizienz kann somit nicht vollstindig durchgefiihrt werden (vgl. Abschnitt 3.2.5).

Demzufolge besteht die Aufgabe dieser Arbeit in der Bereitstellung experimenteller Ergebnis-
se, die die Stromung und den Wirmeiibergang in unterschiedlichen Vordralldiisensystemen be-
schreiben. Die getesteten Vordrallkammerauslegungen erweitern damit die in der Literatur be-
reits untersuchten Fille. Hierzu ist ein entsprechender Priifstand erforderlich. Das Modell fiir
die untersuchten Vordrallkammern ergibt sich aus einer Skalierung von modernen Vordralldii-
sensystemen, deren Geometrie zur Vereinfachung des Messaufbaus angepasst werden muf3. Die
Konstruktionslosung wird dabei durch die eingesetzte Instrumentierung bestimmt. Insbeson-
dere ist eine an die engen Rotor-Stator-Zwischenrdume angepasste Messtechnik erforderlich,
deren Beschreibung mit dem Auswertungsverfahren in Kapitel 4 dargestellt wird. Dadurch kon-
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nen globale Stromungsgrofen wie Durchflussbeiwerte und die Temperaturabsenkung in den
rotierenden Receiverbohrungen erfasst werden. Zum besseren Verstindnis fiir die Entstehungs-
orte der Stromungsverluste miissen Details der Vordrallkammerstromung ebenfalls analysiert
werden. Dazu miissen radiale Temperaturverteilungen, Druckgradienten sowie Stromungsge-
schwindigkeiten gemessen werden. Letztere Messungen erfordern besondere konstruktive und
messtechnische MaBBnahmen, da die Erfassung der Stromung in engen Kavititen mit hohen
Geschwindigkeiten und Geschwindigkeitsgradienten eine Herausforderung auch fiir die moder-
nen Lasermesstechniken darstellt. Die am Rotor durchgefiihrten Wirmeiibergangsmessungen
konnen Riickschliisse auf Stromungsdetails liefern, mit Hilfe derer Aussagen iiber die Kiihl-
lufttemperaturinderungen bei nicht adiabaten Winden gewonnen werden konnen und dariiber
wie effektiv die Kiihlung der hoch belasteten Rotorscheibe in Vordralldiisensystemen ist. In
der Literatur sind kaum Wérmeiibergangsmessungen entlang der rotierenden Scheibe eines Vor-
dralldiisensystems zu finden. Damit kann hier eine neue Vergleichsbasis zur Validierung der
Wirmeiibergangszahlen in dhnlichen Rotor-Stator-Kavitidten gewonnen werden.

Trotz ihrer detaillierten Auflosung geben in der Regel in derart komplexen Systemen die Messda-
ten nur ein Teilbild der Stromung ab. Ohne numerische Stromungsberechnungen bleibt die
Interpretation der experimentellen Ergebnisse schwierig. Deshalb miissen CFD-Analysen der
Stromung in den untersuchten Konfigurationen durchgefiihrt werden. Zunéchst werden die nu-
merischen Vorhersagen in Abschnitt 5.2 allein vorgestellt, um eine Abbildung der komplexen
Stromung zu vermitteln. Weil aufgrund Messdatenmangels die Genauigkeit der numerischen
Verfahren bei Vordralldiisensystemen wenig untersucht wurde, sollen in einem zweiten Schritt
die Stromungsberechnungen mit den experimentellen Daten verglichen werden (vgl. Abschnitt
5.3). Der Vergleich erstreckt sich auf mehrere geometrische Konfigurationen und behandelt glo-
bale Stromungsgréen sowie die experimentell erfassten Stromungsdetails.

Damit werden zwei Ziele verfolgt (vgl. Kapitel 5). Zuerst sollen die Moglichkeiten und die
Grenzen der aktuellen numerischen Verfahren bei der Modellierung der Vordrallkiihlluft ge-
zeigt werden. Diese Problemstellung ist duBlerst wichtig fiir die Ingenieure, da heutzutage die
Entwicklung neuer Vordralldiisensysteme anhand von CFD-Berechnungen durchgefiihrt wird.
Aus dem Abgleich mit den neuen experimentellen Daten kann die Unsicherheit der Vorher-
sage fiir dhnliche Konfigurationen abgeleitet werden (siehe Abschnitt 5.3). Dementsprechend
konnen die Berechnungen korrigiert und dadurch die Genauigkeit der Vorhersage erhoht wer-
den. Somit stellt Kapitel 5 einen ersten Weg zur Ubertragung der Messergebnisse auf leicht
unterschiedliche Vordrall-Kiihlluftsysteme dar. Dariiber hinaus muss die Identifizierung der er-
folgreich berechneten Stromungseffekte zur Interpretation der Messergebnisse herangezogen
werden.

Mit Unterstiitzung der numerischen Ergebnisse konnen schlieB3lich die Messdaten ausgewertet
werden (vgl. Kapitel 6). Die Analyse bezieht sich zunichst auf die Durchfluss-Charakteristiken
und die Totaldruckverluste, gefolgt von den Temperaturdnderungen in den untersuchten Vor-
drallkammern. Mit den Erkenntnissen liber die Stromung konnen anschlieBend die am Rotor ge-
messenen Wirmeiibergangszahlen optimal analysiert werden. Bei der Auswertung der Messda-
ten muss zunichst versucht werden, den Einfluss einzelner Effekte zu quantifizieren, um spéter
Verbesserungspotenziale herauszufinden. In einem weiteren Schritt soll durch die Entwicklung



von praxistauglichen Korrelationen die Problematik der Ubertragung auf Gasturbinenbedingun-
gen gelost werden. Im Vergleich zu den Durchflussbeiwerten des Vordralldiisensystems ist bei
der Analyse der Temperaturdnderungen sowohl die Trennung einzelner Einflussparameter als
auch die Korrelation der Daten schwieriger. Dies ist insbesondere auf die grolere Anzahl der
Einflussgroflen zuriickzufiihren. Fiir die Korrelation der Temperaturmessdaten kann eine Me-
thode herangezogen werden, die auf vereinfachten Grundstrémungsgleichungen in der Vordrall-
kammer basiert. Die daraus resultierenden Stromungsgroen konnen mit Hilfe der experimentel-
len Ergebnisse kalibriert werden. Die GroBen, die nicht gemessen werden kénnen, miissen aus
den numerischen Vorhersagen extrahiert und eventuell korrigiert werden. Die Giiltigkeit der An-
nahme kann dann beim Vergleich der korrelierten Gro3en mit den gemessenen und numerischen
Daten kontrolliert und fiir die Interpretation der am Rotor gemessenen Wirmeiibergangszahlen
weiter eingesetzt werden.

Mit Hilfe der einzelnen Korrelationen kann schlieBlich die Gesamteffizienz von modernen Vor-
dralldiisensystemen berechnet und somit die Hauptfragestellung dieser Arbeit beantwortet wer-
den (vgl. Kapitel 7).



3 Analyse des Vordrall-Kuhlluftsystems

3.1 Kiihlluftzufuhr zu rotierenden Schaufeln - Gestaltung und Grund-
prinzipien

3.1.1 Hauptkomponenten und Bezeichnungen

Wie bereits in Kapitel 1 gezeigt und aus Abb. 1.2 ersichtlich stellt das Vordrall-Kiihlluftsystem
eine auBerordentlich komplexe technische Herausforderung dar. Insbesondere ist die Ermitt-
lung der Effizienz der Kiihlung des Systems und der sie bestimmenden Parameter von zentraler
Bedeutung. Dabei ist die Optimierung der Wirmeabfuhr und der entsprechenden Stromungs-
verluste zu beriicksichtigen. Vor einer ndheren Betrachtung miissen die Hauptkomponenten
des Vordrall-Kiihlluftsystems nochmals herausgestellt werden, um die relevanten Schnittsstel-
len einzufiihren. Aus Abb. 3.1 wird im Vergleich verschiedener Konstruktionen deutlich, wie
unterschiedliche Vordralldiisensysteme zur Kiihlung der Laufschaufeln die Kiihlluft vom Sta-
tor in den Rotor leiten. Dabei wird die Verdichterluft (Position 0) iiber einen Drallerzeuger in
die Ringkammer (Position 11) geleitet, die aus Stator- und Rotor-Flidchen besteht. Mit Hilfe des
Drallerzeugers (Position 10) wird die Kiihlluft innerhalb der Vordrallkavitit 11 in Rotordrehrich-
tung beschleunigt. Dadurch werden die auf dem Rotor angebrachte Empfiangerkanéle (Position
12) mit einem giinstigeren Anstromwinkel (sieche Abb. 3.4) versorgt. Die Receiverkanile 12
fiithren dann die Luft zum Schaufelfull, wo das Kiihlmedium ins Schaufelinnere gelangen kann.
Um die Leckage an den inneren und dufleren Stator-Rotor Schnittstellen der Vordrallkammer
zu kontrollieren (vgl. jeweils Position 7 und 8), miissen Dichtungen eingesetzt werden, deren
Eigenschaften mal3geblich fiir das Druck- und Temperaturniveau der Schaufelkiihlluft sind.

Entlang des Kiihlluftpfads konnen 8 Schnittsstellen definiert werden, die in den folgenden Ab-
schnitten von Bedeutung sind. Diese Positionen entsprechen dem Drallerzeugereintritt, dem
Drallerzeugeraustritt, dem Eintritt der Receiverkanile, der Position kurz stromabwirts des Ein-
tritts der Receiverkanile, dem Eintritt und Austritt der rotierenden Ringkammer, dem Eintritt
der Schaufelkanile, der inneren und der dusseren Dichtung. Sie sind mit den Zahlen von 1 bis
8 in Abb. 3.1 gekennzeichnet und werden mit den gleichen Indizes weiterhin erwihnt. Schnitt-
stelle 3 befindet sich in der Nihe vom FEintritt der Receiverkanile bei etwa dem gleichen Radius
(r3 ~ ) und bei einem Abstand kleiner als dem 4-fachen Durchmesser der Receiverbohrungen.
Da manche Konfigurationen keine rotierende Ringkammer besitzen (vgl. Abb. 3.1), konnen in
dieser Studie die Schnittstellen 3 bis 6 die gleiche Position beschreiben.

Die letzte Bemerkung fiihrt zum zweiten Ziel von Abschnitt 3.1.1, welches darin besteht, die
vielseitigen Gestaltungsformen der Vordrall-Kiihlluftsysteme zu verdeutlichen. Zum Beispiel
kann der Vordrallapparat aus einem Leitgitter (vgl. Abb. 3.1(a), 3.1(d)) oder tangential orientier-
ten Diisen (vgl. Abb. 1.2, 3.1(c)) konstruiert werden, die zum Ausdruck Vordralldiisensystem
gefiihrt haben. Die Stromung kann durch den Drallerzeuger zusitzlich zu ihrer tangentialen Um-
lenkung der Vordrallkammer entweder axial (vgl. Abb. 3.1) oder radial (vgl. Abb. 1.2) zugefiihrt
werden. Die Gestaltung der Vordrallkavitit ergibt sich aus den Stator- und Rotor-Profilen. Da-
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Abb. 3.1: Komponenten unterschiedlicher Vordrall-Kiihlluftsysteme:
0: Drallerzeugereintritt, 1: Drallerzeugeraustritt, 2: Eintritt der Receiverkanéle, 3: kurz stromabwdérts des
Eintritts der Receiverkanile, 4: Eintritt der rotierenden Ringkammer, 5: Austritt der rotierenden Ring-
kammer, 6: Eintritt der Schaufelkanile, 7: Innere Dichtung, 8: Aussere Dichtung, 10: Drallerzeuger, 11:

Vordrallkammer, 12: Receiverkanile, 13: Rotierende Ringkammer, 14: Deckscheibe
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bei kann sich das Verhiltnis der rotierenden Fldchen zu statischen Flachen von Konfiguration
zu Konfiguration sehr stark unterscheiden, wie in Abb. 3.1(a) und Abb. 3.1(e) mit einem hohen
bzw. niedrigeren Anteil an rotierenden Fldchen deutlich wird. Die rotierenden Receiverkanile
sind meistens in die Rotorscheibe eingebrachte Bohrungen (vgl. Abb. 3.1(c), 3.1(e) und 3.1(f))
oder kurze Offnungen (vgl. Abb. 1.2, 3.1(b) und 3.1(d)) in einer sogenannten Deckscheibe (Po-
sition 14 in Abb. 3.1 und Position 18 in Abb. 1.2), welche an der Turbinenscheibe befestigt ist.
Wenn die Kiihlluft tiber die rotierende Ringkammer zwischen der Deckscheibe und Rotorschei-
be von einem inneren Radius auf einen bedeutend groBeren Radius stromt, um den Eintritt der
Schaufelkanile zu erreichen (siehe Abb. 1.2 und 3.1(c)), wird die Konfiguration in der Literatur
(Geis (2002), Dittmann (2006)) Vordrall-Kiihlluftsystem mit Deckscheibe - auf Englisch co-
verplate system (Zimmermann (1990), Pilbrow et al. (1998)) - genannt. Aufgrund der relativen
Position des Drallapparats gegeniiber dem Schaufelfull bezeichnen Scricca und Moore (1997)
auch ein solches System als Konfiguration mit niedrigerem Radius (low radius design) und
stellen es einem System mit peripherer Kiihlluftzufuhr (Begriff von Geis (2002)) gegeniiber,
in der die Kiihlluft wie in Abb. 3.1(d) direkter zu den Schaufelkandlen geleitet wird. Darum
wird diese letzte Konfiguration zugleich direktes System (vgl. Geis (2002), Dittmann (2006),
Schneider (2005)) genannt. Spiter fiihrten Schneider (2005) und Jarzombek et al. (2006) die
englischen Ausdriicke Low Radius, Mid Radius und High Radius Preswirl ein, um den radia-
len Versatz zwischen dem Drallerzeugeraustritt und Receiverkanaleintritt zu bezeichnen, wie in
Abb. 3.1(e), bzw. Abb. 3.1(d) und Abb. 3.1(f) verdeutlicht ist. SchlieBlich ist die Benennung
dieser Sekundérluftsystemkomponente in der Literatur beinahe so vielfiltig wie ihre Gestaltun-
gen in Gasturbinen. Wihrend in der englischen Literatur Kombinationen mit dem Ausdruck
Preswirl am meisten verbreitet sind (siehe Preswirl System in Dittmann et al. (2002a), Preswirl
Rotor-Stator System in Wilson et al. (1997), Preswirled Cooling Air Delivery System in Chew
et al. (2003) oder Preswirl Rotating-Disc Systems in Karabay et al. (2000)), werden die spezi-
fischen Begriffe der Gasturbinenhersteller TOBI (Tangential Onboard Injector) oder ATS (Air
Transfer System) von Scricca und Moore (1997) bzw. von Jennions et al. (1998) und Granovs-
kiy et al. (2009) auch zur Benennung des Vordrall-Kiihlluftsystems verwendet.

Die Vielfiltigkeit in der Gestaltung dieser Komponente ldsst vermuten, dass sie das Ergebnis ei-
nes komplexen Auslegungsprozesses ist. Neben stromungstechnischen Merkmalen bestimmen
mechanische, konstruktive, fertigungstechnische und kostenrelevante Kriterien die endgiiltige
Konstruktion mit. Obwohl eine Optimierung des Vordrall-Kiihlluftsystems die Beriicksichti-
gung erwihnter Aspekte erfordert, wird sich die vorliegende Analyse vornehmlich auf seine
Stromungseffekte beschrinken. Hierzu dient im néchsten Abschnitt die Beschreibung der glo-
balen Druck- und Temperaturdnderungen der Kiihlluft als Einstieg in die stromungsseitigen
Grundprinzipien des Vordralldiisensystems.

3.1.2 Globale Druck- und Temperatur-Anderungen der Kiihlluft

Die Entwicklung eines effizienten Vordralldiisensystems fiihrt in einem ersten Schritt zu der
Frage, wie hoch die Kiihllufttemperatur Ty1¢ am Schaufelful (Position 6 in Abb. 3.2) ist, wenn
der Kiihlluftmassenstrom, der Plenumsdruck p;o und die Plenumstemperatur T (Position O in
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Laufschaufel
| —
/ .
Leitschaufel 6 —» Kiihlluft
IZZ A 8 0: Drallerzeugereintritt
&)t 1: Drallerzeugeraustritt
; 2: Eintritt der Receiverkanale
0 ———»1 2—3 3: Stromabwérts des Eintritts
' der Receiverkanale
// 7 6: Eintritt der Schaufelkanale
Stator ™~ Rotor 7: Innere Dichtung
8: Aussere Dichtung

Abb. 3.2: Schematische Darstellung der Hauptschnittstellen eines Vordrall-Kiihlluftsystems

Abb. 3.2) sowie der am Schaufelfull benétigte relative Totaldruck pyeq vorgegeben sind. Mit
Hilfe einer einfachen thermodynamischen Betrachtung der Druck- und Temperaturinderungen
der Kiihlluft werden die Kiihllufttemperatur Ty ¢ und ihr entsprechender theoretisch minimaler
Wert Tye16min berechnet. Klargestellt wird bei dieser Methode, dass die Lufttemperatur Ty¢
vorwiegend durch das Druckverhéltnis pyejs/pro tiber das Kiihlluftsystem bestimmt ist. Dies
sollte besondere Beachtung finden.

Zu diesem Zweck werden Anderungen des Totaldrucks und der Totaltemperatur der Kiihlluft
in den h-s Diagrammen von Abb. 3.3 schematisch dargestellt. Hierzu werden folgende Ver-
einfachungen durchgefiihrt: Alle Winde werden adiabat betrachtet und eine Vermischung der
Kiihlluft mit anderen Strémungen in der Vordrallkammer wird ausgeschlossen. Nur der Luftzu-
stand im Versorgungsplenum 0, in der Vordrallkammer kurz vor dem Receivereintritt 2 und am
Schaufelfuf} 6 sind in Abb. 3.3 angezeigt. Damit kann in Abb. 3.3 erkannt werden, dass zuerst
Totaldruckverluste pig — pt2 vom Drallerzeuger bis zum Receivereintritt auftreten. Die Total-
temperatur der Kiihlluft bleibt aber zwischen Position 0 und 2 konstant. Danach wird entweder
die Kiihlluft bis zum Schaufelful entspannt (vgl. Abb. 3.3(a)) oder verdichtet (vgl. Abb. 3.3(b)
und 3.3(c)). Wihrend der Entspannung vom Zustand 2 bis 6 gibt die Kiihlluft Arbeit zur Tur-
binenscheibe ab. Im anderen Fall wird ein Teil der Rotorarbeit an die Kiihlluft iibertragen. Der

c A c A c A
© © [
s s =3
2 e = Tis, P
] a, <0 ] T Pes ]
@ ’ @ o a, >0
< T < a,4>0 <
5 5 5
[0} ) ) T
& & & trel6? Prele
T TtreIG’ ptrel6 Ttrel6 min?» ptreIG
trel6? ptrel6 T
T trel6 min? ptrelﬁ
trel6 min? ptreIG
Spezifische Entropie s Spezifische Entropie s Spezifische Entropie s
(@) pte < pro > Tre < Tro (b) pi6 <pio > Tie > Tio (©) p6 > Ppro > Tie > Too

Abb. 3.3: h-s Diagramme der charakteristischen Zustandsdnderungen der Kiihlluft im Vordrall-
Kiihlluftsystem - adiabate Betrachtung mit O: Drallerzeugereintritt, 2: Eintritt der
Receiverkanile, 6: Eintritt der Schaufelkanile (vgl. Abb. 3.2)
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erste Fall gilt fiir die meisten Vordrall-Kiihlluftsysteme. Dennoch konnen fiir einen groen Ra-
dienunterschied zwischen dem Receivereintritt 2 und dem Schaufelfull 6 (vgl. Abb. 3.1(c)) die
Situationen von Abb. 3.3(b) und 3.3(c) entstehen. Der Endzustand der Entspannung und der
Verdichtung sind in Abb. 3.3 durch den Totaldruck p;¢ und die Totaltemperatur T;g im nicht
rotierenden Bezugssystem definiert. Weder die Rotorarbeit a; ¢ noch der Druck p¢ und die
Temperatur Ty konnen gemessen werden. Mit der Annahme, dass die tangentiale Geschwindig-
keit am Schaufelfufl c;¢ gleich der Rotorumfangsgeschwindigkeit ug ist, konnen aber Tig und
Pte aus den messbaren GroBen relativer Totaltemperatur Ty.e¢ und relativem Totaldruck pyer6
wie folgt berechnet werden:

u% Tt6 *=T
Ti6 = Tiret6 + 2¢, und P = Prrel6 Toure (3.1)
Dabei ist die Rotorumfangsgeschwindigkeit ug proportional zum Radius rg und zur Winkelge-
schwindigkeit @ nach Gl. (3.2).

yy=or mt o=2zn und i=]0,...,8] (3.2)

wobei n die Drehzahl der Turbinenscheibe ist.

Nach der Beschreibung der moglichen Kiihlluftpfade in Abb. 3.3 wird ersichtlich, dass die mi-
nimale theoretisch erreichbare Kiihllufttemperatur Ty.egmin fiir €in ideales adiabates Vordrall-
Kiihluftsystem anhand GI. (3.3) ermittelt werden kann.

Kk—1

Tyetomin = Tio <M) K (3.3)
Pto

wobei hier die Kiihlluft mit einem konstanten Isentropenexponent k als perfektes Gas betrachtet
wird. Aus Abb. 3.3 kann auch eine einfache Berechnungsmethode fiir die Kiihllufttemperatur
Tyel6 €ines verlustbehafteten Vordralldiisensystems abgeleitet werden. Gl. (3.4) zeigt, dass zur
Berechnung von Ty die Kenntnis des Parameters 1,6 geniigt. 7,6 wird in dieser Arbeit analog
zu der im Turbomaschinenbau verwendeten Terminologie polytroper Wirkungsgrad genannt,
wobei die Effizienz als Wirkungsgrad definiert ist.

n()*l

T T n
trel 6 _ trel 6 (%) 6 mit: (34)
Tio Tie \Pto
1
ng=——— fir pi<pio und Ti6<Tio
1 — =16
xk 1P
. Mp6 ..
ng=———_7 fir pi>pio und Te>Tio
Mp6 —

Gl. (3.3) und (3.4) zeigen den ersten ungiinstigen Effekt fiir die Schaufelkiihlung. Bei einem ge-
gebenen Design begleitet eine Reduzierung der Kiihllufttemperatur Ty ¢ €ine Absenkung des
Versorgungsdrucks pyej6. Aus diesem Grund muss beim Vergleichen der Effizienz unterschied-
licher Vordralldiisensysteme die Temperaturabsenkung Ti.e;¢ — Tto im Zusammenhang mit dem
erreichten Kiihlluftdruck pej¢ gebracht werden. Dabei kann der polytrope Wirkungsgrad 1,6
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dazu dienen, die Effizienz in Bezug zu einem idealen System zu quantifizieren. Dennoch hat
die Verwendung des polytropen Wirkungsgrades in diesen Zusammenhang mehrere Nachteile.

Fiir den Fall pig < po und Ty > Ty (vgl. Abb. 3.3(b)), der wie in Abschnitt 7.1 gezeigt wird
bei modernen Vordralldiisensystemen auftreten kann, ergibt sich ein negativer Wert fiir 1.
Des weiteren liefert 0, keine Aussage iiber die Temperaturéinderungen ab, die durch die Ver-
mischung mit anderen Stromungen in der Vordrallkammer oder durch die Warmekonvektion
mit der Struktur verursacht werden. SchlieBlich gibt Gl. (3.4) keinen Hinweis iiber die Position
und die Natur der Stromungsverluste in der Kiihlluftkomponente. Insbesondere zeigt Gl. (3.4)
in keiner Weise, warum ein Vordrall stromaufwiérts der Receiverkanile fiir die Effektivitiit des
Systems vorteilhaft sein sollte. Eine weitere Detaillierung der Strémungsvorginge wird daher
im néachsten Abschnitt durchgefiihrt. Es sei noch vermerkt, dass in der verfiigbaren Literatur
keine Werte fiir 17,6 zu finden sind.

3.1.3 Vordralleffekte

Die Prisenz eines Drallerzeugers in jedem Vordrall-Kiihlluftsystem (siehe Abb. 3.1) fiihrt zu
der Frage nach den Grundlagen drallbehafteter Stromungen in Vordrallkammern. Dazu werden
nun weitere relevante Grundprinzipien fiir die Bestimmung der Effizienz dieser Komponente
eingefiihrt.

Wie bereits in der Einleitung erwihnt, ist die erste Aufgabe des Drallerzeugers, die Kiihlluft am
Eintritt der rotierenden Receiverkanile mit einem relativen Anstromwinkel § von nahezu 0° zu
fiihren. Der Stromungswinkel B fiir den Fall ohne und mit Drallerzeuger ist zusammen mit der
Rotorumfangsgeschwindigkeit u, der absoluten Stromungsgeschwindigkeit ¢ und der relativen
Stromungsgeschwindigkeit w in Abb. 3.4 schematisch dargestellt. Der Vordrall verkleinert das
Stromungsablosungsgebiet, welches im Gegenfall (siehe Abb. 3.4(a)) den Eintritt der Receiver-
kanile teilweise versperrt. Dadurch kann der Totaldruckverlust zwischen der Vordrallkammer
(Position 2 in Abb. 3.2) und dem Schaufelfufl (Position 6 in Abb. 3.2) minimiert werden. Um
die damit erzielte Reduzierung der Druckverluste zu bestimmen, sollen noch Berechnungsansét-
ze aus Vorgingerpublikationen (siche Abschnitt 3.2.2.2) herangezogen werden. Dennoch kann

4. 6 4 6
m m
Im, Rotor Im,

Rotor
B<0° Stromungsabldésung

=Q°
) 0 b
r-z 2 U 2

Lo e T i
Stator % Stator W / %

(a) Luftzufuhr ohne Vordrall: ¢c;o =0 (b) Luftzufuhr mit Vordrall: ¢, > 0

Abb. 3.4: Geschwindigkeitsdreiecke stromauf der Receiverkanile
(Nomenklatur wie in Abb. 3.1 und 3.2)



14 Analyse des Vordrall-Kiihlluftsystems

schon hier angemerkt werden, dass die Ablosungsgefahr am Eintritt der Receiverkanile die ma-
ximale Drallgeschwindigkeit ¢, auf etwa die Umfangsgeschwindigkeit uy (vgl. Gl. (3.2)) am
Receiverseintritt begrenzt. Diese Begrenzung liegt am Receivereintritt, der hiufig senkrecht zur
Rotordrehrichtung orientiert ist. Als Konsequenz werden die Vordralldiisensysteme daher mei-
stens mit einer nominalen Drallsituation ¢, ~ u, ausgelegt, obwohl diese Einstellung kein Mini-
mum fiir die Kiithllufttemperatur darstellt. Die Kiihllufttemperatur kann nimlich beim Erhéhen
der Stromungsgeschwindigkeit ¢, stetig reduziert werden. Dieser von der Stromungsablosung
unabhingige Effekt soll nun ausfiihrlicher diskutiert werden.

Durch Induzieren eines Dralls stromaufwirts der Receiverkanile kann die Arbeit des Rotors
reduziert werden, die bendtigt wird, um die Kiihlluft auf die Umfangsgeschwindigkeit der
Receiverbohrungen zu beschleunigen (siehe Bobo et al. (1971), Meierhofer und Franklin (1981),
Laurello et al. (2004), Laurello et al. (2006), Rudolph et al. (2009)). Da die Rotorarbeit ei-
ne Erhohung der relativen Totaltemperatur (im rotierenden System) der Kiihlluft verursacht,
fiihrt die Arbeitreduzierung zu einer Senkung der Kiihllufttemperatur. Dies wirkt sich mit einer
moglichen reduzierten Kiihlluftmenge und einer leichten Steigerung der Turbinenarbeit doppelt
positiv auf den Gasturbinenwirkungsgrad aus. Diese Effekte konnen mittels elementarer Glei-
chungen im Folgenden abgeschitzt werden.

Als Referenz wird eine Konfiguration ohne Vordrall (vgl. Abb. 3.4(a)) betrachtet, in welcher die
Kiihlluft die absolute Totaltemperatur T, stromauf der Receiverkanile besitzt. Am Schaufelfufl
(Position 6 in Abb. 3.2) wird angenommen, dass die tangentiale Geschwindigkeitskomponente
der Stromung c;¢ gleich der Umfangsgeschwindigkeit ug ist. Beim Anwenden der Energieglei-
chung und der Eulerschen Turbinengleichung an den rotierenden Kanilen zwischen Positionen
2 und 6 ergibt sich fiir die absolute Totaltemperatur Ti¢:

Ct2:0

cp (TS0 —Tpp) =uZ —uz-0+ x—‘; (3.5)

mit Q(\:{,Zﬁzo /cptng der Temperaturerhohung aufgrund des konvektiven Wirmeiibergangs inner-

halb der rotierenden Kanile.
Da c¢ gleich ug ist, kann der Zusammenhang zwischen der absoluten Totaltemperatur T;s und
der relativen Totaltemperatur im rotierenden System Ty Wie folgt geschrieben werden:

2 2 2 2

c c u u
Tow = Te+ 16 4 726 "6 _ T _6 3.6
t6 = Te+ 26 + 26 + 2 trel6 2, (3.6)

Dabei ist Tg die statische Temperatur, welche per se unabhingig vom Bezugssystem bleibt. Weil
die relative Totaltemperatur im rotierenden System Ty ¢ die relevante Grofe fiir die innere
Schaufelkiihlung ist, wird GI. (3.5) in GI. (3.7) umgeschrieben.

2 ci2=0
— u Qv
To2 ) —Typ = o0+ Wi 3.7
wels 2 50 T g G7)

Meierhofer und Franklin (1981) so wie Geis et al. (2004) verifizierten Gl. (3.7) mit Hilfe von
Temperaturmessungen und validierten dadurch ihre rotierenden Temperatursonden. Dabei war
ug gleich uy und der Warmeiibergang in den rotierenden Kanélen vernachléssigbar.
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Fiir die relative Totaltemperatur Ttrt§1>6 eines Kiihlluftsystems mit Vordrall (siehe Abb. 3.4(b)),

welches die gleiche Kiihlluftmenge mg, Kiihllufttemperatur T;» und Umfangsgeschwindigkeit
ug wie das Referenzsystem ohne Vordrall hat, ergibt sich in dhnlicher Weise wie in Gl. (3.7):

2 Ct2>0
Ug  U2¢p2 Q
1220 T, = 6 (3.8)
2¢p Cp cpm6

Damit entsteht eine Temperaturreduzierung zwischen dem System mit Vordrall und ohne Vor-
drall von:

QCt2>0 Qctz 0

cpm6 cpm6

ity (3.9)
Cp

ci2>0 cip=0 us Ct2
Ttre16 - Ttre16 - c
P

wenn angenommen wird, dass die Wiarmeabfuhr vergleichsweise relativ gering ist. Es sei auf
Abschnitt 3.2.4.4 fiir eine Fortsetzung der Diskussion iiber die Warmeabfuhr in der Vordrall-
kammer verwiesen. Die mit Hilfe des Vordralls erzielte Reduzierung der Rotorleistung W;_¢
im Vergleich zu einem System ohne Vordrall (c;; = 0) lautet dariiber hinaus:

ci2>0 ci2=0 . 2 L2 ;
W2t36 — W2t36 = m6(u6 — Uy Ct2) —MgUg = —MgUp C2 (3.10)

Eine kurze Berechnung mit fiir Gasturbinen typischen Werten macht das Kiihlungspotenzial
des Vordralleffekts ersichtlich. Dazu wird wie bei Bobo et al. (1971) davon ausgegangen, dass
die tangentiale Geschwindigkeit des Vordralls etwa gleich der Umfangsgeschwindigkeit u, am
Eintritt der Receiverkanile ist. Mit einem Wert fiir u, von 315 ms—!, was fiir eine 50 Hz statio-
nire Gasturbine (r; = 1 m) und fiir ein Triebwerk (n =15000 Umin~!, r, = 0,2 m) realistisch
ist, und mit einer Kiihllufttemperatur von 780 K (¢, = 1094 Jkg~'K~1) ergibt sich eine Tem-
peraturreduzierung von 90 K. Gleichung (3.9) zeigt auch, dass bei einer vorgegebenen Um-
fangsgeschwindigkeit u; die Senkung der Kiihllufttemperatur direkt proportional zum Vordrall
¢y ist. AuBerdem ist nach GI. (3.9) die maximal erreichbare Temperaturreduzierung erstens
durch die von der Turbinenauslegung gegebene, moglichst maximale Umfangsgeschwindigkeit
up und zweitens gegebenenfalls durch die Schallgeschwindigkeit am Austritt des Drallapparats
begrenzt.

Da fiir beide Konfigurationen - mit und ohne Vordrall - dieselbe absolute Temperatur Ty, in
Gl. (3.9) angenommen wurde, stellt sich nun die Frage, ob die drallbehaftete Stromung einen
zusitzlichen Einfluss auf das Temperaturniveau in der Vordrallkammer hat. Mit Hilfe einer
analytischen Abschitzung des Reibmoments einer turbulenten Stromung auf einer rotierenden
Vollscheibe durch Goldstein (1935) schlidgt Geis (Geis (2002) und Geis et al. (2004)) einen
vereinfachten analytischen Ausdruck fiir die an die Kiihlluft innerhalb der Vordrallkammer an-
gebrachte Rotorleistung W, ” “’ =0 Vor (siehe auch Abschnitt 3.2.3.2):

46 A6

WV¢°°>ON01676(1) . 02 I'iax min w_v‘f;‘” w_v(’;oo
1-2 PV T 16 I'm T'm

0.8
(3.11)

WODEI Vo, Poos, Voo J€WEILSs die tangentiale Geschwindigkeit, die Dichte und die kinematische Vis-
kositdt der Stromung auflerhalb der Rotorgrenzschicht sind. Aulerdem bezeichnen in GI. (3.11)
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T'min> Tmax> UNd I'm = ('max + I'min)/2 den inneren, duBeren bzw. mittleren Radius der Vordrall-
ringkammer.

Gl (3.11) zeigt, dass der Vordrall vy, die auf die Stromung iibertragene Arbeit der rotieren-
den Ringkammer-Flache reduziert. Demzufolge sinkt die Reibungsaufheizung, die fiir die Stei-
gerung der Temperatur T¢, gegeniiber der Kiihllufttemperatur T;; am Eintritt in die Vordrall-
kammer verantwortlich ist. Dieser zusétzliche positive Vordralleffekt ist bei Rotor-Stator und
Rotor-Rotor-Ringkammern schon lange bekannt (siehe Patentschrift von Rolls-Royce (1970)).
Nach Gl. (3.11) kann sogar ein Uberdrall (Vg > 1) in der Vordrallkammer die absolute Kiihl-
lufttemperatur Ty, senken, wenn angenommen wird, dass die Temperaturerh6hung aufgrund
konvektiven Wirmeiibergangs und Leckage in die Vordrallkammer vernachlédssigbar ist. Wenn-
gleich in Rotor-Stator Zwischenrdumen die Erwdarmung der Kiihlluft mehr als 100 K erreichen
kann (siehe Zitierung von Haaser et al. (1987) in Geis (2002)), ist die Reibungsaufheizung der
Luft eines Vordrallkiihlluftsystems W‘II‘SZO wegen der bedeutenden Kiihlluftmenge sogar mit

leichtem Vordrall eine Gréenordnung niedriger als die Eulerleistung W;“’_‘ZZO. Eine Abschit-
zung dieses Verhiltnisses ist in Anhang A.1 dokumentiert.

Dagegen ist aber die Reibungsautheizung fiir die Lufttemperatur in der Rotor-Grenzschicht
und dadurch fiir die Wandtemperatur der Rotorscheibe von Bedeutung. Dies wird mit Hilfe der
Betrachtung der adiabaten Wandtemperatur deutlicher. Hierzu wird der Ausdruck von Chew
(1985) fiir die adiabate Rotorwandtemperatur in einer Kavitit mit einer rotierenden Stromung
verwendet. Mit der Voraussetzung, dass die Geschwindigkeit in der Freistromung sehr klein ist,
gilt fiir die adiabate Wandtemperatur TX&”ZO des Rotors (weitab von den Receiverbohrungen)
in einer Ringkammer ohne Vordrall:

2

Ty 0 = Tle==0 +R2uT (mit: R ~ Pr?) (3.12)

p
wobei Tfo‘f,mzo = T%~~" und R die absolute Totaltemperatur auBBerhalb der Rotorgrenzschicht
bzw. der Riickgewinn-Faktor (auf Englisch recovery factor) sind. Die entsprechende adiabate
Wandtemperatur fiir eine drallbehafte Stromung nach Chew (1985) lautet dann:

2¢p 2¢p

2
Voo >0 Voeo>0 Vo

T = 1% (mit: R~ Pr3) (3.13)

Die analytische Herleitung von GI. (3.13) kann in der Veroffentlichung von Owen (1971) und
von Chew (1985) gefunden werden. Thre experimentelle Validierung wurde erst spéter von El-
Oun und Owen (1988) in einer Rotor-Stator Kammer mit radial nach auflen gerichteter Massen-
stromung durchgefiihrt. Von einer weiteren experimentellen Bestitigung wird nicht berichtet,
wihrend die CFD-Berechnungen von Karabay et al. (2001b) und Farzaneh-Gord et al. (2005)
sie stiitzen. Trotzdem wird der adiabate Wandtemperaturunterschied ohne oder mit Drall wie
folgt abgeschitzt:

>0 =0 UVpew .
Ty —Tae” ~——22 mit R~1 und T
c
p

Voo >0

too

~ Ty~ (3.14)

Gl. (3.14) und Gl. (3.9) zeigen, dass die Temperaturreduzierung in der Rotorgrenzschicht von
gleicher GroBlenordnung ist wie die Temperaturabsenkung der Kiihlluft, die die Turbinenschau-
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fel versorgt. Um die vorteilhafte Wirkung des Vordralls auf die Rotorwandtemperatur vollstin-
diger beschreiben zu konnen, muss aber sein Einfluss auf die Wirmeiibergangszahlen mitbe-
riicksichtigt werden, wie in Abschnitt 6.3 noch erldutert wird.

Dartiiber hinaus kann der Vordrall eine positive Wirkung auf die innere und duflere Dichtung der
Vordrallkammer (Position 8 und 7 in Abb. 3.1) aufweisen. Wie in der Vordrallkammer kann der
Vordrall am Eintritt der Dichtung die Reibleistung der Dichtungen reduzieren. Hier soll auf die
experimentellen Arbeiten von McGreehan und KO (1989) und Denecke et al. (2005) verwiesen
werden. Durch den Vordrall kann sogar der Durchflussbeiwert von Labyrinthdichtungen leicht
abnehmen (um maximal 10% nach den Messergebnissen von Denecke et al. (2004)). Die Frage,
in wieweit der Vordrall fiir die Temperatur und Integritdt der Dichtungen von Vorteil ist, kann
wiederum nur durch eine Beriicksichtigung des konvektiven Wirmeiibergangs beantwortet wer-
den. Hier konnen die am ITS durchgefiihrten experimentellen Arbeiten von Waschka (1991)
und Willenborg et al. (2002) als Einfiihrung in diese Thematik dienen.

Nach der Betrachtung der Grundprinzipien, die den Vordrall stromaufwirts der Receiverboh-
rungen begriinden, kann weiterhin die Effizienz von Vordralldiisensystemen nicht bestimmt
werden. Hierzu fehlen Daten iiber die Druckverluste und das Durchflussverhalten. Auerdem
ist die Kenntnis des Vordralls c(,, der Reibungsauftheizung und der Wirmeiibergang innerhalb
der Vordrallkammer eine Grundvoraussetzung zur Bestimmung der Kiihllufttemperatur eines
Vordralldiisensystems. Dies soll nun in Folgendem mit Hilfe von Ergebnissen aus der Literatur
diskutiert werden.

3.2 Quantifizierung der Stromungsverluste: Kenntnisstand

Obwohl die positiven Effekte des Vordralldiisensystems bei den Herstellern von Gasturbinen
bereits vor Anfang der 70er Jahre bekannt waren (siehe Patentschrift von Bobo et al. (1971)),
kamen die ersten veroffentlichten Untersuchungen iiber Vordralldiisensysteme mit Meierhofer
und Franklin (1981) und spéter mit EI-Oun und Owen (1988) erst in den 80er Jahren auf. Dank
der Publizierung experimenteller Daten und dank leistungsfihiger Berechnungsmoglichkeiten
erhohte sich in den letzten zehn Jahren die Anzahl der veroffentlichten Arbeiten zur Validie-
rung von analytischen und numerischen Auslegungsmethoden. Die Ergebnisse sollen nun in
eine einheitliche Form gebracht werden, um die diskutierten Effekte genauer quantifizieren zu
konnen. Hierzu sollen Kennzahlen eingefiihrt werden, die fiir die Ermittlung von Kiihlluftmas-
senstrom und Kiihlluftdruck am Eintritt der Receiverbohrungen beniitzt werden. Danach sollen
Ergebnisse abgeleitet werden, anhand derer der Vordrall stromaufwiérts der Receiverbohrungen
bestimmt werden kann. Dadurch kénnen die Kennlinien, die die Anderungen der Kiihllufttem-
peratur realer Vordralldiisensysteme beschreiben, besser verstanden werden. SchlieBlich wird
eine erste Antwort zur Gesamteffizienz dieser Komponente gegeben. Da die Ergebnisse in der
Literatur meistens in Zusammenhang mit dimensionslosen Stromungsgrof3en dargestellt wer-
den, miissen zuvor die entsprechenden Stromungsparameter eingefiihrt werden. Im weiteren
Verlauf wird auch auf mehrere ungeklirte Fragestellungen hingewiesen, die die experimentel-
len Untersuchungen der vorliegenden Arbeit motiviert haben.
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3.2.1 Dimensionslose Einflussparameter
3.2.1.1 Achsensymmetrische Rotor-Stator Stromungen

Die Stromung in der Vordrallkammer héngt von dimensionslosen Einflussgrof3en ab, die fiir die
Ubertragung der in Priifstinden gewonnenen Messergebnisse auf das Druck- und Temperaturni-
veau einer Gasturbine erst identifiziert werden miissen. Dies ist in dieser Arbeit von besonderer
Bedeutung, weil in der Praxis nutzbare Korrelationen aus den experimentell gewonnenen Daten
abgeleitet werden sollen.

Ein Grossteil der in der Literatur vorhandenen Arbeiten iiber Vordralldiisensysteme wird an-
hand von Ahnlichkeitsparametern beschrieben, die aus Untersuchungen bei achsensymmetri-
schen Rotor-Stator Stromungen gewonnen wurden. Ziel dieses Abschnitts ist deshalb, diese
Einflussgrofen einzufiihren. Dabei sollen die Haupteffekte und Ergebnisse aufgezeigt werden,
die den Einsatz dieser Parameter in achsensymmetrischen Rotor-Stator Stromungen begriinden.
Daraus kann abgeleitet werden, ob sie fiir das Vordralldiisensystem ebenso geeignet sind. Diese
Begriindung wird selten in der Literatur diskutiert. Daher ist es hier notig auf diese Thema-
tik einzugehen, da eine erfolgreiche Ubertragung der Messdaten auf Gasturbinenbedingungen
davon abhéngt.

Zur Einfithrung der relevanten StromungsgroBen geniigt die Analyse des generischen Falls, in
dem die Rotor-Stator Kammer aus einem axialen Spalt mit der Breite s besteht (siehe Abb. 3.5).
Der Spalt ist von zwei zur Rotorachse z senkrechten Winden begrenzt, von denen eine mit der
Winkelgeschwindigkeit w rotiert. Die Rotor-Stator Kammer endet an beiden Winden bei den
Radien 1y, und royay. Ublicherweise entsteht in der Ringkammer eine drallbehaftete Stromung,
deren tangentiale Geschwindigkeitskomponente v, . mit Hilfe des Kernrotationsfaktors k (auch
Drallzahl genannt) relativ zur Rotorgeschwindigkeit ausgedriickt wird.

V(p (o)
k=— (3.15)

or
Ein radial iiberlagerter Massenstrom my,q kann die Luft durch den Spalt spiilen. m;,q wird, wie
alle anderen in dieser Arbeit vorkommenden radialen Massenstrome, positiv gezihlt, wenn die
gespiilte Luft vom kleineren zum gréeren Radius stromt. Aulerdem werden die Indizes S und
R fiir die Stator- bzw. Rotor-Parameter im folgenden verwendet. Weitere Konventionen sind in

Abb. 3.5 erldutert.

or,

: : /7 | S :
V‘p \ Vwoo & 53 ’E : or
| v | |
Stator f‘- Rotor [& 1 e ' '
X Vieo Vv Stator ! ' |Rotor
Vr | y oo /] ' 1 r
<6i>: 8R: : : | max
I ja—!
! ! : WOx)
r 7z @ r 7z © 7 ® * I_r »
@i—)‘@" <Pi_)‘@" _______ O_ ....... ninl
(a) Stator (b) Rotor (c) Rotor-Stator System

Abb. 3.5: Konventionen und Darstellungen der Grenzschichten im Rotor-Stator System
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Die Umfangs-Reynolds-Zahl Re,, (vgl. Gl. (3.16)) zihlt zu den ersten Ahnlichkeitsparametern
von achsensymmetrischen Rotor-Stator Stromungen, welche zur Charakterisierung der Stro-
mung in Vordrallkammern eingesetzt werden.

Re, = (3.16)
Als Begriindung konnen die Geschwindigkeitsmessungen und theoretischen Uberlegungen von
Daily und Nece (1960) erwihnt werden. In Abhéngigkeit von der Umfangs-Reynolds-Zahl Re,,
und der dimensionslosen Spaltweite s/rax klassifizieren sie die Stromung in Rotor-Stator Kon-
figurationen ohne radial iiberlagerten Massenstrom in vier Regime. Die Zusammenstellung ver-
offentlichter Ergebnissen durch Owen und Rogers (1989) zeigt insbesondere den Umschlag von
laminarer zur turbulenter Grenzschicht in einer unendlich breiten Kammer (s/rmax > 0,05)
bei einer kritischen Umfangs-Reynolds-Zahl von Re, ~ 1,8 - 10° voraus. Trotz weniger Arbei-
ten iiber den laminar-turbulenten Ubergang im Rotor-Stator System mit einem radialen Massen-
strom (Zitat von Owen et al. (1985)) wird meistens vorausgesetzt, dass die Rotor-und Stator
Grenzschicht in Ringkavititen von Gasturbinen turbulent und durch eine rotierende Kernstro-
mung getrennt sind. Dieser Zustand, den Daily und Nece (1960) Regime IV nennen, wird da-
durch ebenso in der Vordrallkammer eines Vordralldiisensystems angenommen. Re, geniigt
aber zur Charakterisierung der Rotor- und Stator-Grenzschicht einer drallbehafteten Freistro-
mung nicht, wie nun gezeigt wird.

Zwei weitere wichtige Einflussparameter fiir Rotor-Stator-Systeme sind der dimensionsfreie
radiale Massenstrom C,,; und der so genannte turbulente Stromungsparameter At;.

il

Cui=—2 und Apj=CyiRe,

mit: i = [rad;R;S; .. (3.17)
UTmax

Um ihre Relevanz fiir das Vordralldiisensystem beurteilen zu konnen, miissen erst allgemei-
ne Erkenntnisse iiber den radialen Massenstrom g /g in der Rotor- (Index R) oder Stator-
Grenzschicht (Index S) erinnert werden. Diese Erldutung wird auch als Gelegenheit beniitzt,
spezifische Begriffe von Rotor-Stator Systemen einzufiihren.

Zum einen ist nach der Kontinuitiitsgleichung (3.18) die Anderung von rig /s maBgeblich fiir
die axiale Geschwindigkeitskomponente v;. am Grenzschichtende (z = g /s nach Abb. 3.5).
Das Vorzeichen von v,. ermoglicht die Trennung zwischen Ringbereichen, wo die Stromung
in die Grenzschicht angesaugt wird (v,. < 0 nach Abb. 3.5) und Ringbereichen, wo sie die
Grenzschicht verlésst (v, > 0 nach Abb. 3.5). Diese Bereiche werden in der Literatur hdufig
Quelle bzw. Senke genannt (siehe auch Abb. 3.6(d)).

1 drg/s
2rpr dr

Vzoo =

) /s
mit: MR /g = anp/ vedz (3.18)
0

Wenn dagegen v, null ist, wird nach GI. (3.18) der Massenstrom g /5 entlang des Radius kon-
stant. In diesem Fall wird die Grenzschicht in der englischensprachige Literatur (siche Owen
et al. (1985), Owen (1988), Owen und Rogers (1989)) non-entrainment layer genannt, als Ge-
gensatz zu entrainment layer fiir die negative axiale Geschwindigkeitskomponente v, .. Auch
der Begriff Ekman-Grenzschicht kann fiir die non-entrainment layer verwendet werden.
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Senke f2
k<1
7 Kern-
/) k<1 k<1 / mit v.=0 k<t
. ¢ / k>1 L Quelle
o 4 O —=—) [0) ) (O]
Rotor-Stator System Rotor-Stator System Rotor-Stator System  Rotorierende Kammer
(@) G = (b) ot >0 (©) oo <0 (@ ot >0

Abb. 3.6: Schematische Darstellung der Stromungslinien fiir breite Spalte und iiberlagerte
radiale Massentrome my,q (vgl. Owen und Rogers (1989), Owen et al. (1985))

Die Identifizierung dieser Grenzschichttypen iiber die Kenntnis des radialen Massenstroms
1R /g ist insofern wichtig, als Zusammenhédnge von g /g mit der Wandreibung und dem Wir-
meiibergang sowie auch mit der radialen Drallverteilung in der Kernstromung bestehen. Mit
Hilfe des Ekman-Ansatzes (vgl. Owen und Rogers (1989)) kann sich beispielsweise die iiber
die Grenzschichtdicke z = &g 5 integrierte tangentiale Impulsgleichung (3.19)

d 2 5R/S 2 2
I 2nr p/ ViVedz | + 2717 pVgeVze = =271 Ty R /s (3.19)
r 0

wie folgt ausdriicken lassen:

1o m T,

S Re, R - RIS (Bkman-Ansatz). (3.20)
ur pw

Dabei stellt 7,y g /s in Gl (3.19) und (3.20) die Umfangskomponente der Wandschubspannung
dar. @’ ist in der Ekman-Vereinfachung eine beliebige konstante Winkelgeschwindigkeit - um
die gleiche Rotorachse z - eines Hilfebezugsystems, die je nach Grenzschichttyp bevorzugte

Werte annimmt. Somit gelten in Rotor-Stator Systemen oft folgende Ansitze:

T O

/
Stator-Grenzschicht: % =k und 7yws=>0 (mitk > 0)
/
Rotor-Grenzschicht: % =1, twr<0 fir k<1 und 7owr>0 fir k>1

Aus Gl. (3.20) kann zum einen die Ursache der Stromungsrichtung in Rotor-Stator Grenz-
schichten interpretiert werden. Um die auf die Stromung wirkende Wandreibung in der Rotor-
Grenzschicht einer drallbehafteten Stromung mit einer Drallzahl k kleiner als eins auszuglei-
chen, muss nach Gl. (3.20) ein radial nach auflen flieBender Massenstrom (rhg > 0) entstehen
(siehe Abb. 3.6). Bei einer Drallzahl groBer als eins dndert sich das Vorzeichen der Wandschub-
spannung TewRr und damit die Richtung der radialen Geschwindigkeitskomponente (g < 0)
entlang der Rotor-Grenzschicht (siehe Abb. 3.6(c)). Obwohl der Ekman-Ansatz mathematisch
fiir eine Drallzahl nahezu gleich eins begriindet ist, kann er auch als Abschitzung fiir die Stator-
Grenzschicht verwendet werden (sieche Owen (1988)). Dabei erkennt man, dass aufgrund der
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positiven Schubspannung 7,ws in Gl. (3.20) eine radial nach innen flieBende Wandstrémung
auftreten wird. Die in Abb. 3.6 gezeigten Fille wurden nicht nur analytisch hergeleitet, sondern
wurden auch bei zahlreichen Messungen beobachtet (siehe Daily und Nece (1960), Daily et al.
(1964), Dibelius et al. (1982) und Owen et al. (1985))

Aus Gl. (3.20) konnen auch einfache analytische Beziehungen zwischen rig /5 und dem Kernro-
tationsfaktor k hergeleitet werden. Hierzu ist die Voraussetzung eines Wandreibungsgesetzes no-
tig. Ublicherweise (siehe Owen und Rogers (1989)) wird fiir eine turbulente Stator-Grenzschicht
die folgende mathematische Anniherung des universalen logarithmischen Wandgesetzes ver-
wendet:

Veoref
Ug

1
o 7
:8,74(|”Tv| S) mit:  |u,| = |';—W| und || =4/12, +173, (32D

Fiir die Rotor Grenzschicht wird die Freistromungsgeschwindigkeit Voo ef = (Vrzoo + vém)o’5
durch die relative Geschwindigkeit Weorer = (V2. + wim)o’5 in Gl. (3.21) ersetzt. Um die in
Gl. (3.21) eingefiihrte Grenzschichtdicke d /s zu bestimmen, werden in der Grenzschicht héu-
fig Geschwindigkeitsprofile v /vy = f1(z/5)und vy [Vooo = f3(z/5) angenommen (siche Karman
(1921)). Zusitzlich wird gleichzeitig die folgende Beziehung zwischen der radialen und tangen-
tialen Komponente der Wandschubspannung und Geschwindigkeit vorausgesetzt:

e T — _fy siche GL (3.27) fiir typische Werte  (3.22)

Beim Kombinieren von Gl. (3.19), (3.21) und (3.22) ergeben sich somit Gl. (3.23) bis (3.27),
die aus verschiedenen Literaturquellen (siehe unten) fiir diese Studie im folgenden zusammen-
gefasst wurden.

Frei rotierende Scheibe mg .13
Kérmén (1921) k~0: =0,219Repr™ s (3.23)
UTmax
Rotor-Seite mg .13 3
Owen (1988) 0,7 <k=1: =0,140Repr™s (1 -k)|1-k|> (3.24)
UTmax
Stator-Seite Ekman- mg 4,13 4
Owen (1988)  Vereinfachung : = —0,140Reyr" 5 k5 (3.25)
.u*rrnax
Rotor-Seit Jk i 4
Owen un?i(gogeelr:(l989) —~0: TR _ fx) k) Re; 5 (I-k)[1— k|% (3.26)
or UTmax
4
1 2 \3 5
. 2300(1 4 8k) 2 497 [ 81(1+f))3
t fq = d = 3.27
) (49(1789 ~ 409 k)) e B0 60 | 49(23+37K)f (3-27)

wobei r* die dimensionslose radiale Position r* = r/ryax ist.
a

Durch Gl. (3.20) sowie durch GI. (3.23) bis (3.26) wird ersichtlich, dass vorzugsweise Massen-
strome in Ringkavitdten mit Hilfe von Cy,; und At; dimensionslos ausgedriickt werden konnen.
Damit wird auch klar, dass sich die Potenz 4/5 in der Definition von Ar; allein aus der mathe-
matischen Annidherung des logarithmischen Wandgesetzes in GI. (3.21) ergibt.
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Cywi und At; ermoglichen es, nicht nur Erkenntnisse iiber Grenzschichtparameter zu gewinnen,
sondern konnen Aussagen iiber die radiale Drallverteilung in der Kernstromung liefern. Hier-
zu wurden zwei Beispiele von achsensymmetrischen Rotor-Stator Stromungen gewihlt. Wie
Owen (1988) vorgeschlagen hat, wird mit dem Ekman-Ansatz (Gl. (3.24) und (3.25)) die Kon-
tinuitdtsgleichung mg + mg = my,q in eine Konfiguration mit radial nach auen iiberlagertem
Massenstrom 0,140((1 —k) |1 — k\% - k%) = Afragr® 5 . Damit zeigt letztere Gleichung, dass k
nur eine Funktion von Ar,q und Radius r/rpmax ist. Gl. (3.28) von Daily et al. (1964), die Ge-
schwindigkeitsmessungen der Kernstromung bei verschiedenen radial nach auflen flieBenden
Massenstromen korreliert, beweist, dass die vorherige Aussage sich nicht nur auf theoretische
Ansitze wie in Owen (1988), sondern auch auf experimentelle Ergebnisse stiitzt.
K raa=0
k= - fir 0 < Apmg <0,065; 2,9-10° <Re, <6,9-10° (3.28)
12,74 Arraq (222) 5 41

T

Weitere Untersuchungen weisen dennoch darauf hin, dass Rey,, Cyy; und Ar; einen sekundéren
Einfluss auf die radiale Drallverteilung in einer Ringkavitit mit radial nach innen gerichtetem
Massenstrom haben. Insbesondere nehmen Owen et al. (1985) an, dass es keine universale
Beziehung zwischen k, Aty und r/rmax (wie GI. (3.28)) gibt, sondern dass der Drallverlauf
besonders von den Bedingungen am dulerem Radius wie dem Vordrall abhédngt. Spiter zeigen
in Owen und Rogers (1989) dokumentierte numerische Ergebnisse von Ong und Vaughan, dass
die Vordrallverteilung vor allem abhéngig von der Eintrittsdrallzahl k,—,__ist. Damit kann ange-
nommen werden, dass weitere Stromungsparameter die Stromung in der Vordrallkammer eines
Vordralldiisensystems bestimmen. Dies wird im nédchsten Abschnitt deutlicher.

3.2.1.2 Vordrallkammer Stromungen

Wihrend erste Ahnlichkeitsparameter aus der Grenzschichttheorie fiir achsensymmetrische
Rotor-Stator Systeme iibernommen wurden, wurden die restlichen Einflussgro3en aus der Ana-
logie zwischen einem Vordralldiisensystem und einer Turbinenstufe abgeleitet. Somit schla-
gen Meierhofer und Franklin (1981) die Mach-Zahl, zwei Geschwindigkeitsdreiecke und die
Reynolds-Zahl als dimensionslose Einflussgroflen vor. Wenngleich sie keine explizite Definiti-
on dieser Parameter vorgeben, konnen sie leicht aus ihrer Arbeit und nachfolgenden Veroffentli-
chungen abgeleitet werden. Meierhofer und Franklin (1981) nutzen die maximale thermodyna-
misch mogliche tangentiale Geschwindigkeit ¢ is:

—K 1 fol
Ci1is = C1is COSQ = \/ZCth() (1 — H1T> cosa mit: II= Pto < (K—Zi— ) (3.29)
P1

Dabei ist IT das Druckverhiltnis iiber dem Vordrallapparat, a der Austrittwinkel des Vordrall-
apparats, wie schon in Abb. 3.4(b) gezeigt. Die als Indizes stthenden Nummern bezeichnen die
Position im Vordralldiisensystem, die in Abb. 3.2 bereits eingefiihrt wurde und im Laufe die-
ser Arbeit weiter verwendet werden. Wie in Abschnitt 3.1.3 angedeutet, bleibt IT iiblicherweise
kleiner als das kritische Druckverhiltnis (siehe GI. (3.29)). Dank Gl. (3.29) kann die isentrope
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Mach-Zahl als erster Kontrollparameter fiir das Stromungsfeld gewonnen werden:

Clis 2 k-1 . T 1ok
Ma i = :\/ IT* —1) mit =11~ (3.30)
s v/ KRTq 6 K—l( ) Tro

Als Alternative zur Mach-Zahl Maj ;s bietet sich auch das Druckverhéltnis IT an, wenn x nahe-
zu konstant bleibt.

Allein durch die Temperaturmessungen von Meierhofer und Franklin (1981) und spéter durch
Geschwindigkeitsmessungen anderer Autoren (siehe Abschnitt 3.2.3.1) wird klar, dass die isen-
trope Mach-Zahl Ma j5, bzw. die isentrope Geschwindigkeit ¢; 1 js, den Drall in der Vordrallkam-
mer stark iiberschitzt. Um den Vordrall genauer zu quantifizieren, nutzen dann viele Autoren
eine tangentiale Geschwindigkeit c;, die entsprechend der Kontinuitédtsgleichung aus dem Mas-
senstrom am Diisenaustritt m; hergeleitet wird, und die zu einem weiteren von Meierhofer und
Franklin (1981) erwihnten Einflussparameter fithren wird.
1
P1A]

Ct] =Cjcosa = cosa (3.31)
Die Dichte am Diisenaustritt wird aber je nach Veroffentlichung unterschiedlich berechnet. Wih-
rend El-Oun und Owen (1988) sowie Yan et al. (2003) eine mittlere Dichte in der Vordrallkam-
mer benutzen, wird p; bei Dittmann et al. (2002b) und Geis (2002) wie folgt berechnet:

P1 . cf cf

pl:ER—TI mit T1=Tt1—2—cp:Tto—2—Cp (3.32)
Die Berechnung von ¢, p; und T; erfolgt dann iterativ anhand von GI. (3.31) und (3.32),
wenn my, T, pro und p; bekannt sind. In GI. (3.31) und (3.32) wird vorausgesetzt, dass die
Wirmezufuhr entlang des Drallerzeugers vernachléssigbar ist (T¢g = T¢1). Da weiterhin ange-
nommen werden kann, dass der reale Massenstrom r; fiir ein gegebenes Druckverhiltnis I1
implizit Eintritts- und Austrittstotaldruckverlust sowie Wandreibung darstellt, wird am ITS ¢
polytrope Geschwindigkeit genannt (sieche Dittmann et al. (2002b) oder Geis (2002)). Im Prin-
zip ist der Unterschied zwischen der Definition von El-Oun (1988), Yan et al. (2003) und der
sogenannten polytropen Geschwindigkeit minimal. Aufgrund Threr Eindeutigkeit wird aber in
dieser Arbeit die Definition von Dittmann et al. (2002b) und Geis (2002) bevorzugt und wei-
ter verwendet. Das Verhiltnis cj/c;;s ist etwa gleich dem Durchflussbeiwert der Diisen Cqy
(siehe GI. (3.35)). Der exakte Zusammenhang ist im Kapitel 5.3.1 beschrieben. Die meisten
Autoren lassen c;; durch die Umfangsgeschwindigkeit u; dimensionslos ausdriicken. Das Ver-
hiltnis K; wird dann Drallzahl am Vordralldiisenaustritt genannt.

Ct1
K;=—
up

(3.33)
Somit bilden K; und der geometrische Diisenaustrittwinkel o (Abb. 3.4(b)) zwei weitere
dimensionslose Parameter, aus denen die Geschwindigkeitsdreiecke konstruiert werden konnen.

Endlich ergeben sich die fiir den Rotor bzw. Stator relevanten Reynolds-Zahlen in dhn-
licher Weise wie fiir Rotor-Stator Stromungen (siehe Gl. (3.23) bis (3.26)) aus den jeweili-
gen folgenden Verkniipfungen zwischen Drallzahl und Umfangs-Reynolds-Zahl K - Re, und
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|Ki — 1|-Re,. Somit ist Re,, allein keine aussagekriftige Grofe fiir die Grenzschichten inner-
halb einer Vordrallkammer.

Wihrend die Mach-Zahl Ma; js oder das Druckverhiltnis IT in vielen Veroffentlichungen kaum
erwihnt werden, bevorzugen Owen et al. Cy,; oder Atj, wie sie im vorherigen Abschnitt defi-
niert wurden. Cy,; oder At; stehen in keiner Weise im Widerspruch zu den hier eingefiihrten
Kennzahlen, da sie direkt miteinander verkniipft sind, wie in GI. (3.34):

Ct1 r?naxcosanl r

K, —
! uj A RC(p Aqr

1
At1Rey,> mit: 1y =mg (vgl. Abb3.2) (3.34)

Gl. (3.34) bedeutet, dass in einem Vordrall-Kiihlluftsystem mit 7 = g bei einer gegebenen
Umfangs-Reynolds-Zahl Re,, die Effekte von Ar_» und Cw_, dquivalent zu dem Einfluss von
Kl sind.

Damit ist die Liste der in der Literatur meist verwendeten Einflussstromungsgréfen eines Vor-
dralldiisensystems komplett. Ihre Effekte auf die Stromungsverluste konnen somit anhand von
publizierten Ergebnissen diskutiert werden.

3.2.2 Durchfluss-Charakteristiken und Totaldruckverluste

Wie bereits in Abschnitt 3.1.2 erklirt, ist die Kenntnis des Totaldruckverlusts zwischen dem
Drallerzeugereintritt O und dem Schaufelfull 6 (sieche Abb 3.2) erforderlich zur Auswertung
der Gesamteffizienz eines Vordrall-Kiihlluftsystems. Weil sich diese Studie detaillierter mit der
Stromung in der Vordrallkammer zwischen den Schnittstellen 1 und 2 von Abb. 3.2 beschiftigen
soll, werden die Druckverluste, die kurz nach dem Receivereintritt (Position 3 in Abb. 3.2) bis
zum Schaufelfufl 6 entstehen weder in diesem Abschnitt noch in den nédchsten Kapiteln weiter
behandelt. Stattdessen sei hier als Einfiihrung fiir Stromungen in rotierenden Kanilen auf die
am ITS von Weissert (1997) geschriebene Dissertation und auf die spiteren Veroffentlichungen
von Alexiou et al. (2000) und Idris et al. (2004b) verwiesen.

Wegen starker Geschwindigkeitsgradienten am Eintritt 2 der Receiverkanile eignet sich die
Schnittstelle 3 besser fiir eine messtechnische Erfassung der Stromung am Austritt der Vor-
drallkammer. Demzufolge endet das hier relevante Kontrollvolumen mit Stelle 3 kurz strom-
abwdrts des Eintritts der Receiverkanile. Die erste Bedingung fiir Schnittstelle 3 ist, dass sie
etwa beim gleichen Radius liegt wie der Eintritt der Receiverbohrungen. Des weiteren muss der
Abstand zwischen der Schnittstelle 2 und 3 kleiner als ungefihr der 4-fache Durchmesser ds
der Receiverbohrungen sein, damit der durch die Wandreibung in den Receiverbohrungen in-
duzierte Druckverlust als vernachlédssigbar angenommen werden kann. Diese Annahme basiert
auf den Ergebnissen fiir nicht rotierende Bohrungen (siehe Idelchik (1986) oder Literaturzusam-
menfassung in Weissert (1997)). Unter diesen beiden Voraussetzungen kann in Schnittstelle 3
ein reprasentativer Druckverlust fiir den Austritt der Vordrallkammer bzw. fiir den Eintritt der
Receiverkanile bestimmt werden.

Die hier gewihlte Zusammenstellung von Publikationen bezieht sich der Anwendung entspre-
chend auf Konfigurationen mit zur Rotationsachse z parallelen Receiverbohrungen. Auflerdem
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ist generell die Bohrungslidnge Ig (vgl. Abb. 4.1) in den betrachteten Vordralldiisensystemen
geniigend kurz (Ig /d3 <~4), um die Ergebnisse fiir Schnittstelle 3 als giiltig zu betrachten.

Wihrend sich mehrere Veroffentlichungen (Karabay et al. (2000), Karabay et al. (2001b), Yan
et al. (2003), Lewis et al. (2006), Jarzombek et al. (2006), Jarzombek et al. (2007)) mit lokalen
Totaldruckverlusten oder lokalen Drehimpulsverlusten in der Vordrallkammer beschéftigen, be-
handeln nur wenige Autoren den gesamten Druckverlust pg.e13 — pro entlang der Kiihlluftzufuhr.
Eine Ausnahme ist die numerische Arbeit von Lewis et al. (2008), der die starke Abhéngigkeit
VON Pye13/Pro mit der Drallzahl K; und implizit mit Ty 3/Teo (sieche Abschnitt 3.1.2) zeigt.
Stattdessen analysieren zahlreiche Studien Durchfluss-Charakteristiken, aus denen p3/p;o abge-
leitet werden kann. Je nach Konfiguration stellt der statische Druck p3 eine ausreichend genaue
Abschitzung fiir den relativen Totaldruck py.3 dar. Gegebenenfalls muss der dynamische Druck
zu p3 zur Herleitung von pye 3 addiert werden (siehe Abschnitt 6.1.3.2).

Da das Druckniveau zwischen dem Drallerzeuger und den Receiverbohrungen von Bedeutung
fiir die radialen Leckage in der Vordrallkammer (siehe Position 7 und 8 in Abb. 3.2) ist, muss das
Durchflussverhalten von Vordralldiisensystemen mittels getrennter Durchfluss-Charakteristiken
fiir den Drallerzeuger und fiir die Receiverbohrungen analysiert werden. Dies erfolgt in den
Abschnitten 3.2.2.1 und 3.2.2.2. Hierzu werden Kennzahlen eingefiihrt, mit Hilfe derer das
Durchflussverhalten beider Komponenten gemessen wird. Dabei werden die bekannten Stro-
mungsgroen erwihnt, die diese Kennzahlen beeinflussen. Da im Laufe dieser Untersuchungen
neue Messdaten liber das Durchflussverhalten von Vordralldiisensystemen gewonnen wurden,
wird der Einfluss der Geometrie auf die Durchfluss-Charakteristiken am Ende dieser Arbeit dis-
kutiert. Diese Gliederung der Analyse vermeidet somit Widerholungen und ermdoglicht einen
anschaulicheren Vergleich der neuen Ergebnisse mit vorhandenen Daten aus der Literatur.

3.2.2.1 Drallerzeuger

Der Massenstrom my, der durch den Drallerzeuger stromt (siehe Abb. 3.1), wird in der Literatur
hiufig aus dem Durchflussbeiwert Cqvy des Drallerzeugers wie folgt abgeleitet:

. . =
m ST - (3.35)

Dabei ist Py i
1\ =1 .
fiir TT < My = ('j ) D11, = \/ 25 (m - ) (3.36)
.. K+ 1 TEI " _2 _ k+1
fir TII > Iy = ( > ) P (11,6) = \/% (Hkrﬁ — I~ ) (3.37)

Als erster Einflussparameter zidhlt das Druckverhiltnis I'l, mit dem Cyvy steigt. Dieser Effekt
kann in einer vorherigen am ITS durchgefiihrten Arbeit von Dittmann et al. (2002a) sowie in
den Studien von Kutz und Speer (1994) und Chew et al. (2003) beobachtet werden. Der Einfluss
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von IT wird in Abschnitt 6.1 detaillierter analysiert, da II einer der einflussreicheren Parameter
ist.

Der aus der inneren Dichtung 7 stromende radiale Massenstrom my kann ebenfalls Cyqy be-
einflussen. Aus den Messdaten von Chew et al. (2003) wird ersichtlich, dass ein radialer Mas-
senstrom 1m7/m; von 56% die Grofle Cqy um mehr als 10% senkt. Da bei konventionellen
Vordrallkammern 7 deutlich unterhalb 30% gehalten wird, wird der Einfluss von m; auf Cyvy
hier als ein sekundirer Effekt beriicksichtigt. Diese Beurteilung stiitzt sich weiterhin auf unver-
offentlichte experimentelle Daten (siehe Bricaud et al. (2005a)).

Um den negativen Effekt des Rotors auf Cqy bei hoher Drehzahl und bei hoher Unterdrall
(ct2 < up) zu beriicksichtigen, fiihren Dittmann et al. einen letzten Einflussparameter ein (Ditt-
mann et al. (2002a), Dittmann et al. (2003a), Dittmann (2006)). Dieser Parameter w;,/w,, ent-
spricht mit tan 8 = w,/w,, einem abgeschitzten Stromungswinkel 8 am Eintritt der Receiver-
bohrungen (siehe Abb. 3.4(b)). Indirekt stellen Dittmann et al. die bisher unbeantwortete Frage,
unter welcher Bedingung der Rotor den Durchflussbeiwert C4v beeinflusst.

Sie untersuchen die Wirkung von geometrischen Parametern wie der Spaltbreite s/d; der Vor-
drallkammer oder des abgerundeten Receivereintritts. Da die Zusammenstellung der bisher ge-
testeten Konstruktionsparameter gegeniiber die Wahl der Moglichkeiten klein bleibt, ist die
Gewinnung von zusitzlichen Messdaten erforderlich, um die in der Literatur beobachteten
Tendenzen zu bestitigen. Dabei muss insbesondere noch der Effekt des Flichenverhiltnisses
A1 /A3 zwischen dem Diisenaustritt und den Receiverbohrungen experimentell untersucht wer-
den. Der Grund dafiir ist, dass die grofite experimentelle Datenbasis iiber das Durchflussverhal-
ten, welche von Dittmann am ITS gewonnen wurde, nur fiir ein im Vergleich zu konventionellen
Vordralldiisensystemen deutlich kleineres Fldchenverhiltnis A /A3 von zirka 1,6 gilt. Deshalb
muss die Diskussion iiber die Einflussparameter von Cqvy nach der Einfiihrung im Rahmen die-
ser Arbeit gewonnener Daten weiter fortgefiihrt werden.

3.2.2.2 Receiverkanile

Im Gegensatz zum Drallerzeuger bestehen in der Literatur mehrere Definitionen fiir die Kenn-
zahl, anhand derer das Durchflussverhalten der Receiverkanile gemessen wird. Die Griinde
dafiir sind zum einen, dass die Receiverkanile rotieren und zum anderen, weil das Strémungs-
feld stromaufwirts der Receiverkanile nicht homogen und sehr komplex ist. Deshalb soll vor
der Wahl der geeigneten Definition fiir diese Studie ein Uberblick iiber die verschiedenen Defi-
nitionen vermittelt werden.

Die Definition einer charakteristischen Grofle zur Beschreibung des Durchflussverhaltens der
Receiverbohrungen eines Vordralldiisensystems wurde von den Arbeiten iiber rotierende Boh-
rungen beeinflusst. Darum werden nun auch Ergebnisse aus Untersuchungen iiber rotierende
Bohrungen erwihnt. Zuerst wurde der statische Druck stromauf der Bohrungen als Referenz zur
Bildung des Druckverhiltnisses fiir inkompressible (Meyfarth und Shine (1965)) und kompres-
sible Stromung (Samoilovich und Morozov (1957), Wittig et al. (1996)) eingesetzt. Nachdem
Durchflussbeiwerte groBer als eins (bis 1,18 in Jakoby et al. (1997)) fiir einen Eintrittradius
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der Bohrung rr /d3 =0,5) wegen der Rotorarbeit und durch die Beriicksichtigung des statischen
Drucks beobachtet wurden, stellt sich spéter in der Literatur fiir rotierende Bohrungen der To-
taldruck vor der Rotorscheibe im relativen Bezugsystem als treibende GroBe fiir den Durchfluss
heraus (Weissert (1997), Jakoby et al. (1997), Maeng et al. (1998), Zimmermann et al. (1998),
Dittmann et al. (2003b), Idris et al. (2004a)). Demzufolge fithren Popp et al. (1998) und Ditt-
mann et al. (2002a) einen auf dem relativen Totaldruck basierenden Durchflussbeiwert Cyy fiir
die Receiverkanile eines Vordrallkiihlluftsystems ein (siehe Gl. 3.38).

m3 m3 V 9{Ttrel 1 (3 38)

m3g A3 Prel q’(m X

Car =

p3

Dabei sind Tyrel, Perel, bzw. P, in Gl. (3.39), bzw. in Gl. (3.36) und (3.37) definiert.

Ptrel _ (Ttrel) T mit: Ttrel =14+ M (339)

Pt Tio Tio 2¢p Ty

Beim Vernachlédssigen der Stromungsverluste entlang der Vordralldiisen und der Vordrallkam-
mer setzen Dittmann et al. (2002a) die isentrope Geschwindigkeit c;1i; am Austritt der Diisen
und den Totaldruck p;g vor dem Drallerzeuger fiir die Unbekannten c; und p; von Gl. (3.39) ein.
In weiteren Veroffentlichungen schlagen Dittmann et al. drei andere Methoden zur Herleitung
von Ty und pye; vor (Dittmann et al. (2002b), Dittmann et al. (2003a), Dittmann (2006)). Insbe-
sondere wird in ihrem letzten Ansatz Ty, anhand Gl. (3.39) und c; = Cgrcosa (vgl. Gl. (3.62))
errechnet, wihrend p; wie folgt hergeleitet wird:

2o 0 (3.40)

Dadurch schlieen sie in Cqr die Stromungsverluste des Drallerzeugers und der Vordrallkam-
mer aus, so dass Cqr gegeniiber seiner ersten Definition um etwa 25% steigt. Um die radiale
Anderung der relativen Totaltemperatur Ty, in einer Konfiguration mit gegeniiber den Emp-
fangerbohrungen radial versetzten Diisen zu beriicksichtigen, verwenden Yan und spiter Lewis
Gleichung (3.41) fiir die Ermittlung von C4gr (vgl. Yan et al. (2003), Lewis et al. (2006), Lewis
et al. (2008)).

Cyg = B _ s (3.41)

m3ig 1 1
Pu (P3\* _ (P * _ _ 2
A39{Tt1 (pn) 2¢, Ty <1 (pn) )+2(u30t3 Uici1) — €3

Die Ableitung von Gl. (3.41) ist in Anhang A.2 zu finden.

Abgesehen von einer vorherigen Verdffentlichung vom Autor (Bricaud et al. (2007)) ist der
Anstromwinkel f am Eintritt der Receiverbohrungen (siehe Abb. 3.4(b)) der einzige in der
Literatur zitierte Stromungsparameter, welcher Cqr deutlich beeinflusst. Diese Beobachtung
ergab sich aus den folgenden publizierten Studien.
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Unabhéngig von seiner Definition erreicht Cyr nach Messungen von Dittmann, Yan und Lewis
sowie nach CFD Berechnungen von Popp, Yan, Lewis und Ciampoli et al. (2008) einen Ma-
ximalwert Cgrmax bei steigendem Vordrall ¢, bis tanf8 = wy/w,» oder K; =c¢¢j/u; gleich
einen kritischen Wert werden. Danach sinkt C4gr bei bedeutendem Uberdrall wieder ab (fiir
B >> 0° oder K; >> 1). Eine graphische Darstellung dieses Effekts ist in Abb. 6.6 zu finden.
Die Ursache der Anderung von Cqr mit dem Vordrall wird in der Literatur auf das vom An-
stromwinkel kontrollierte Ablosegebiet am Bohrungseintritt zuriickgefiihrt. Dieses Ablosege-
biet, welches bereits in Abschnitt 3.1.3 erwidhnt wurde, wird in der numerischen Arbeit von
Lewis et al. (2006) dargestellt. Aus diesem Grund geben Zimmermann und Lewis zwei verein-
fachte analytische Ausdriicke von C4qg (Gl. (3.42) von Zimmermann (1990) und GlI. (3.43) von
Lewis et al. (2008)), die nur eine Funktion des Anstromwinkels der Receiverbohrung und des
maximalen Durchflussbeiwerts Cyg max sind.

C —uw)? =t
s —R o T (22222 mit wig =4 /265 Tho 1—(&) (3.42)
CyR max Wid P1

Car 1 . m
r#ry: = mit C,0 = AS;I

CdRmaX 4 (V¢2_u2>2

Cz2

(3.43)

Nach Messungen von Dittmann et al. (2002a) in einer Konfiguration mit nur vier Receiverboh-
rungen (Ng = 4) und einem Durchmesser-Spalt-Verhiltnis d3 /s =1,73 (vgl. Abb. 4.1) hat ein
iiberlagerter radialer Massenstrom bis zu rhy /mh; = g/ =50% (vgl. Abb 3.2) keine erkenn-
bare Wirkung auf Cgg.

Es sei schon darauf hingewiesen, dass fiir die Bestimmung der Effizienz das Durchflussverhal-
ten ebenso eine Rolle spielt. Aus den gleichen Griinden wie fiir den Drallerzeuger benétigt
die Validierung der Durchflussbeiwerte fiir die Receiverkanile zusétzliche experimentelle Da-
ten, die im Laufe dieser Arbeit noch gezeigt werden miissen. Dariiber hinaus muss auf die
Thematik der Definition von Cqgr noch niher eingegangen werden. Besonders problematisch
ist dabei die tangentiale Stromungsgeschwindigkeit c, die zur Ermittlung des Referenzdrucks
Puel gewihlt werden muss. Dies ist ein weiterer Grund, weshalb der Wert der tangentialen Stro-
mungsgeschwindigkeit am Eintritt der Receiverbohrungen in der vorliegenden Untersuchung
ermittelt werden soll.

3.2.3 Drehimpulsverlust in der Vordrallkammer

In Abschnitt 3.1.3 wurde deutlich, wie zentral die Kenntnis des Vordralls stromaufwérts der
Receiverkanile zur Auswertung der Kiihleffektivitit eines Vordralldiisensystems ist. Die Be-
stimmung des Vordralls fiihrt zunédchst auf die Ermittlung des Drehimpulsverlustes in der Vor-
drallkammer zuriick. Aus diesem Grund befasst sich der erste Teil von Abschnitt 3.2.3 mit der
Quantifizierung des Drehimpulsverlustes in Vordralldiisen-Priifstinden. Die Ubertragung der
Ergebnisse auf Gasturbinenbedingungen erfordert das genaue Verstidndnis des Drehimpulsver-
lustes. Da in der Regel die Hauptursache des Drehimpulsverlustes in der Wandreibung innerhalb
der Vordrallkammer gesucht wird, stellt Kapitel 3.2.3.2 publizierte Berechnungsansitze fiir die
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Ermittlung der Wandschubspannungen in der Ringkavitit vor. Gleichzeitig sollen ungeklarte
Fragestellungen beziiglich der Bestimmung des Vordralls hervorgehoben werden.

3.2.3.1 Vordrall am Eintritt der Receiverbohrungen

Das Verhiltnis (rpvy2)/(r1c1) wird hier benutzt, um den Drehimpulsverlust von der Vordrall-
diise bis zum Receivereintritt (vgl. Abb. 3.2) zu quantifizieren. Dabei bezeichnet vy die tan-
gentiale Stromungsgeschwindigkeit vor den Receiverbohrungen, wéhrend ¢ bereits in Kapitel
3.2.1.2 definiert wurde. Aus publizierten Daten werden fiir unterschiedliche Vordrallkammer-
konstruktionen Korrelationen zwischen (r2vy2)/(ric1) und erwarteten Einflussgroien gesucht,
wie der Eintrittsdrallzahl K, dem turbulenten Stromungsparameter A1, oder der Umfangs-
Reynolds-Zahl Re, (Abschnitt 3.2.1.1). Die gefundenen Korrelationen stellen eine einfache
Methode dar, den Vordrall und den Drehimpulsverlust in der Vordrallkammer zu bestimmen.
Sie gelten aber nur fiir die getesteten Konfigurationen und die Ubertragung der daraus gewon-
nenen Ergebnisse auf geometrisch unterschiedliche Konstruktionen ist somit schwierig. Eine
weitere Analyse des Vordralls in der Vordrallkammer muss daher noch durchgefiihrt werden
(siehe Kapitel 6).

Das Drehimpulsverhiltnis (rpve2)/(ric1) wird in der Literatur vorwiegend als Funktion der
Drallzahl K dargestellt. Vor einer niheren Betrachtung von (rve2)/(rici1) muss diese Wahl
begriindet werden. Nach Theorie von achsensymmetrischen Rotor-Stator Stromungen (vgl. Ka-
pitel 3.2.1.1) wird erwartet, dass K; und der turbulente Stromungsparameter A1, die Hauptstro-
mungparamter sind, die die Stromungsformen und die tangentiale Stromungsgeschwindigkeit
in der Vordrallkammer bestimmen. Dies wird durch achsensymmetrische CFD Berechnungen
von Pilbrow et al. (1998), Karabay et al. (1999) und Karabay et al. (2001b) in der rotieren-
den Kammer einer Deckscheibe-Konfiguration (vgl. Abb. 3.1) fiir K zwischen 1,2 und 3 und
fiir At zwischen 0,1 und 0,4 bestitigt. Dennoch behaupten Karabay et al. (1999) fiir A, gro-
Ber als ein kritischer turbulenter Stromungsparameter At yit, dass die sogenannte Quelle (vgl.
Abb. 3.6) den ganzen Deckscheibe-Raum bis zu den Receiverbohrungen fiillt. Fiir den Wert
AT2kiit Schlagen Karabay et al. (1999) den Ausdruck der Rotor-Stator-Theorie von Owen und
Rogers (1995) vor:

Aok = 0437 (1= (Kir2) "' M e =Tl und Kp<l (344

I'max

Nach Karabay et al. (1999) ist das Kriterium A1, > A1, ¢ in realen Deckscheibe-Systemen mei-
stens erfiillt. Somit kann K nach ihren Beobachtungen als der einzige entscheidende Parameter
fiir den Drallverlauf in einer Deckscheibe-Konfiguration betrachtet werden. Die Untersuchun-
gen von Yan et al. (2003), Farzaneh-Gord et al. (2005) und Lewis et al. (2008) in Konfigura-
tionen mit radial nach innen versetzten Vordralldiisen fiir A, von 0,12 bis 0,36 fiihren wie im
Deckscheibe-System zur Schlussfolgerung, dass die radiale Drallverteilung hauptsédchlich von
der Eintrittsdrallzahl K; beeinflusst wird. Nach diesen Erlduterungen konnen die gefundenen
Korrelationen zwischen dem Impulsverhiltnis (rpvy2)/(rici1) und K eingefiihrt werden.

Basierend auf einem vereinfacht achsensymmetrischen CFD Modell stellen Karabay et al. (2001
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b) folgende Beziehung fiir die Stromungesgegwindigkeit am Receivereintritt in einer Deckscheibe-
Kavitiit auf:

I‘2V(P2 B Vo1
I1Ce1 Ct1

mit:  Vyi1/cip =1,034—0,043K; und 1 /rmax = 0,485. (3.45)
Gl. (3.45) zeigt, dass die Kernstromung die gleiche radiale Verteilung der tangentialen Stro-

mungsgeschwindigkeit wie die eines Potenzialwirbels hat.

Nach Umrechnungen kann die von Yan et al. (2003) gemessene Geschwindigkeitsreduzierung
am Eintritt von Receiverbohrungen bei 1, /r; = 1,25 und fiir den Vordralldiisenaustrittswinkel
o von 20° wie folgt korreliert werden:

1
— 044p 4 2138
I1Ct1 1

0,158
2Ye2 _ 537+
I1Ce1 1

(09<K; <29 & =8% =23=58) (3.46)

Ay

(05<Ki <15 & =16% 45 =29) (3.47)
Gl. (3.45), Gl. (3.46) und (3.47) quantifizieren zunédchst den negativen Einfluss der Eintrittsdrall-
zahl K| auf den Drehimpuls am Eintritt der Receiverbohrungen. Gl. (3.46) und (3.47) deuten
zusitzlich darauf hin, dass der Vordrall v, mit steigender Vordralldiisenanzahl Ny bzw. stei-
gendem Umfangsanteil &; = (1/A|Ny)/(2zr;sina) der Austrittsfliche der Diisen zunimmt. Der
Einfluss eines weiteren geometrischen Parameters stellen Lewis et al. (2008) vor, indem sie den
Drallverlauf bei verschiedenen radialen Versitzen zwischen Vordralldiisen und Receiver-
bohrungen numerisch untersuchen. Aus ihren CFD Ergebnissen folgern sie fiir den Vordrall
am Receivereintritt:

0,201
2792 _ 0,640 + (05<Ki<2 2=125 &=100% 31~2) (348
I1Ct1 1
0,195
rrZVCqJZ 0,650+ 05<K; <2 % =1,11 g =100% 2—? ~2) (349
1Ct1 1
0,082
22 _ 819+ (05<Ki<2 =100 &=100% 3~2) (.50
1Ct 1 1

Dadurch wird deutlich, dass der Drehimpulsverlust in der Vordrallkammer mit steigendem ra-
dialem Versatz zwischen Vordralldiisen und Receiverbohrungen zunimmt. Demzufolge ist nach
den Berechnungen von Lewis et al. das sogenannte direkte Vordralldiisensystem (vgl. Ab-
schnitt 3.1.1) mit rp /r; = 1 die giinstigste Konfiguration fiir die Erhaltung des Drehimpulses.

Die PIV-Messungen von Geis (2002) (vgl. Gl. (3.51)) und Vorstudien zu dieser Arbeit (vgl.
Gl. (3.52) aus Bricaud et al. (2007)) in direkten Vordralldiisensystemen mit Diisenaustrittswin-
kel a =20° liefern erginzende Daten iiber die Drallreduzierung in der Vordrallkammer bei
verschiedenen Flachenverhiltnissen Az /A und Umfangsanteilen der Diisensaustrittfliche €.

0,071
¥=0,626+ (04<K <8 LI<II<135 &=16% % =156) (3.51)
tl 1

0,091
¥:0,831+ (072<K; <94 12<M<16 g=27% %3=3) (352
tl 1
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Ohne weitere Untersuchungen kann insbesondere nicht erschlossen werden, ob der kleinere
Impulsverlust in GI. (3.52) im Vergleich zu GI. (3.51) auf den héheren Umfangsanteil der Dii-
senaustrittsfliche &) oder auf das hohere Flichenverhiltnis A3 /A zuriickzufiihren ist. Trotz
des unterschiedlichen Flichenverhiltnisses Az/A und einer vereinfachten Modellierung der
Vordralldiisen durch einen achsensymmetrischen Spalt stimmt schlieBlich die CFD-Vorhersage
von Lewis et al. (2008) (vgl. Gl. (3.50)) mit den im Rahmen dieser Arbeit gewonnenen Messda-
ten (vgl. Gl. (3.52)) gut iiberein.

Aus weiteren Geschwindigkeitsmessungen (Bricaud et al. (2007)) in einer Vordrallkammer mit
radial nach auBen versetzten Vordralldiisen (mit rp /r; = 0,917) kann wiederum ein Zusam-
menhang zwischen dem Drall vor den Receiverbohrungen und der Kennzahl K erkannt werden

(siehe GI. (3.53)).

0,136
frzzwz:o,794+ — (075<KI<7.08 12<II<14 & =25% £ =3) (3.53)
1¢t1 1

Der Vergleich von Gl. (3.53) mit Gl. (3.52) fiihrt zur Feststellung, dass die radial nach auflen
versetzten Diisen kaum mehr Drehimpulsverlust in der Vordrallkammer verursachen als in ei-
nem direkten System. Der Drehimpulsverlust ist dagegen sogar in der Konfiguration mit radial
nach innen versetzten Vordralldiisen deutlich grofler (vgl. Gl. (3.48) und (3.50)).

Somit basiert ein GroBteil der Ergebnisse tiber den Drallverlauf in Vordrallkammern auf nume-
rischen Untersuchungen, die in wenigen Fillen (siehe Karabay et al. (1999), Yan et al. (2003),
Wilson et al. (1997) und Benra et al. (2008)) mit Messdaten verglichen wurden. Generell wird
zwar der Drall im radialen Raum zwischen den Receiverbohrungen und radial versetzten Vor-
dralldiisen besonders fiir hohe turbulente Stromungsparameter (Ar2 > Atkri¢) durch CFD Vor-
hersagen zufriedenstellend erfasst, aber héufig ist die Validierung der Geschwindigkeit im Be-
reich der Vordralldiisen insbesondere wegen der niedrigen Messauflosung nicht moglich. Au-
Berdem wurde die Ursache der Drallreduzierung in der Vordrallkammer bisher nicht behandelt,
so dass die Herleitung von Verbesserungsvorschldgen zu Reduzierung des Drehimpulsverlustes
ungeklirt bleibt. Deshalb sind Geschwindigkeitsmessungen und eine detailliertere Analyse des
Vordralls fiir die vorliegende Arbeit von gro3er Bedeutung.

3.2.3.2 Wandschubspannung

Da die Wandreibung als ein Teil der Stromungsverluste die Effizienz des Vordralldiisensystems
bestimmt, strebt diese Arbeit eine griindlichere Analyse der Wandreibung an. Zu diesem Zweck
werden hier publizierte Methoden zur Berechnung der Wandschubspannung vorgestellt. Man-
gels einer kompletten Theorie iiber den Drehimpulsverlust schlagen verschiedene Autoren Ab-
schitzungen des Reibungsmoments in der Vordrallkammer vor, um den Vordrall und die Tem-
peraturabsenkung vor den Receiverbohrungen vorherzusagen.

Zur Berechnung des Rotorwandreibungsmoments setzen Karabay et al. (2001a) in der Kam-
mer zwischen der Deckscheibe und dem Rotor dhnliche analytische Ansitze fort, wie jene
fiir Rotor-Stator Systeme, die in Abschnitt 3.2.1.1 eingefiihrt wurden. Nach Integration von
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Grenzschichtgleichungen wie in Gl. (3.19) leitet Karabay den folgenden Ausdruck fiir die Rotor-
Wandschubspannung 7, R her:

2 .
0,1667 d 0,1667b d £23 8
I"TowR (I‘*z(l—k) MR ) - _ 1 _d <r 253(1—k)|1—k|§> (3.54)
T 5 dr*
Mimax ) 7R

204 T
POTHax 2nRe, dr*

Dabei wird die Konstante b gleich 0,140 fiir eine turbulente Grenzschicht mit Ekman-Grenz-
schicht-Eigenschaften gewihlt, wihrend b mit 0,219 fiir eine turbulente Grenzschicht vergleich-
bar zu der einer frei rotierenden Scheibe angenommen wird.

Mit einem Wert von 0,219 fiir b und mit der Annahme eines Potenzialwirbels in der Kern-
stromung (rvye.. = r1C¢1) erzielen Karabay et al. (2001a) eine gute Ubereinstimmung zwischen
Gl. (3.54) und einem achsensymmetrischen CFD Modell des Deckscheibe-Systems fiir turbu-
lente Stromungsparameter kleiner als A, < 0,23. Fiir A1, hoher als 0,4 ist aber die Ubereinstim-
mung nur solange gewihrleistet, wie die Drallzahl K; kleiner als Kyt = (12 +2.,)/(217)
bleibt.

Fiir die Rotorreibungsmomente eines direkten Vordralldiisensystems schldgt Geis (2002) einen
vereinfachten Ausdruck aus der analytischen Arbeit von Goldstein (1935) vor, in der die Rotor-
grenzschicht durch das 1/7-Potenzgesetz (vgl. Gl. (3.21)) modelliert wird. Nach Umformung
des Autors kann der Ausdruck von Geis (2002) wie folgt geschrieben werden:
2V g oo

@ (Ymin + Imax)
wobei V., die mittlere tangentiale Geschwindigkeit in der Vordrallkammer ist.

Aufgrund ihres gemeinsamen Ursprungs aus der Rotor-Stator-Theorie weisen die Ansétze von
Karabay et al. (2001a) und Geis (2002) die gleichen Abhingigkeiten nach Re, und r* und ei-
ne dhnliche Beziehung zur Drallzahl k mit einem Potenzfaktor 8/5 in Gl. (3.54) bzw. 9/5 in
Gl. (3.55) auf. Um den Drallimpulsverlust in der Vordrallkammer eines direkten Systems zu
quantifizieren, setzen spiter Chew et al. Gl. (3.56) und (3.57) fiir Stator- bzw. Rotor Wandrei-
bung ein (vgl. Chew et al. (2003) und Chew et al. (2005)). Dabei bestimmen Chew et al. aus
einer vorherigen Arbeit iiber rotierende Kammerstromungen (Chew und Rogers (1988)) den
gleichen Reibungskoeffizienten cy fiir Rotor- und Stator-Grenzschichten. Im Gegensatz dazu
wihlen Benra et al. (2008) nach den Ergebnissen iiber Rotor-Stator Stromungen von Owen

2

0,1676_ 1 15 = - 5 mic K
rrz(prZR:_ : Re¢5r*158(1—k)|1—k|5 mit: k=
po T

max

(3.55)

und Rogers (1989) unterschiedliche Ausdriicke fiir ¢¢ je nach Flache einer Vordrallkammer mit
radial nach auflen versetzten Vordralldiisen (vgl. Gl. (3.58) und (3.59)).

Stator-Seite

_1

Chew et al. (2003) Tows = 0.5¢1p Vo, mit cf=0,0534Re, > (3.56)
Rotor-Seite _ ’ . -1

Chew et al. (2003) TowR = 1£0,5¢ip (0r —Vgoo)” mit cf=0,0534Re,° (3.57)
Stator-Seite 29 . -1 147

Benra et al. (2008) TowS = CfS P O Ty mit crg = 0,063Re, k™ (3.58)
Rotor-Seite 29 . _% 27

Benra et al. (2008) TowR = CfR P O Tiax mit crr = 0,042Re,° (1 —k)20  (3.59)

Da weder der Vorschlag von Geis (2002) noch die Ansédtze von Chew und Benra et al. (2008)
mit Messungen oder numerischen Berechnungen der Wandschubspannung in der Rotor-Stator-
Kavitit verglichen wurden, bleibt die Validierung dieser Ansitze offen. Demzufolge bleiben die
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Ursachen des Drehimpulsverlustes auch unklar. Zur Ermittlung der Effektivitit von modernen
Vordralldiisensystemen muss deswegen der Beitrag der Wandreibung im Zuge dieser Untersu-
chungen genauer analysiert werden.

3.2.4 Kiihllufttemperatur in den rotierenden Receiverkaniilen

Fiir einen Grossteil der publizierten Untersuchungen lduft die Bestimmung der Stromungsverlu-
ste in einem Vordralldiisensystem auf die Vorhersage der realen Kiihllufttemperatur Ty 3 kurz
stromaufwirts vom Eintritt der Receiverkanile hinaus. Infolge des Totaldruckverlusts durch den
Drallerzeuger und infolge des Drehimpulsverlusts in der Vordrallkammer ergibt sich namlich
eine Kiihllufttemperatur T3, die stets hoher als die ideale Kiihllufttemperatur von GI. (3.3)
ist. Darum stellt Abschnitt 3.2.4 verdffentlichte Kennzahlen und Temperatur-Kennlinien vor, an-
hand derer die reale Temperaturreduzierung T3 — Tyo bestimmt werden kann. Diese Tempe-
ratur-Kennlinien werden in Abschnitt 3.2.4.2 fiir ein System mit adiabaten Winden eingefiihrt.
Damit soll Abschnitt 3.2.4.2 zeigen, dass trotz unterschiedlichen Aussehens alle gewihlten
Kennlinien die gleichen physikalischen Effekte darstellen. Der Einfluss eines radialen iiberlager-
ten Massenstroms und der Einfluss von nicht adiabaten Winden auf T3 werden anschliefend
in Abschnitt 3.2.4.3 bzw. 3.2.4.4 diskutiert. Da der Effekt der Geometrie auf die Temperaturab-
senkung T3 — Tio eine zentrale Themenstellung dieser Studie ist, wird er in Abschnitt 3.2.5
als Zusammenfassung von Kapitel 3 behandelt werden.

3.2.4.1 Kennzahlen fiir die Kiihllufttemperatur und die Kiihleffektivit:it

Die am Bohrungseintritt durch den Vordrall induzierte Temperaturreduzierung Ty.e;2 — Ty o wur-
de von zahlreichen Autoren untersucht aber jeweils unterschiedlich dargestellt, so dass hier eine
Einfiihrung tiber die aus der Lufttemperaturdnderung hergeleiteten Kennzahlen negr, ® und nyepis
sowie 1y notig ist. Wie bereits in Abschnitt 3.2.2 erklart, wird die Temperatur aufgrund niedrige-
rer Geschwindigkeitsgradienten eher in den Receiverbohrungen (Stelle 3 in Abb. 3.2) statt am
Eintritt (Stelle 2 in Abb. 3.2) beriicksichtigt. Da aber die Radien r, und r3 gleich sind, und da
der konvektive Wirmeiibergang entlang den Receiverbohrungen als vernachlissigbar betrach-
tet wird, wird in dieser Arbeit wie in den meisten Veroffentlichungen angenommen, dass Tiej2
gleich Ty 3 1st.

Fiir die Auswertung seiner Temperaturabsenkungsmessungen rechnet Meierhofer (1981) die

Temperaturdifferenz T3 — Tio = Twe12 — Tto 1n eine sogenannte effektive Geschwindigkeit

Cteff UINL:

u% + 2Cp (TtO - Ttre13)
2112

Cieff = (3.60)

Daraus leitet er zur Quantifizierung der Vordralldiisensystemeffektivitit ein auf der isentropen
Geschwindigkeit (vgl. Gl. (3.29)) basierendes Geschwindigkeitsverhiltnis nes her.

Ceff Cteff
Clis C1is COSCx

Neff = (3.61)
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wobei a der geometrische Austrittswinkel des Drallerzeugers ist (siehe Abb. 3.4(b)). Chew
et al. (2005) ersetzen cyjs durch c; (vgl. Gl. (3.31)) und nennen das Geschwindigkeitsverhalt-
nis Cefr/Cr1 = Cefr/c1 Kammer-Wirkungsgrad, da das Verhiltnis ¢ /¢y ;s den Totaldruckverlust
entlang der Vordralldiisen indirekt darstellt. Der Begriff Kammer-Wirkungsgrad wird auch fiir
andere Geschwindigkeitsverhéltnisse verwendet, die mit ¢; oder c¢;; normiert sind (vgl. Geis
(2002)). Statt aus Temperaturmessungen leiten Dittmann (Dittmann et al. (2003a) und Dittmann
(20006)) cefr aus Messungen des Rotordrehmoments M,ess Wie folgt her:

1 M
Ceff = <u2 - me“) (3.62)

cosa my o

El-Oun und Owen (1988) fiigen eine weitere dimensionslose GroBe O fiir die Kiihllufttempera-
tur ein, in dem sie T3 — Tio durch die Umfangsgeschwindigkeit dividieren.
Tio—T
®— t0 . trel 3 (3.63)
Uz
2
® wird spiter von Karabay et al. (1999) in einem Vordralldiisensystem ohne externen Wirme-
austausch adiabate Effektivitit (auf Eng. adiabatic effectiveness) genannt.

Des weiteren stellt Dittmann (2006) in seiner Dissertation die Temperaturdifferenz Ti.e;3 — Tio
durch das folgende Temperaturverhéltnis 1, dar:

Twet3 —Tio  Twers — Tro

(3.64)

Nrelis = =
e Tire13is — Tro u%*2u2 Cjs COSQ

2¢p
Statt der isentropen Geschwindigkeit cgjs setzen Geis et al. (2004) die Geschwindigkeit ¢; in
Gl. (3.64) ein und benennen das resultierende Temperaturverhiltnis Kiihleffektivitit des Vor-
dralldiisensystems.

Wie es schon im Abschnitt 3.1.2 vorgefiihrt wurde, kann auch ein Polytropexponent 1, zur
Beschreibung der realen Temperaturabsenkung im Vergleich zu einem idealen Prozess definiert
werden. SchlieBlich stellen andere Veroffentlichungen (Popp et al. (1998), Geis et al. (2004),
Dittmann et al. (2002b)) die Temperaturabsenkung T3 — Tio der Einfachheit halber anhand
des dimensionslosen Temperaturverhiltnisses Ty 3/Tro dar.

3.2.4.2 Temperatur-Kennlinien fiir ein adiabates System

Abb. 3.7 stellt die in Abschnitt 3.2.4.1 eingefiihrten Kennzahlen bei unterschiedlichen Betrieb-
spunkten dar. Die Variationen der gezeigten Kennzahlen iiber die betrachteten Betriebsbereiche
bilden Temperatur-Kennlinien, die charakteristich fiir adiabate Vordrall-Kiihlluftsysteme sind.

Um die betriebsbedingten Einflussparameter der Kennlinien von Abb. 3.7 deutlicher klarzustel-
len, sollen zuerst vereinfachte Zusammenhédnge zwischen den Kennzahlen fiir die Lufttempe-
raturdnderung und den in Abschnitt 3.2.1.2 definierten Einflussparametern aufgestellt werden.
In diesen Vereinfachungen sind die Effekte des radialen iiberlagerten Massenstroms und des
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Abb. 3.7: Typische Temperatur-Kennlinien von nahezu adiabaten Vordralldiisensystemen

Wirmeiibergangs mit den Winden ausgeschlossen. Mit Hilfe der eingefiihrten Vereinfachun-
gen ist vorausgesetzt, dass die Temperatur-Kennlinien, die sich je nach betrachteter Kennzahl
unterscheiden (vgl. Abb. 3.7), die gleichen Effekte beschreiben.

Wie in Geis et al. (2004) kann die Temperaturdnderung am Eintritt von Receiverbohrungen
eines adiabaten Systems wie folgt analytisch ausgedriickt werden:
u% —2urcp2 .

Tire13 — Tro = AT + T, mit: AT =Tz —Tyo (3.65)
Wihrend ATy, die Totaltemperaturinderung in der Vordrallkammer darstellt, die durch die
in der Grenzschicht geleistete Rotorarbeit verursacht wird, quantifiziert das rechte Glied in
Gl. (3.65) die Temperaturdnderung, die durch die tangentiale Umlenkung der Strémung am
Bohrungseintritt induziert wird. Dabei ist c;» der Vordrall am Eintritt der Receiverbohrungen,
welcher schon in Kapitel 3.1.3 eingefiihrt wurde. Genauere Definitionen fiir ¢;» werden noch
im Laufe dieser Arbeit vorgeschlagen (vgl. Kapitel 6.2). Fiir AT, wird dagegen Gl. (3.66) von
Geis (2002) (siehe Abschnitt 3.2.3.2) zuerst angenommen.

AT 46 _ 40 - o\ 08
2 p i e p fmax T 1212 a1 Voo (1 _ VL) (3.66)
;2 27,4461y, Ty Iy
Cp

Nach GI. (3.66) ist f unter anderem eine Funktion von Ar; und der Drallzahl v /(ory). In
Kapitel 3.2.3.1 wurde gezeigt, dass sich die Luftgeschwindigkeit v, in der Vordrallkammer
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als Funktion von c{; und u; korrelieren ldsst. Demzufolge konnen dhnliche Zusammenhénge
fiir c(» erwartet werden. Da u; zu u; und c¢; zur ¢y, so wie abschidtzungsweise c; zur cyjg
(c1 = Cqv cyis) proportional sind, kommt als erste Ndherung fiir c¢5:

2 a+bS mit a>0 , 0<b<1 (3.67)
u u
wobei a und b positive Konstanten sind, die nach den Korrelationen von Abschnitt 3.2.3.1 nur
von der Geometrie abhingig sind.
Wenn angenommen wird, dass die Luft mit der Geschwindigkeit c;;; am Austritt der Diise in-
nerhalb der Vordrallkammer verlustfrei (nach dem Bernouilli-Gesetz) in tangentiale Richtung
umgelenkt werden kann, ist ¢ j; die maximal mogliche tangentiale Geschwindigkeitskomponen-
te. Als Konsequenz muss die Konstante b kleiner als eins sein.

Mit Hilfe Gl. (3.66) und Gl. (3.67) kénnen schlieBlich die fiir die Temperatur bereits erwihnten
relevanten Kennzahlen als Funktion der Betriebsparameter wie folgt geschrieben werden:

Nett = A—B-—2 (3.68)
Clis
® — _C.p5lis (3.69)
up
Lo obw 3.70
Nrelis — % (3.70)
2
Tire13 11% < Clis)
Sweld gy C—D (3.71)
Tt() 2Cth() 185
T 1-x u 2 u
weld 1+<1—HT> c( ) _D (3.72)
Tio Clis Clis
b 0.5f—
mit A= B=—2"%50 C=1+f-2a>1 und D=2b<2 (3.73)

cosa’ cosa
Weil O bei einer drallfreien Stromung (c;js = 0) aufgrund der Reibungsautheizung maximal
minus eins werden kann (vgl. Gl. (3.7) und (3.66)), ist nach GI. (3.69) C = 1 +f — 2a grofer als
eins bzw. f — 2a ist positiv. Diese mathematische Bedingung deutet an, dass die durch die Rotor-
arbeit eventuell induzierte Erhohung des Vordralls (vgl. Konstante a) wegen der iiberwiegenden
Reibungsaufheizung in der Rotorgrenzschicht (vgl. Konstante f) keine Temperaturabsenkung
Tire13 — Tto bewirken kann.

Aus Proportionalitidtsgriinden konnen Gl. (3.68) bis (3.72) ebenso mit Hilfe von c¢; bzw. K;
ausgedriickt werden. Insbesondere lieferten Karabay et al. (1999) aus CFD Berechnungen und
einer eindimensionalen Betrachtung den gleichen Ausdruck wie Gl. (3.69) fiir die Temperatur-
dnderung in einer Deckscheibe-Konfiguration:

2
O=—1+2 (r—1> K, (3.74)
1

Farzaneh-Gord et al. (2005) und Lewis et al. (2008) erweitern den theoretischen Ansatz (3.74)
an Konfigurationen mit radial nach innen versetzten Vordralldiisen, indem sie das auf die statio-
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ndren Flachen wirkende Reibmoment Mg in der Vordrallkammer beriicksichtigen (Gl. (3.75)).

M 1) 2
O=—(1+-—"—)+2(~] K (3.75)
0.5my wr; I
Damit bestétigt Gl. (3.75) den Beitrag hoher als eins fiir die Konstante C in Gl. (3.69).

Nach der Einfithrung der theoretischen Temperatur-Kennlinien konnen letztere mit verdffent-
lichten Messdaten in Abb. 3.7 verglichen werden. Hierzu wird vorausgesetzt, dass a, b und f
nur von der geometrischen Konfiguration abhiingig sind. Streng genommen gilt diese Annah-
me lediglich in begrenzten Betriebsbereichen. Abb. 3.7 beweist, dass Gl. (3.68) bis (3.73) die
gemessenen Kennlinien im Grossteil des Messbereiches insgesamt gut wiedergeben (d.h. inner-
halb der Temperaturmessgenauigkeit). Damit werden auch die Drallzahl ¢, is/u; (bzw. K)), die
Grofle u% /(cpTi0) und das Druckverhiltnis IT (bzw. Maj js) als Haupteinflussgrofie der Tempe-
raturabsenkung bestitigt.

Zuerst zeigt Abb. 3.7(a), dass fiir eine gegebene Kiihllufttemperatur Ty und eine Umfangs-
geschwindigkeit up (u3/(cpTyo) =konstant) die Maximaltemperaturabsenkung bei maximalem
Vordrall ¢y (mit Ma;js < 1) erreichen wird. Wenn aber IT und dadurch der Vordrall c ;s gege-
ben ist, existiert eine optimale Umfangsgeschwindigkeit u;, bei der Ty13 €in Minimum erreicht
(sieche Abb. 3.7(b)). Nicht nur in Abb. 3.7(b) kann dieses Verhalten beobachtet werden, sondern
auch in den experimentellen Arbeiten von Popp et al. (1998) und Dittmann et al. (2002b). Die
Abweichung der theoretischen Kennlinien von den Messdaten in Abb. 3.7(a) und 3.7(b) bei
niedriger Drallzahl c; s /uy weisen darauf hin, dass die Variablen a, b und f dort nicht mehr als
konstant betrachtet werden koénnen. Da dieser Fall mehr Ahnlichkeiten zur Stromung eines kon-
ventionellen Rotor-Stator Systems mit kleinem Vordrall darstellt, kann vermutet werden, dass
Regp, At, und Cw erst bei niedriger Drallzahl relevante EinflussgroBen fiir die Temperaturdnde-
rung in der Vordrallkavitit werden.

Im Gegensatz zu Tye13/Tio in Abb. 3.7(a) und 3.7(b) sind neg und ® in Abb. 3.7(d) und 3.7(c)
von einem einzigen Stromungsparameter abhédngig. Dadurch sind neg und ® zum Vergleich von
unterschiedlichen Datenquellen besser geeignet. Als Beispiel wurde im Abb. 3.7(d) und 3.7(c)
die theoretische Kennlinie eingetragen, mit Hilfe derer hier die Messdaten von Geis et al. (2004)
korreliert wurden.

Abb. 3.7(c) stellt Messdaten von Chew et al. (2003) dar, die den theoretischen linearen Zusam-
menhang von ® mit c;i;/uy bestitigen. Diese lineare Abhingigkeit wird im direkten System
anhand der Temperaturmessungen von EI-Oun (1988) sowie der numerischen Vorhersagen von
Chew et al. (2005) und von Ciampoli et al. (2008) mehrmals nachgewiesen.

Das mit up /¢y js leicht fallende Geschwindigkeitsverhiltnis neg in Abb. 3.7(d) wird sowohl bei
den Temperaturmessungen von Meierhofer und Franklin (1981) als auch bei der experimentel-
len und numerischen Untersuchung von Chew et al. beobachtet (vgl. Chew et al. (2003) und
Chew et al. (2005)). Die Abhéngigkeit von neg mit up/cy s, die von Meierhofer und Franklin
(1981) gemessen wurde, kann in Abb. 3.7(d) trotz Datenstreuung fiir uy /c; s zwischen 0,68 und
0,95 als angenihert linear gesehen werden. Fiir kleinere Geschwindigkeitsverhiltnisse uy /cy s
scheint aber die theoretische Kennlinie mit konstanten Faktoren a, b und f im Gegensatz zu
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Abb. 3.7(b) zur Beschreibung der Messdaten nicht geeignet zu sein. Dieser Widerspruch mit
Abb. 3.7(b) ist auf unvermeidbare kleine Temperaturmessfehler zuriickzufiihren, die bei einer
niedrigeren Umfangsgeschwindigkeit u; eine nicht zu vernachldssigende Wirkung auf die Be-
rechnungsgenauigkeit und Streuung von ce¢ haben (siehe Gl. (3.60)). Die Messungen von Ditt-
mann et al. (Dittmann et al. (2003a) und Dittmann (2006)) bestitigen das lineare Verhalten von
Nefr mit der Drallzahl, wobei bemerkt werden soll, dass c.¢ nach GI. (3.62) bestimmt wurde. Bei
nominaler Drallzahl erhalten Dittmann et al. (2003a) ein Geschwindigkeitsverhéltnis Cefr/c s
von etwa 0,55, was mit Temperaturmessungen von Geis et al. (2004) in einer dhnlichen Konfi-
guration gut iibereinstimmt.

Mangels einer Erkldrung in der Literatur weist die hier dargestellte theoretische Kennlinie
GL. (3.68) auf den Zusammenhang der Neigung von neg mit dem Koeffizienten (0,5f —a) hin.
Dies fiihrt zum Erkldrungsszenario, dass die Absenkung von neg durch den stirkeren negati-
ven Effekt der Rotorreibleistung auf die Lufttemperatur in der Vordrallkammer bei kleinerer
Drallzahl verursacht wird.

3.2.4.3 Einfluss eines iiberlagerten radialen Massenstroms

Die Kennlinien von Abb. 3.7 beriicksichtigen den Einfluss eines radialen Leckage-Massenstroms
m7 oder mg (vgl. Abb. 3.2) nicht, obwohl er je nach Konfiguration maximal +30% des Vordrall-
diisen-Massenstroms m; erreichen kann. Fiir die hier betrachteten Konstruktionen werden nur
geringfiigige radiale Massenstrome my; und mg erwartet. Dennoch soll nun kurz auf einige Ef-
fekte dieser radialen Massenstrome eingegangen werden.

Grundsitzlich wird in der Literatur die negative Wirkung eines radialen Massenstroms (rh7 > 0
oder mg < 0) auf die Temperaturabsenkung Tye13 — Ty bestitigt. Fiir thg /mhy > 0 und 7/ <
0 kann dagegen eine leichte Reduzierung von Ty, 3 erwartet werden (Meierhofer und Franklin
(1981), El-Oun und Owen (1988)). Zur Erinnerung werden in dieser Arbeit m7 und mg im-
mer positiv gezdhlt, wenn die Luft radial zum duferen Radius nach auflen stromt. Wie stark
der Einfluss ist, hingt vor allem von der geometrischen Konfiguration, dem Vordrall und der
Temperatur des radialen Massenstroms ab. Die beiden letzteren Groflen sind aber meistens im
experimentellen Aufbau nicht bekannt, so dass die Interpretation der Messdaten hiufig schwie-
rig bleibt.

Zuerst kann der Drehimpuls I ~ myryci» am Receiverbohrungseinstritt durch einen iiberlager-
ten radialen Massenstrom verdndert werden, wie es die Rotordrehmoment-Messungen von Ditt-
mann beweisen. Dittmann et al. (2003a) finden ndmlich in einem direkten System (vgl. Ab-
schnitt 3.1.1) mit vier Receiverbohrungen eine Reduzierung von Ceg/cyis (vgl. Gl. (3.62)) von
0,5 iiber 0,4 bis 0,3 bei einer Erhohung des Radialmassenstroms 7/ von 0% iiber 30% bis
50% (K1 =~ 1). In einer Konfiguration mit 12 Receiverbohrungen misst Dittmann (2006) fiir die
gleiche Variation von my/m; eine vergleichbare Abnahme der Effektivitét Cepr/cqis von 0,51,
tiber 0,42 bis auf 0,34.

Ein weiterer Effekt von radialen Leckagen ist der Warmeaustausch zwischen der Vordralldii-
senkiihlluft und der iiblicherweise heileren Leckageluft aus der inneren oder dufleren Dichtung.
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Dies kann sogar im extremen Fall, wie z.B. bei einem massiven Hei3gaseinbruch, zum Versa-
gen der Kiihlfunktion des Vordralldiisensystems fiihren. Die CFD Ergebnisse von Wilson et al.
(1997) in einem direkten System mit radialem Massenstrom rig /h; = 17 /th; zwischen 20%
bis 45% und K; zwischen 1 und 2 zeigen beispielsweise, dass die Leckageluft indirekt iiber se-
kundire Wirbelsysteme an die Receiverbohrungen gelangt und dadurch die Kiihllufttemperatur
beeinflusst.

Weil es messtechnisch aufwendig ist, die beiden Effekte, die der radiale Massenstrom auf die
Kiihllufttemperatur hat, voneinander zu trennen, erweisen sich hidufig analytische und numeri-
sche Modellierungs-Ansétze als die sicherste Methode zur Interpretation der Messergebnisse.
Somit gelingt es EI-Oun und Owen (1988), ihre Messungen der durch radiale Strémung indu-
zierten Temperaturerhdhungen in einem direkten System mit Hilfe vereinfachter Energie- und
Drehimpulsbilanzen nachzubilden.

3.2.4.4 Einfluss des Wirmeiibergangs in der Vordrallkammer

Der konvektive Warmeiibergang zwischen der Kiihlluft und den Wéanden der Vordrallkammer
ist ein weiterer Einflussparameter, der die Temperatur-Kennlinie von Abschnitt 3.2.4.2 verin-
dern kann. Ein Beispiel dafiir sind die numerischen Berechnungen von Karabay et al. (2001b),
die darauf hinweisen, dass sich der Zusammenhang von ® mit der Drallzahl K; aus dem Verhilt-
nis zwischen dem Wirmeiibergangseffekt und der Rotorarbeit ergibt. Dies wird in der folgenden
Gleichung von Karabay et al. (2001b) analytisch ausgedriickt:

2 2 2
B ry Nupy, ry u;
Tyers —Tor =7 (1 ) ) W(TW — Taw)m — 2 (2 2 Ki— 1) 2, (3.76)
wobei Nuy, eine iiber die Rotorfliche gemittelte NuBelt-Zahl und (Ty — Taw)m die entsprechen-
de gemittelte Differenz zwischen der Wandtemperatur Ty, und die Referenzkiihllufttemperatur
T,w sind.

Bei der im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten Analyse von publizierten Daten wird aber
nicht klar, ob der Effekt des Wirmeiibergangs auf die Kiihllufttemperatur T3 von Bedeu-
tung ist. So erwarten z.B. Chew und Rogers (1988) aus der Reynolds-Analogie Wirmeiiber-
gangseffekte von mindestens gleicher GroBenordnung wie der Reibungsautheizung fiir eine
Eckert-Zahl u3/(2c, |Tw — Taw|) kleiner oder etwa gleich eins. Nach der Abschétzung der Rei-
bungsaufheizung in Abschnitt 3.1.3 ist dadurch der Einfluss des Wirmeiibergangs auf T3
von zweiter Ordnung. Trotzdem messen in einem direkten Vordralldiisensystem Wilson et al.
(1997) eine Abnahme der Temperaturdifferenz ® von 85% der adiabaten Temperaturdifferenz
|®,4| nach Gl. (3.74) fiir eine Rotorwandtemperaturdifferenz Ty — Tyo groBer als 5,8u3/(2cp).
Dabei wurden folgende Randbedingungen eingehalten: Ky = 2, Re, ~ 1,25 106, Cyi1~2- 104,
11%< my/m; = g /m; <22%. In der Deckscheibe-Konfiguration von Karabay et al. (2000)
mit einer groeren Wandfliche und einer Wandtemperaturdifferenz Ty, —Tio groBer als 10
u3/(2cp) ist die gemessene Kiihllufttemperaturdifferenz ® mindestens um den Faktor 6 hoher
als ©®,4 von GI. (3.74). Somit ist der Wirmeiibergangseffekt noch stirker als in einem direkten
Vordralldiisensystem.
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Die Anzahl der Untersuchungen iiber den Wirmeiibergang in Vordrallkammern ist niedrig, so
dass die Generierung weiterer Messdaten zum Wirmeiibergang notig ist, um die hier erorterte
Fragestellung genauer beantworten zu konnen. Hierzu miissen zuerst die Warmeiibergangszah-
len h und die treibende Kiihllufttemperatur T,y, die die Kiihlung des hoch belasteten Rotors
gewdhrleisten, gemessen werden. Durch die Einfithrung von neuen Messdaten im Laufe dieser
Arbeit wird diese Analyse in Kapitel 6 fortgesetzt. Zunéchst soll jedoch die Diskussion auf die
urspriingliche Frage zuriickgefiihrt werden.

3.2.5 Gesamteffizienz des Vordrall-Kiihlluftsystems

Nach derzeitigem Kenntnisstand wurde in den bisher veroffentlichten Studien keine einzige Gro-
Be ermittelt, die die Gesamteffizienz des Vordralldiisensystems quantifiziert. Stattdessen werden
in der Literatur die Parameter negf, Cefr/C1is 0der ® von Abschnitt 3.2.4.1 zur Beschreibung der
Kiihleffektivitit verwendet. Beim Abschitzen der Effekte der Kiihleffektivitit auf die Gesamtef-
fizienz muss die Fragestellung zur Effizienz von Vordralldiisensystemen wie folgt pragmatisch
interpretiert werden: wie hoch sind neg oder ® in geometrischen Konfigurationen, die typisch
fiir Gasturbinen sind?

Als Antwort konnte die Analyse der existierenden Veroffentlichungen dienen, die den Einfluss
von unterschiedlichen geometrischen Parametern auf neg oder auf ® untersucht haben. Die dazu
zur Verfiigung stechenden Daten basieren entweder auf experimentelle (Meierhofer und Franklin
(1981), Chew et al. (2003)) oder rechnerische Untersuchungen (Popp et al. (1998), Jarzombek
et al. (2006), Chew et al. (2005)). Nach mehreren am ITS durchgefiihrten experimentellen Un-
tersuchungen (Dittmann et al. (2003a), Geis et al. (2004), Dittmann (2006)) wurden in einer
begleitenden Studie Korrelationen fiir ® publiziert, die auf entsprechenden Messreihen basie-
ren (siehe Bricaud et al. (2007)). Aus diesen Arbeiten konnen das Flichenverhiltnis A3 /A1, der
Durchflussbeiwert Cqyv, die Breite s und die Hohe h der Ringkavitit sowie der radiale Versatz
r| —rp der Vordralldiisen gegeniiber den Receiverbohrungen als einflussreiche Parameter fiir die
Kiihleffektivitit identifiziert werden.

Dennoch miissen die zahlreichen Stromungsberechnungen durch umfangreiche Messdaten be-
stitigt werden. Dabei sei noch einmal darauf hingewiesen (siche Kapitel 3), dass negt, Ceff/C1iss
O oder Ty 3/Tio nicht zur Bestimmung der Gesamteffizienz von Vordralldiisensystemen aus-
reichen. Die Kenntnis des Kiihlluftdrucks pye;3 und des Kiihlluftmassenstroms mj sind dazu er-
forderlich, um entsprechende Vergleiche zu ermoglichen. Auflerdem lédsst eine Begrenzung der
Analyse auf T3 eine Ermittlung der Stromungsverluste nicht zu und erschwert konstruktive
Optimierungsmafnahmen. Durch erweiterte Messungen, numerische Stromungsberechnungen
und den daraus abgeleiteten Korrelationen muss eine breite Basis fiir die Auslegung modernerer
Vordrall-Kiihlluftsysteme geschaffen werden.
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Um die Fragestellung zur Effizienz von Vordralldiisensystemen zu beantworten, wird eine detail-
lierte Analyse der Einfliisse der Vordrallkammergeometrie notwendig, wie in Kapitel 3 darge-
stellt. Dabei soll sich ein Grossteil der Auswertung auf neue Messdaten stiitzen. Nach Kapitel
3 miissen die experimentellen Untersuchungen dieser Arbeit folgende Anforderungen erfiillen.

Neben der Kiihllufttemperatur miissen das Durchflussverhalten und der Totaldruckverlust zur
Bestimmung der Gesamteffizienz gemessen werden. Um eine Unterteilung der Stromungsverlu-
ste herzuleiten und damit spiter Verbesserungspotenziale identifizieren zu konnen, miissen wei-
terhin Informationen iiber das reale Stromungsfeld in der Vordrallkammer gewonnen werden.
Zum Verstindnis der realen Kiihllufttemperatur sind Temperaturmessungen bei nahezu adiaba-
ten Winden und ebenso mit Winden bei erhohter Temperatur notig. Da das Kiithlungspotenzial
der Vordrallkammerluft fiir die Hersteller von Gasturbinen auf die hoch belastete Rotorscheibe
von besonderem Interesse ist, wurde die Heizung des Rotors bevorzugt, um den Wirmeiiber-
gang an den rotierenden Flidchen der Vordrallkammer zu messen (vgl. Abb. 1.2 und Abb. 3.1).
Auf Wirmeiibergangsmessungen entlang der Stator-Fliche wird dagegen in dieser Arbeit ver-
zichtet. Eine analytische Abschitzung des Wirmeiibergangs am Stator wird dennoch nach der
Auswertung der Messdaten vorgestellt (siehe Kapitel 7).

Infolgedessen erldutert Kapitel 4, wie die benotigen Messdaten ausgewihlt und gewonnen wur-
den. Zuerst wird in Abschnitt 4.1 die Parametervariation definiert, die fiir diese Untersuchung
notwendig ist. Danach kann der Versuchtriger beschrieben werden, in dem die geometrischen
Parameter variiert wurden. Die Beschreibung der Luftversorgung zeigt in Abschnitt 4.3, wie die
erforderlichen Randbedingungen fiir nahezu adiabate Winde und fiir einen warmen Rotor im
Priifstand aufgesetzt wurden. In Abschnitt 4.4 wird die Auswahl der Messgréen begriindet. Da
wegen der engen Abmessungen fiir viele Messgroflen insbesondere keine Standardldsung ver-
wendet werden konnte, musste im Rahmen dieser Untersuchung eine besondere Messtechnik fiir
die Geschwindigkeits- und Temperaturmessungen entwickelt und kalibriert werden. Dies wird
in Abschnitt 4.5 gezeigt. Die Bestimmung der Stromungsgeschwindigkeit und der Wirmeiiber-
gangszahlen erfordert komplexe Auswertensverfahren, die zur Verstindlichkeit der potenziellen
Messfehler dieser beiden GroBen in Abschnitt 4.7 und 4.8 erldautern werden miissen. Aus dem
vorliegenden Messsystem und dem Messverfahren konnen die Messgenauigkeit der relevanten
GroBen fiir die Studie ermittelt werden. Dies erfolgt im letzten Abschnitt von Kapitel 4, bevor
die Messergebnisse dargestellt werden.

4.1 Parametervariation

Um auf reale Vordralldiisensysteme iibertragbare Messergebnisse zu gewinnen, mussten zu-
nichst wegen der Grenzen der Anwendungsméglichkeiten von Ahnlichkeitsparameter im Ver-
suchtriger zur Gasturbine betriebsdhnliche Strémungsparameter eingestellt werden. Zweitens
mussten die untersuchten Konfigurationen zu modernen Vordrall-Kiihlluftsystemen geometrisch
dhnlich sein.
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Kennzahlen I1 K; Cwi ~ Cw, Re,

Priifstand | 1,1 bis 1,8 | 0,65 bis 40 | 1,7-10* bis 7,0-10* | 1,3-10° bis 3,0- 10°

1

Fiir alle Konfigurationen gilt m; ~ mg ~ 0 g~ und ® ryx ~185 ms !

Tab. 4.1: Die im Versuchtrdger durchgefiihrten Variationen dimensionloser Kontrollparameter

Zur Erfiillung der ersten Anforderung musste der Priifstand so ausgelegt werden, dass er die
gleichen Druckverhiltnisse IT und die gleichen Geschwindigkeitsdreiecke wie in der Vordrall-
kammer einer Gasturbine reproduziert (sieche Abschnitt 3.2.1.2). Dafiir war bei einem gege-
benen tangentialen Vordralldiisenwinkel o von 20°, welcher typisch fiir Gasturbinen ist, am
Eintritt der Receiverbohrungen eine maximale Umfangsgeschwindigkeit uypax von mindestens
170 ms~! erforderlich. Dies stellt unter Laborbedingungen eine groBe Herausforderung dar (vgl.
Abschnitt 4.2). Unter dieser Bedingung konnten verschiedene Driickverhiltnisse IT und Drall-
zahlen K realisiert werden, die den typischen Betriebsbereich von Gasturbinen (0,8 < K; < 2.5
und IT << Il,;) abdecken, wie in Tab. 4.1 gezeigt.

Wie Ergebnisse aus der Literatur zeigen (siehe Abschnitt 3.2.3.1 und 3.2.4.2 sowie Ende von
Abschnitt 3.2.1.1), ist Re, ein Kontrollparameter zweiter Ordnung gegeniiber K fiir die Ge-
schwindigkeitsverteilung und die Temperaturabsenkung in der Vordrallkammer. Die Abhéngig-
keit der Wandschubspannungen mit Re,, ist nach den theoretischen Ansitzen von Gl. (3.20)
sowie Gl. (3.55) bis (3.59) mit einer Potenz von —1/5 modelliert. —1/5 ist mindesten vier-
mal kleiner als die Potenz, die die Abhingigkeit von der lokalen Drallzahl k beschreibt. Des
weiteren wurde der erwidhnte Zusammenhang der Wandschubspannungen mit Re, bei Vordrall-
diisensystem noch nicht bewiesen. Aus diesen Griinden wurde im Priifstand die Einhaltung der
gleichen Reynolds-Zahl K - Re,, und [K; — 1| - Re, wie in Gasturbinen als nicht erforderlich be-

\ l
Vordrallkammer
A D

B E}
Rotorachse r
AN

Vordralldisen-Bauart Schematisiertes Vordralldiisensystem
(axial-tangential-Ebene) (axial-radial Ebene)
N, : Disenanzanhl A.=N,rnd?4 : Austrittflache der Disen
Ng : Bohrungsanzahl A,=N.nd%4 : Austrittfliche der Bohrungen

—» : Stromungsrichtung

Abb. 4.1: Schematische Darstellung der im Priifstand variierten geometrischen Parameter
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Konfigurationen
< ®
.g ﬁs = % E § l'f 1';
Parameter (vgl. Abb. 4.1) | S| & 3, — E & < <
SR O O I
S | O
Vordralldiise
Bauart A A A A A B B
o © 20 20 20 20 20 20 20
&1 = VA Ny /(2rrsina) | — | 0,30 | 0,30 | 0,28 | 0,30 | 0,29 | 0,18 | 0,16
ly/d; —| 1,25 | 1,25 | 1,25 | 1,25 | 1,25 | 2,25 | 2,25
Receiverbohrung
& = /A3NR/(27r7) -1026 | 023 | 0,26 | 0,26 | 0,26 | 0,26 | 0,26
rr/d3 -1 015 | 0,00 | 0,15 | 0,15 | 0,15 | 0,15 | 0,15
Ir /d3 - Standard — | 4,00 | 3,80 | 400 | 4,00 | 4,00 | 400 | 4,00
g /d3 - kurze Bohrungen" | — | 1,00 - 1,00 | 1,00 | 1,00 | 1,00 | 1,00
Vordrallkammer
As/A -1 3,01 | 3,19 | 3,01 | 3,01 | 3,01 | 441 | 4,81
(r] —rp)/d; -1 0,00 | 0,00 | 2,86 | 0,00 | 1,77 | 0,21 | 0,00
/1) - | 1,00 | 1,00 | 1,09 | 1,00 | 1,06 | 1,01 1,00
ds/d; - 1,20 | 1,43 | 1,20 | 1,20 | 1,20 | 1,05 | 1,05
s/d; —| 1,43 | 143 | 143 | 143 | 343 | 1,25 | 1,25
s7/d) - 1,21 | 1,21 | 1,21 | 1,21 | 3,21 | 1,06 | 1,06
sg/dj - | 1,00 | 1,00 | 1,00 | 1,00 | 3,00 | 0,88 | 0,88
h/d; -1 6,69 | 6,69 | 6,69 | 1,29 | 6,69 | 585 | 5,85
(fmax —12)/d} —| 434 | 434 | 434 | 0,64 | 434 | 3,80 | 3,80
rp/d; - | 31,43 | 31,43 | 31,43 | 31,43 | 31,43 | 27,50 | 27,50

Fiir alle Konfigurationen gilt r, =220 mm
(1): Die in dieser Arbeit genannten Nicht-Standard-Konfigurationen besitzen kurze Receiverbohrungen und

werden mit dem zusitzlichen Index Ig /d3 = 1 gekennzeichnet.

Tab. 4.2: Geometrische Parameter der untersuchten generischen Vordralldiisensysteme

trachtet. Dadurch musste kein Gasturbinen vergleichbares Druck- und Temperaturniveau in der
Messstrecke eingestellt werden. Dies fiihrte zur deutlichen Vereinfachungen des Versuchtrigers,
indem nahezu Umgebungsdruck und -temperatur im Vordrallkammermodell als fiir die Unter-
suchung ausreichend angenommen werden konnten. Als Ergebnis wurden im Versuchtriager um
einen Faktor zehn kleinere als in Gasturbinen dimensionslose GroBe Cw, und Re,, erreicht (vgl.
Tab. 4.1 und vgl. Wilson et al. (1997) fiir typische Werte in Gasturbinen). Da eine eventuelle
Korrektur des Effekts der Reynolds-Zahl zentral fiir die Ubertragung des Messdaten auf Gastur-
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binebedingungen ist, muss diese Thematik in der Auswertungsphase dieser Arbeit wiederholt
diskutiert werden (vgl. Abschnitt 6.2.2.5).

Nach den Erlduterungen von Abschnitt 3.2.4.3 wird ein vernachlissigbarer Einfluss des iiberla-
gerten radialen Massenstroms vorausgesetzt, wenn die radialen Massenstrome die nahezu glei-
che Temperatur wie die Kiihllufttemperatur Ty haben, und wenn 17/t und g /h; zwischen
0% und 10% sind. Um die Effizienz moderner Vordralldiisensystemen zu messen, wurde somit
entschieden, dass m7 und mg gleich Null gehalten werden konnten (vgl. Tab. 4.1). Damit stellte
sich die Problematik der Messungen des Dralls und der Temperatur der radialen Massenstro-
me nicht. Dies vereinfachte die Einstellung der Randbedingungen fiir die Vordrallkammer ohne
merkliche Verletzung der Ahnlichkeit mit Gasturbinen.

Die Versuchsluftversorgung des ITS ermoglichte bei den Stromungsbedingungen von Tab. 4.1
die Durchfiihrung der Untersuchung in einem Versuchtrdger mit einem Flugtriebwerk nahen
Abmessungen. Um die fiir die Gesamteffizienz entscheidenden geometrischen Parameter ein-
deutiger als in der Literatur (siehe Abschnitt 3.2.5) zu identifizieren, mussten unterschiedliche
Ringkammer-Konfigurationen nachgebildet werden. Die in dieser Arbeit variierten Abmessun-
gen sind in Abb. 4.1 schematisch dargestellt, wihrend die experimentell untersuchten Konfi-
gurationen mit ihren geometrischen Hauptparametern in Tab. 4.2 aufgelistet sind. Die meisten
Abmessungen wurden in Tab. 4.2 durch den Vordralldiisendurchmesser d; normiert, um Verglei-
che der Geometrie mit anderen Veroffentlichungen zu vereinfachen. Mit Hilfe des Wertes fiir
den Radius rp in Tab. 4.2 konnen aber die absoluten Werte einzelner geometrischer Parameter
berechnet werden.

Wie in Tab. 4.2 zu erkennen ist, dient zunéchst die Konfiguration G-Ref als Referenz fiir die Ana-
lyse der Effekte geometrischer Anderungen auf die Effizienz der Kiihlluftzufuhr in die Receiver-
bohrungen. Typisch fiir eine Konfiguration, die einer Gasturbine nahezu gleicht, sind dabei
die tangential zugestellten zylindrischen Vordralldiisen, das hohe Flidchenverhéltnis Az /A von
3,0 und der abgerundete Eintritt der Receiverbohrungen rg /d3 =0,15. Die Wirkungen der ein-
flussreicheren Parameter wie des Flichenverhiltnisses A3 /A, des Durchflussbeiwerts Cqv, der
Breite s und der Hohe h der Ringkavitit sowie des radialen Versatzes r; —rp der Vordralldiisen
sollten in Konfiguration G-A3/A1=4,8, G-A3/A1=4,4, G-smax, G-hmin und G-r1>r2 entspre-
chend getestet werden. Ebenso wurden zwei unterschiedliche Langen von Receiverbohrungen
vorgesehen, um den potenziellen Einfluss der Stromung stromabwirts der Schnittestelle 3 auf
die Vordrallkammerstromung zu charakterisieren. Weil die Gewinnung zusitzlicher Daten iiber
den Wirmeiibergang in der Vordrallkammer eine weitere Aufgabe dieser Untersuchungen war,
wurde Konfiguration G-Wii gebaut, in der Warmeiibergangmessungen durchgefiihrt werden
konnten. Trotzt eines leicht abgednderten Rotors, der fiir die Wiarmeiibergangmessungen be-
notigt wurde, bleibt Konfiguration G-Wii sehr @hnlich zur Referenzkonfiguration G-Ref.

Generell bestehen die Vordralldiisen aus tangential geneigten zylindrischen Bohrungen (sie-
he Diisen des Typs A in Abb. 4.1) mit Ausnahme von Konfigurationen G-A3/A1=4,4 und G-
A3/A1=4,8, wo die zylindrischen Diisen eine optimierte Eintrittkontur (vgl. Typ B in Abb. 4.1)
und dadurch einen erhohten Durchflussbeiwert Cqy besitzen. Letztere Diisenauslegung wur-
de bereits von Geis (2002) und von Dittmann (2006) in Vordralldiisensystemen mit kleinerer
Receiverbohrung-Austrittfliche A3 untersucht. Dadurch stellen Konfiguration G-A3/A1=4,4
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und G-A3/A1=4,8 eine weitere Vergleichbasis mit den Daten von Geis und Dittmann zur Aus-
wertung des Effekts des Flachenverhiltnisses Az /A dar.

4.2 Vordralldiisenpriifstand

Um die fiir diese Arbeit geplanten Parametervariationen von Abschnitt 4.1 auszufiihren, konnte
ein am ITS bereits zur Verfiigung stehender Vordralldiisenpriifstand eingesetzt werden, welcher
im Rahmen von Vorgingerarbeiten entwickelt wurde. Entscheidend fiir diese Wahl war die ma-
ximale Rotorumfangsgeschwindigkeit umax von iiber 185 ms™!, die in diesem Versuchtriger
erreicht werden konnte. Dank seines flexiblen Aufbaus konnte dieser Priifstand nach den vom
Autor durchgefiihrten folgenden Anpassungen verwendet werden.

Abb. 4.2 zeigt einen Axialschnitt des Versuchtrigers, in dem der Drallerzeuger (A), die Vor-
drallkammer (B) und die Receiverbohrungen (C) zu erkennen sind. Die relevanten Schnittstel-
len eines Vordrallkiihlluftsystems (vgl. Abb. 3.2 und Kapitel 3) sind in Abb. 4.2 weiter mit den
Indizes 0, 1, 2, 3, 7 und 8 gekennzeichnet. Um die bei den notwendigen Verdnderungen der Geo-
metrie Umbauarbeiten zu erleichtern, ist der Rotor fliegend gelagert und auf der Welle mittels
eines Konus-Spannelements (M) als schnell 16sbare reibschliissige Wellen-Naben Verbindung
befestigt. Dieses Konzept ermdglichte die Installation von sechs unterschiedlichen Vordrallplat-
ten (G) und von drei verschiedenen Rotorscheiben (H), anhand derer die fiir diese Arbeit ge-
planten Parametervariationen von Abschnitt 4.1 realisiert werden konnen. Dabei erfordert der
Austausch einer Vordrallplatte (G) zuerst die Entfernung des Rotors (H) und dann des Gehduses
(J). Als Konsequenz musste nach jeder Konfigurationsédnderung aufgrund seiner bei der Monta-
ge entstandenen leichten Verkippung der Rotor erneut dynamisch ausgewuchtet werden.

Die Anpassungen des Priifstandes verlangten die Fertigung von vier neuen Vordrallplatten und
drei neuen Rotoren, wihrend zwei Vordrallplatten aus den Doktorarbeiten am ITS von Geis
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Abb. 4.2: Axialschnitt des Vordralldiisenpriifstands
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(2002) und Dittmann (2006) wiederverwendet werden konnten. Die Anwendung neuer Druck-
und Temperaturmessstellen, sowie die Anforderung eines optischen Zugangs fiir die Geschwin-
digkeitsmessungen fiihrten zu weiteren konstruktiven Anderungen und zur Fertigung neuer
Komponenten, die in Abschnitt 4.5 ersichtlich werden. Besonders kritisch war die Herstellung
der neuen Rotoren, die mit einem Durchmesser von 500 mm fiir eine maximale Umfangsge-
schwindigkeit umax = 262 ms~! neu ausgelegt werden mussten. Vor ihrer Fertigung wurde die
Spannungsverteilung in jedem Rotor anhand eines dreidimensionalen FEM Modells berechnet.
Generell wurden Sicherheitsfaktoren gegeniiber der 0,2%-Dehngrenze R0 oberhalb 2,6 fiir
die neuen Rotoren dieser Arbeit berechnet (vgl. die vom Autor betreute Studienarbeit von Ho-
firek (2003)). Dafiir wurde wie bei den Dissertationen von Geis und von Dittmann jeder Rotor
in einem einzelnen geschmiedeten Ring aus einer in der Luft-und Raumfahrt hdufig eingesetz-
ten Titanlegierung (TiAl6V4) gefertigt. Aufgrund ihres guten Verhiltnisses von Festigkeit zu
Gewicht ist diese Legierung hervorragend geeignet fiir rotierende Bauteile mit einer groflen
Fliehkraftbeanspruchung.

Alle anderen in Abb. 4.2 dargestellten Komponenten wurden von den vorherigen Untersuchun-
gen von Geis und Dittmann tibernommen. Insbesondere trieb fiir diese Studie der gleiche stufen-
los regelbarer Gleichstrommotor mit einer Leistung von 25,2kW iiber einen Flachriemenantrieb
die Welle (V) bis zu einer Maximaldrehzahl von 7000 Umin~! an. In Kombination mit der Luft-
versorgung vom Priifstand (siehe Abschnitt 4.3) konnte dadurch die in Tab. 4.1 gegebene notige
Variation der Drallzahl K, erzielt werden. Ein weiteres konstruktive Merkmal der Anlage ist
der Zwischenraum zwischen den Lagern, welcher wihrend der in dieser Arbeit durchgefiihrten
Wirmeiibergangsmessungen die Schrigkugellager mit Wasser kiihlte, um eine am AufBenring
gemessene Lagertemperatur unterhalb 70 C° zu gewéhrleisten. Fiir weitere Details der gemein-
samen Komponenten des Versuchtridgers mit den vorherigen Untersuchungen am ITS sei auf
die Dissertation von Geis (2002) und Dittmann (2006) verwiesen.

4.3 Luftversorgung

Zwei unterschiedliche Luftversorgungskonfigurationen mussten fiir die Charakterisierung der
Stromung einerseits bei nahezu adiabaten Bedingungen und andererseits fiir die Messung des
Wirmeiibergangs am Rotor verwendet werden. Hierzu wurde der Vordralldiisenpriifstand an
die Versuchsluftversorgung des ITS angeschlossen, wie es in Abb. 4.3 illustriert wurde. Fiir
die sogenannte Standardkonfiguration (Abb. 4.3(a) und (c)) konnte der gleiche experimentelle
Aufbau wie in der Dissertation von Geis (2002) und Dittmann (2006) iibernommen werden.
Dagegen mussten zusitzliche Luftanschliisse und konstruktive Anderungen in der sogenannten
Wirmeiibergangskonfiguration (Abb. 4.3(b) und (d)) vorgesehen werden. Zur Verstdndlichkeit
der gesamten Studie miissen im Folgenden beide Konfigurationen noch beschrieben werden.

Die Standardkonfiguration wurde fiir Durchfluss-, Temperatur- und Geschwindigkeitsmessun-
gen bei nahezu adiabaten Winden ausgelegt. Zu diesem Zweck musste das Druckverhiltnis IT
im Bereich von Tab. 4.1 beim Regeln des Versorgungsdrucks p¢¢ variiert werden. Gleichzeitig
musste die Versorgungstemperatur T¢o bei Umgebungstemperatur eingestellt werden, um nahe-
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zu adiabate Bedingungen zu erreichen. Demzufolge wurden zwei parallel geschaltete Schrau-
benkompressoren (Position A) eingesetzt, die mehr als 400 gs~! Luft bei etwa 3 bar bereitstel-
len konnten. Durch einen Warmetauscher (Position B) wurde die Versorgungsluft auf etwa die
Labortemperatur (zirka 20°C) gekiihlt. Mit Hilfe eines pneumatischen Stellventils (Position C)
konnte der Druck in der Rohrleitung stromabwirts der Verdichter (Position D) unabhidngig vom
Luftverbrauch des Priifstands konstant gehalten werden, indem ein Teil der Luft iiber einen By-
pass direkt in einen Abluftkamin geleitet wurde. Die Regelung dieses Drucks erfolgte automa-
tisch mittels eines PID Reglers, welcher das Stellventil C steuerte. Der durch die Vordralldiisen
flieBende Massenstrom m; wurde anhand eines zweiten pneumatisch gesteuerten Ventils (Posi-
tion E) eingestellt, wihrend das geschlossenen Handventil H den Anteil des radialen inneren
Massenstroms 7/ gleich Null hielt. Die Regelung des Drucks im Hauptluftstrang war ge-
nau genug, um einen konstanten Druck p¢o stromaufwérts der Vordralldiisen zu gewéhrleisten.
Abb. 4.3(c) verdeutlicht, wie die Hauptstromung der Vordralldiisen ins Innere des Versuchtri-
gers geleitet wurde. Beim SchlieBen des Handventils K (siehe Abb. 4.3(a)) wurde der radiale
Massenstrom g /m; auch gleich Null gehalten, damit der Hauptteil der Kiihlluft durch die
Receiverbohrungen in die Umgebung gelangt. Durch den etwa 0,2 mm groBen radialen Spalt
am @uBeren Radius des Rotors wiirde in den getesteten Konfigurationen ein um etwa 10% der
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Stromung der Receiverbohrungen entsprechender Massenstrom ohne die folgenden Massnah-
men stromen. Um diese Leckage gegen einen vernachldssigbaren Wert zu reduzieren, wurde
am duBleren Umfang des Rotors eine mehrspitzige Durchblicklabyrinthdichtung angebracht. Zu-
sitzlich wurde dort Sperrluft tiber sechzehn am Umfang gleichmiBig verteilte Bohrungen im
Gehiuse eingeblasen. Die Sperrluft wurde durch einen dritten Verdichter (Position L) versorgt.
Der Sperrluft-Massenstrom wurde iiber die Handventile N und M so angepasst, dass die in
dem ersten Labyrinthdichtungsegment gemessene Wanddruckdifferenz (O in Abb. 4.3(a)) mit
der Leckage null wurde. Die Sperrluft verldsst den Priifstand durch den zweiten Labyrinthdich-
tungsabschnitt.

Wie im Anhang A.5.2 verdeutlicht, wurden maximale wandnormale Wirmestrome auf der Ober-
flache des Rotors in der Vordrallkammer angestrebt, um eine hohe Messgenauigkeit der Wirme-
ibergangszahlen zu erreichen. Das Losungskonzept, bei dem die hintere Seite der Rotorscheibe
durch Luft geheizt wird, ergab sich als die beste Wahl fiir diese Untersuchungen. Mit einer mini-
malen erreichbaren relativen Kiihllufttemperatur Ty, von etwa 0°C und einer Temperatur der
HeiBluft von 120°C konnte ndmlich eine mittlere axiale Temperaturdifferenz von zirka 40°C
tiber der 38 mm dicken Titanaluminium-Rotorscheibe erreicht werden. Dadurch konnten mit
einem reduzierten konstruktiven Aufwand ausreichend wandnormale Wirmestrome generiert
werden.

In der Wirmeiibergangskonfiguration wurde die Heizung der Rotorscheibe durch zusitzliche
Luftanschliisse mit der Versuchsluftversorgung des ITS realisiert, wie in Abb. 4.3(b) beschrie-
ben. Verdichter L mit einem maximalen Massenstrom von 180 gs~! bei einem Druckverhiilt-
nis von zirka 2,8 dient zur Versorgung der HeiB3luft, die mittels einer elektrischen Heizung auf
120°C erhitzt wird, bevor sie auf die Riickseite der Rotorscheibe in zwei Ringkammern oberhalb
(Q) und unterhalb (R) des Bohrungsaustritts geblasen wird. Danach verldsst die Hei3luft den
Priifstand iiber axiale Spalten zwischen den Ringkammern Q und R und der Rotorriickseite, um
in die Umgebung abgefiihrt zu werden. Die Kiihlluft von zirka 20°C, die wie zuvor durch den
gleichen Strang zur Verfiigung gestellt wird, erlaubt nicht nur die Vordrallkammer und Vorder-
seite des Rotors zu kiihlen, sondern hilt den Kernbereich des Versuchtrigers mit Unterstiitzung
der Wasserkiihlung (siehe Kapitel 4.2) unterhalb von 50°C. Wie in der Standardkonfiguration
blieben Ventile H und K (siehe Abb. 4.3(a)) bei den Wirmeiibergangsmessungen geschlossen.
Des weiteren wurde beim SchlieBen des Handventils N keine Sperrluft in die Labyrinthdich-
tung eingesetzt, um minimale radiale Wirmestrome und somit eine moglichst homogene Wir-
mestromverteilung in der Rotorscheibe zu induzieren. Der Verzicht auf heile Sperrluft 16st
eine kleine Leckage der kélteren Vordrallluft durch die Labyrinthdichtung zugunsten der nicht-
metallischen Komponenten des Gehéduses aus. Dadurch bleiben ihre Temperaturen unterhalb
120°C. Diese Leckage wurde mit maximal 5% des Massenstroms durch die Receiverbohrungen
abgeschitzt. Durch die Wirmeleitung im Rotor und HeiBluft stromabwirts der Rotorscheibe
stieg die Temperatur des Telemetriesenders (Position R in Abb. 4.2) kontinuierlich an, so dass
der Sender durch radiale Aufprallung gekiihlter Luftstrahlen des Hausdrucknetzes zusitzlich
gekiihlt wurde. Mehr Details zum Messaufbau fiir die Wirmeiibergangmessungen koénnen in
der vom Autor betreuten Studienarbeit von Murad (2006) und einer fritheren Veroffentlichung
nachgelesen werden (siehe Bricaud et al. (2005b)).
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4.4 Auswahl der Messgrofen

In Abb. 4.4 wurden die MessgroBBen schematisch dargestellt, die fiir die Auswertung der Effizi-
enz der untersuchten Vordralldiisensysteme benotigt wurden. Als Erstes muliten die Parameter
gemessen werden, die die Ermittlung der Kontrollparameter IT und K; ermoglichen. Dies erfor-
dert die Messung des Massenstroms mj, der Drehzahl n, des Totaldrucks po und Totaltempe-
ratur T;g im Plenum O sowie des statischen Drucks p; am Austritt der Vordralldiisen. In dieser
Arbeit wird das Druckverhiltnis IT aus den einzelnen Druckmessstellen pj; wie folgt berechnet:

IT=pwo/p1 mit po=(po1 +po2)/2 und p;=(p11+pi12)/2 “4.1)

wobei die genaue Position der Messstellen p;; in Abschnitt 4.5.1 definiert sind.

Zur Bestimmung der Drallzahl K| = ¢ /u; wird, nach Gl. (3.31) und (3.32), die GroBe ¢ aus
dem Massenstrom mj, dem Druck p; und der Totaltemperatur T hergeleitet. Hierzu dienen
die Temperaturmessstellen T¢; und T zur Ermittlung von Ty:

Tio = (To1 +To2)/2 4.2)

Mit Hilfe der zusitzlichen Messung der Lufttemperatur in den Receiverbohrungen kdnnen
das Durchflussverhalten, die Anderung des Totaldrucks per3 /pro und der Kiihllufttemperatur
Tye13/Tio tiber das gesamte Vordralldiisensystem bestimmt werden, wie spiter in Kapitel 6 ge-
zeigt. Aus diesem Grund ist eine genaue Messung von Ty 3 eine entscheidende Voraussetzung
fiir diese Arbeit. T3 wurde aus den Messwerten Ts; wie folgt berechnet:

Tire13 = max(T31,T32) 4.3)

Die Kenntnis der MessgroBen, die in GI. (4.1) bis (4.3) benutzt sind, reicht aber nicht, um die
Ursache der Stromungsverluste besser zu verstehen. Deshalb wurden neben zusétzlichen Druck-
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messungen in der Vordrallkammer Geschwindigkeitsmessungen stromaufwirts der Receiver-
bohrungen geplant. Die Wahl der Druckmessstellen wird in Abschnitt 4.5.1 noch detailliert
diskutiert. Als Messbereich fiir die Stromungsgeschwindigkeit wurde die zur Richtung y nor-
male Ebene ausgewihlt, die sich am Austritt der Vordralldiisen und am Eintritt der Receiver-
bohrungen befindet, wie in Abb. 4.4 dargestellt. In Konfiguration G-r1>r2 mit radial versetzten
Diisen wurden zwei Messebenen benotigt, um das Geschwindigkeitsfeld stromabwiérts der Dii-
sen und stromaufwirts der Receiverbohrungen zu erfassen. Bei der Geschwindigkeitsmessung
wurde insbesondere eine genaue Bestimmung der tangentialen Komponente v, angestrebt.

Fiir die Wiarmeiibergangsmessung auf die rotierende Flidche der Vordrallkammer mussten Daten
tiber die Stromungstemperatur Ty, sowie iiber die Wandtemperatur Ty, und den wandnormalen
Wirmestrom qy, der gemessenen Fliche gewonnen werden. Dadurch konnen die Ergebnisse
der Wirmeiibergangsmessung mit Hilfe der Nuf3elt-Zahl Nu auf thermische Randbedingungen
von Gasturbinen iibertragen werden. Zur Messung der Referenztemperatur T,y fiir die Warme-
ibergangszahl h wurden drei Totaltemperatursonden T; in der Vordrallkammer eingebaut. Die
Messung des Wirmestroms qy, in einer schnell rotierenden Scheibe stellt nicht nur Herausfor-
derungen fiir den Versuchtriger (vgl. Abschnitt 4.3) sondern auch fiir die Messtechnik dar, die
besonders robust sein musste. Aus diesem Grund entscheidet wurde ein erprobtes Messverfah-
ren herausgezogen, welches am ITS bei stationdren Komponenten bereits erfolgreich verwendet
wurde. Wie im Laufe von Kapitel 4 spiter dargestellt, konnte dieses Verfahren nicht ohne Anpas-
sungen eingesetzt werden. Das Messverfahren, welches in Abschnitt 4.8 beschrieben wird, er-
forderte neben der Temperaturverteilung auf der Vorderseite des Rotors zusitzliche Messwerte
fiir die Rotortemperatur in der Labyrinthdichtung und auf der Riickseite der Rotorscheibe. Um
die Genauigkeit der Messergebnisse zu erhohen, wurden dort auch Lufttemperaturmessungen
benotigt (siehe T7;, To; und Tjo; in Abb. 4.4). Die fiir die Warmeiibergangsmessungen benotig-
ten Temperaturmessstellen des Rotors werden im Laufe dieser Arbeit mit der Kennzeichnung
Ty ;i identifiziert.

Eine zweite Aufgabe der Totaltemperatursonden T,; war die Messung von mdéglichen durch
Reibungsaufheizung verursachten Temperaturinderungen bei nahezu adiabaten Bedingungen
in der Vordrallkammer.

4.5 Bereitstellung der Instrumentierung

Zur Bestimmung der Gesamteffizienz der ausgewihlten Vordralldiisensysteme musste die In-
strumentierung im Vergleich zu den am ITS durchgefiihrten vorgingigen Studien fast kom-
plett neu ausgelegt werden. Zuerst fiihrte der Einsatz neuer Vordrallplatten zur Fertigung neuer
Druckmessstellen, die in Abschnitt 4.5.1 zusammengestellt wurden. In einer vorherigen Unter-
suchung am ITS zeigten Geis et al. bereits, dass ein PIV-Messaufbau potenzielle Vorteile fiir
die Erfassung der Geschwindigkeit in der Vordrallkammer hat (Geis et al. (2002), Geis (2002)).
Um dieses Potenzial weiter zu erproben, wurde entschieden, die gleiche Messtechnik fiir die
Geschwindigkeitsmessung zu beniitzen. Aufgrund der Wahl der Messebene mussten gegeniiber
dem Aufbau von Geis et al. konstruktive Anderungen und Anpassungen des PIV-Systems durch-
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gefiihrt werden, die in Abschnitt 4.5.2 beschrieben sind. Im Vergleich zu den vorausgegangenen
Untersuchungen von Geis et al. und Dittmann et al. stellten auBerdem die Wirmeiibergangs-
messungen zusitzliche Anforderungen fiir die Temperaturmesstechnik dar. Neben der Instru-
mentierung eines Rotors fiir Wandtemperaturmessungen mussten neue Lufttemperatursonden
entwickelt werden, die von einem moglichen Warmeaustausch mit dem Versuchtriager unbe-
einflusst bleiben sollten. Die gewonnenen Erfahrungen mit den neuen Sonden konnten auf die
Temperaturmessungen bei nahezu adiabaten Bedingungen iibertragen werden. Die Gestaltung
der Instrumentierung und Vorgehensweise zu genauen Temperaturmessungen werden deshalb
in Abschnitt 4.5.3 und 4.5.4 vorgestellt.

4.5.1 Druckmessstellen

Die Wahl der Druckmessstelle muss nicht nur zur Verdeutlichung der Instrumentierung disku-
tiert werden, sondern auch weil die in Vordralldiisensystemen auftretenden Druckgradienten die
Berechnung der Kennzahl IT beeinflussen.

Zur Messung des Totaldrucks p¢g stromauf der Vordralldiisen wurden zwei Wandbohrungen po;
und pgy bei einem Abstand groBer als 6 mal dem Diisendurchmesser d; (siehe Abb. 4.5 und
Tab. 4.3) eingebracht. CFD-Berechnungen zeigen, dass bei einem axialen Abstand, welcher
bereits grofler als 2d; ist, die Machzahl in diesem Plenum weit unterhalb 0,05 liegt, was zu
Unterschieden zwischen statischem Druck und Totaldruck kleiner als 0,1% fiihrt. AuBerdem
blieben die Messwerte von pg; und pg; mit gemessenen Druckdifferenzen zwischen beiden
Messstellen, die nie hoher als 0,04% sind, unabhiingig von der relativen Umfangsposition der
Diisen. Aus diesen Griinden wurde der Totaldruck p;o ohne Korrektur aus pg; und pgy wie in
Gl. (4.1) abgeleitet.

In GI. (4.1) wurde IT als Druckverhiltnis definiert, welches die Stromungsgeschwindigkeit am
Austritt der Vordralldiisen bestimmt. Zur Erhhung der Genauigkeit wurden in der jeweiligen
Vordrallkammer neben der Druckmittelung zwei Wandbohrungen py1 und p1, direkt am Austritt
einer Diise platziert (siche Abb. 4.5 und Tab. 4.3). Auf eine Druckmessung direkt am Austritt
der Receiverbohrungen wurde verzichtet. Stattdessen wurde der Umgebungsdruck (p3;) aufge-
nommen.

Abb. 4.5: Druckmessstellen des Vordralldiisenspriifstandes
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Messstelle Radiale Position Winkelposition | Axiale Position
Po1 —2,3d; <r—r; <0,6d; beliebig z<—6,5d;
Po2 0,6d <r—r; <34d; beliebig z < —6,5d;
P11 r—r; ~ —0,64d; 0 =0° z=0
P12 r—r; ~0,64d; o =0° z=0
P71 I = I'min o =1,82° z=s/2
P72 I = I'min o =12,73° z=s/2
psi I' = I'max 0 =17,.82° z=s/2
ps2 I' = I'max o =12,73° z=s/2

Tab. 4.3: Koordinaten der relevanten Druckmessstellen der Abb. 4.5

Im Vergleich zu den erwédhnten Messstellen spielen die restlichen Druckmessstellen von Abb.
4.5 eine sekundire Rolle fiir die Auswertung der Effizienz, da mit ihnen nur lokale Druck-
gradienten gemessen werden, die stark von der Vordrallkammergestaltung abhéngen. Sie wur-
den aber zur Validierung der numerischen Stromungsberechnung und zur Charakterisierung
der Stromung in den untersuchten Ringkavititen bendtigt. Wihrend eine Reihe von 5 bis 6
Wandbohrungen (p»; bis pp5 in Abb. 4.5) die Erfassung des durch die Diisen induzierten Um-
fangsdruckgradientes bei der radialen Position der Receiverbohrungen ermdoglichen, konnte die
radiale Druckerhdhung in der Vordrallkammer mit Hilfe der Messstellen p7;, p72, pg1 und pg»
aufgenommen werden.

4.5.2 Anpassung des PIV-Systems fiir die Geschwindigkeitsmessungen

Wie in den Untersuchungen von Vorgéngerarbeiten (Geis et al. (2002), Geis (2002)) soll auch
hier ein Particle Image Velocimetry-System (PIV-System) fiir die Zeitaufnahmen des Geschwin-
digkeitsfeldes in der Vordrallkammer fiir ausgewihlte Winkelposition der Receiverbohrungen
benutzt werden. Im Vergleich zum vorherigen PIV-Aufbau des ITS ist der neue Messaufbau -
wie noch erldutert wird - durch weniger Bildverzerrungen und durch einen groBBeren Messzu-
gang in der Vordrallkammer charakterisiert. Des weiteren bietet er die Moglichkeit, die drei
Geschwindigkeitskomponenten der Stromung zu messen. Damit wiirde er sich auch gut fiir die
Messerfassungen von Stromungen in anderen gasturbinetypischen Rotor-Stator-Systemen eig-
nen.

An dieser Stelle soll weder eine Einfithrung in die PIV-Messtechnik, noch eine ausfiihrliche
Beschreibung einzelner Parameter des eingesetzten Stereo-PIV-Aufbaus gegeben werden. Hier
sei unter anderem auf Raffel et al. (1998) verwiesen, wihrend ergiinzende Details der Messein-
richtung in vorherigen Veroffentlichungen des Autors zu finden sind (Bricaud et al. (2005d) und
Bricaud et al. (2006)). Stattdessen wird in diesem Abschnitt versucht, die Hauptmerkmale des
Systems und die Griinde, die zu diesem Messaufbau gefiihrt haben, klarzustellen.

Neben den bereits von Geis et al. am ITS gesammelten Erfahrungen, auf die hier zuriickgrif-
fen werden konnte, bestimmten die folgenden Uberlegungen die Wahl des PIV-Verfahrens fiir
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die Geschwindigkeitsmessungen dieser Arbeit. Angesichts des kleinen axialen Rotor-Stator-
Abstands (s ~ 10 mm) musste auf lokale pneumatische Geschwindigkeitsmessungen und Hitz-
drahtanemometrie verzichtet werden, um Storeffekte der Instrumentierung auf das Stromungs-
feld zu vermeiden. Infolgedessen stellten sich beriihrungslose Methoden als sicherster Weg fiir
genaue Geschwindigkeitsmessungen in engen Vordrallkammern dar. Aufgrund der dreidimen-
sionalen Stromung mit ihren starken Geschwindigkeitsgradienten wire die rdumliche Auflo-
sung des Stromungsfeldes mittels der Laser-Doppler-Anemometrie (LDA) sehr zeitaufwendig
gewesen (vgl. Geis et al. (2001)). Weil auBerdem keine TurbulenzgroBe gesucht wurde, son-
dern insbesondere die zeitlich gemittelten Geschwindigkeiten fiir die Auswertung des Vordrall-
diisenssystems erforderlich waren, wurde schlieBlich das PIV-Verfahren fiir diese Aufgabe ge-
wihlt.

Trotz erfolgreicher und anspruchvoller PIV-Analysen in einer Vordrallkammer wurde die Ar-
beit von Geis et al. durch den Einsatz eines Endoskops erschwert, da diese Komponente zu
einem begrenzten optischen Zugang und zu bedeutenden Bildverzerrungen fiihrte. Um diese
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Nachteile zu umgehen, wurde ein neues Gehéduse mit zwei optischen Zugéngen konstruiert, wie
in Abb. 4.6 illustriert.

Ein im Gehiuse integriertes Prisma iibernimmt die Fithrung des Laserschnitts in die Vordrall-
kammer. Damit bildet der Laserschnitt eine zum Radius normale Messfldche. Durch das Prisma
und die geometrischen Eigenschaften des Aufbaus wird die in die Vordrallkavitit transmittier-
te Laserintensitit erhoht und das an den Winden reflektierte Licht minimiert. Das Ausrichten
des Laserschnitts senkrecht zur minimalen Geschwindigkeitskomponente (= v;) ermoglicht des
weiteren beim Reduzieren der so genannten Out Of Plane Fehler eine optimierte Erfassung
der fiir das Vordralldiisensystem relevantesten Geschwindigkeitskomponente (= v,). Dennoch
erlaubt der Einsatz von zwei Kameras die Ermittlung der zur Messfliche senkrechten Kompo-
nente. Das Einbringen beider optischen Zugénge in einem demontierbaren Deckel bietet mehre
Vorteile. Zum einen wird dadurch das Reinigen der Fensterscheiben erleichtert, die aufgrund der
radial auszentrifugierten Tracerpartikel verschmutzen. Zum anderen kann eine Kalibrierungsein-
richtung ohne Demontage des Rotors im Deckel eingebaut werden (siehe Abb. 4.6(d)). Dadurch
wird die tangentiale und radiale Ausrichtung des Laserstrahls gepriift und die raumliche Auflo-
sung der digitalisierten Bilder kann iiber den ganzen in Abb. 4.6(c) gezeigten Messbereich kali-
briert werden. Angesichts der durch eine gekriimmte Glassscheibe induzierten Bildverzerrung
wurde ein flaches Fenster als optischer Zugang fiir die Kameras bevorzugt. Diese geringfiigi-
gen geometrischen Anderungen beziiglich der urspriinglichen Konturen hat einen Einfluss auf
die Stromung im Messbereich. Aufgrund des groen Radius des Gehéduses konnte er jedoch als
vernachldssigbar betrachtet werden. Durch das Plazieren des Prismas stromab der Messstelle
wird aulerdem der Storeffekt einer weiteren abgeflachten Gehéduse-Flidche in der Messebene
minimiert.

Wie in Abb. 4.6(a) schematisch dargestellt, werden die Kameras und die Lichtpulse mit der
Rotorposition dank einer Lichtschranke und eines Delay-Generators synchronisiert, um das
Messsystem fiir die gewihlten Winkelpositionen der Receiverbohrungen zu triggern. Der ein-
stellbare Zeitverzug fiir den Delay-Generator ermdglicht es, die Winkelposition der Receiver-
bohrungen fiir beliebige Drehzahlen einzustellen. Die korrekte Einstellung des Zeitverzugs wur-
de vor den PIV-Messungen mit Hilfe von Bildaufnahmen einer markierten Receiverbohrung
kontrolliert. Die Lichtpulse wurden mittels einer Kombination von Spiegeln und Linsen in die
Messtrecke geleitet, nachdem sie iiber die Lichtschnittoptik in einen diinnen Laserschnitt mit ei-
ner mittleren Dicke von 2 mm und mit einer etwa gleichen Breite wie dem Rotor-Stator-Abstand
s umgeformt wurden. Nach Abb. 4.6(a) dient ein Spectron Dual SL400 Double Cavity Nd: YAG
Laser als gepulste Lichtquelle mit einer Wellenldnge von A = 532nm und mit einem einstellba-
ren Pulsabstand. Das Zeitintervall zwischen zwei Lichtpulsen eines Pulspaars wurde von 2 us
bis 1 us in Abhéngigkeit von der maximalen Stromungsgeschwindigkeit c;js am Austritt der
Vordralldiisen eingestellt, um die notige Geschwindigkeitsauflosung in der Vordrallkammer zu
erreichen (mehr Details dazu in Abschnitt 4.7).

Die PIV-Bilder wurden durch die dafiir vorgesehene Glassscheibe anhand von zwei auf einer
Drei-Achsen-Traverse befestigten Double-Shutter CCD-Camera (SensiCam, 12 bit, 1280x 1024
Pixels) mit einem 100 mm Objektiv aufgenommen. Mit einem Winkel von ca. 34° zwischen bei-
den Kameras gestattet der Stereo-PIV-Aufbau die Aufnahme von zwei Doppelbildern, die nach
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Auswertung die drei momentanen Geschwindigkeitskomponenten vy, vy und v, in einer zum
Radius senkrechten Messfliche von maximal 20 mm x 16 mm liefern. Da die Kameras ein Vo-
lumen der gleiche Dicke wie die des Lichtschnitts (=2 mm) erfassen, ist hier der Ausdruck
Messvolumen korrekter als Messflache. Exemplarische mit diesem PIV-Aufbau gewonnene Ge-
schwindigkeitsverteilungen konnen in Abb. 5.13 und Abb. 5.14 dieser Arbeit sowie in vorherge-
henden Veroffentlichungen gefunden werden (Bricaud et al. (2005d) und Bricaud et al. (2006)).

Eine erste PIV-Messreihe wurde mittels Feststoff-Tracerpartikeln (Dolomie DRBS5 der Firma
Palas) mit einem mittleren Durchmesser dp von 1 yum bis 2 um und mit einer Dichte pp von
2,9 kg/dm? durchgefiihrt, welche ins Plenum (Position 0 in Abb. 4.2) stromaufwiirts der Diisen
eingefithrt wurden. Aufgrund einer Stokes-Zahl (Stx = ppdc;sina/(18us) <0,2) kleiner als
eins wird von diesen Teilchen ein gutes Folgeverhalten erwartet (siche auch Melling (1997)).
Da aber diese Partikel zu Verstopfung der Vordralldiisen neigen, wurden die spéteren Untersu-
chungen mit Hilfe fliissiger Tracerpartikel (DES der Firma Palas) fortgesetzt, deren Durchmes-
ser dp unter 1 um bleiben und deren Dichte pp 0,9 kg/dm? betrigt. Aufgrund ihrer geringeren
Dichte und ihrer kleineren Durchmessern zeigten die Fliissigpartikeln eine niedrigere Streuin-
tensitit. Als Konsequenz wiesen die Bilder mit Fliissigpartikel weniger Helligkeit und Kontrast
auf. Dies beeinflusste spiter die PIV-Auswertung, worauf in Abschnitt 4.7 eingegangen wird.

4.5.3 Spezifische MaBnahmen zur Messung der Lufttemperaturen

Fiir einen erfolgreichen Vergleich der Effizienz der untersuchten Konfigurationen ist eine ho-
he Messgenauigkeit der Temperaturdifferenz Ty.e13 — Tyl o €ntscheidend. Mit einem erwarteten
mittleren Messwert Tye13 — Tre1o Von zirka 13 K entspricht ein Messfehler von 1 K bereits 8%
des Messeffekts. Eine vergleichbare Messgenauigkeit der anderen Lufttemperaturen ist auch
fiir die Auswertung der Wirmeiibergangsmessungen erforderlich (Abschnitt 4.8). Auflerdem
stellt die korrekte Bestimmung der Temperatur eines Gases eine oft unterschitzte Aufgabe dar.
Hierzu fassen Schoen (1951) und Wuest (1969) die Problematik mit einem Zitat einfach zusam-
men. Bei ruhenden oder langsam stromenden Gasen rufen die kleinen Wirmeiibergangszahlen
zwischen dem Gas und dem Temperaturfiihler beachtliche Fehler durch Wirmeableitung im
Thermometer hervor... Mit wachsender Geschwindigkeit nimmt zwar der Wirmeiibergang zu
und somit der obige Fehler ab, aber es treten neue Schwierigkeiten hinzu... Bei Temperaturtiih-
lern, die gegeniiber der Stromung ruhen, stellt sich je nach Ausfiihrung entweder die Temperatur
des Gases bei adiabatischem Aufstau oder die Eigentemperatur einer ldngs angestromten Wand
ein.

Mantelthermoelemente (Durchmesser 0,5 mm) des Typs K und der Klasse 1 nach DIN EN
60584 wurden aufgrund ihrer Belastbarkeit fiir die Lufttemperaturmessungen ausgewihlt. Den-
noch mussten Vorbereitungsschritte und spezifische konstruktive MaBBnahmen durchgefiihrt wer-
den, um die erwihnten Messfehler bei den Lufttemperaturen von Abb. 4.4 moglichst kleiner als
1 K zu halten.
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4.5.3.1 Allgemeine Vorbereitungsschritte

Die Vorbereitungen der Instrumentierung fiir die Lufttemperaturmessungen wurden wie folgt
durchgefiihrt: Zuerst wurden die Thermoelemente in den Korper der Temperatursonde einge-
baut. Danach wurden sie in ihrem Einbauzustand in einem erwédrmbaren Wasserbad mit Hilfe
eines Widerstandthermometers Pt100 gemeinsam kalibriert. Nach der Installation der Tempera-
tursonden wurden die sogenannten Recoveryfaktoren der relevantesten Temperatursonden To;
und T3; im Priifstand selbst bestimmt. Die Gestaltung der Sonden und die Ergebnisse dieser Va-
lidierungsmessungen werden im Folgenden fiir die Messwerte To;, Tai, T3, T7; und To; gezeigt.
Fiir die Messstellen To; und Ty, wurde die gleiche Losung wie fiir die Referenztemperaturen
To; verwendet, die im ndchsten Abschnitt 4.5.3.2 ausfiihrlich geschrieben wird. Deshalb werden
die Messgroien Tp; und Ty, in Abschnitt 4.5.3 nicht behandelt.

4.5.3.2 Die Referenztemperatur stromauf der Diisen

Da die Messwerte T(; meistens als Referenztemperaturen in dieser Arbeit dienten, wurde ih-
re Messgenauigkeit als erstes betrachtet. Aufgrund der kleinen Stromungsgeschwindigkeiten
im Plenum stromauf der Vordralldiisen wurde eine einzige konstruktive Mal3nahme beriicksich-
tigt, die die Warmeleitung entlang der Thermoelemente minimieren sollte. Sie bestand darin,
einen relativ zum Thermoelementdurchmesser dtg erheblich langen Abstand Itg zwischen dem
Thermoelementmesskopf und der naheliegenden Verbindungsstelle mit dem Gehéduse des Ver-
suchtrigers zu lassen, wie in Abb. 4.7 dargestellt. Mit ltg /drg > 200 wurde nach Gl. (4.4) die
durch Wirmeleitung induzierte Temperaturdifferenz Ttg — Tgys ZWischen dem Thermoelement-
messkopf und der Stromung kleiner als 0,1 K abgeschitzt. im Laufe der Messungen zeigten des
weiteren Ty und Ty, typische Temperaturunterschiede von 0,2 K bis maximal 0,6 K. Aufgrund
dieser Beobachtungen und der bereits erwihnten Kalibrierung von Ty; wird in dieser Studie eine
Messgenauigkeit von Ty; kleiner als 1 K angenommen.

Gl. (4.4) wurde fiir die Auslegung der Temparatusonden anhand eines analytischen Modells

4
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lre/dre>20 Detailansicht Z 2
Sonde Ty, & T, (von Nitsche (1994) abgeleitet)
1 - Thermoelement des Typs K 5 - Lotstelle
2 - Isolation (MgO-Pulver) 6 - Mantel (rostfreier Austenitstahl)
3 - Thermodraht (Ni) 7 - Vordralldise
4 - Thermodraht (CrNi) 8 - Vordrallplatte

Abb. 4.7: Einbauzustand der Temperatursonde Ty; & T, stromauf der Vordralldiisen
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eines Thermoelements hergeleitet.

Trg—T ! A hd
TEZ G _exp | -2, /Nu-"- | mit: Nu=—15 (4.4)
Tw — Tgas dTE At A

Dabei ist h die entlang des Thermoelements konstant angenommene Wirmeiibergangszahl und
Ty die Temperatur des Gehéduses an der Stelle, wo das Thermoelement befestigt ist. Fiir Atg
soll die Warmeleitfahigkeit des Schutzmantels vom Thermoelement angenommen werden. Wie
im Anhang A.3 gezeigt, wurde die Giiltigkeit von Gl. (4.4) im Messbereich dieser Studie mit
Hilfe eines detaillierten FEM Models eines Thermoelements und mit Messdaten iiberpriift.

4.5.3.3 Receiverbohrungen

Eine korrekte Bestimmung der Totaltemperatur in den Receiverbohrungen mit Hilfe der Son-
den T3; und Tjs; stellte mehrere Herausforderungen dar. Mit Stromungsgeschwindigkeiten von
20 ms~! bis 90 ms~! in den Receiverbohrungen des Versuchtrigers betrigt dort die maximale
Temperaturdifferenz v?/(2c,) vier Kelvin zwischen dem statischen und dem totalen Zustand.
Gleichzeitig begiinstigen die kleine Abmessungen der Receiverbohrungen (8,4 mm) gegen-
iiber dem Thermoelementsdurchmesser (0,5 mm/8,4 mm <17) eine Warmeleitung zwischen
dem Thermoelementmesskopf und der Rotorscheibe, die ohne folgende Mallnahmen zu einem
Messfehler groBer als 1 K fiihren kann (vgl. GI. (4.4) und Abb. A.2).

Als erste MaBnahme gegen die Wirmeleitung durch den Rotor wurde, wie in Abb. 4.8 und
Abb. 4.10 illustriert, eine maximale Kontaktfliche zwischen der Stromung und den letzten Mil-
limetern des Thermoelement-Endes der Sonden T3; und Tsy erzielt. Dadurch und dank der
Aufstauung des Fluids wird der konvektive Wirmeiibergang erhoht und somit der Wirmelei-
tungseffekt schwicher (vgl. Gl. (4.4)). Beim Einbau des Thermoelements auf eine Komponente
aus niedriger Wirmeleitfihigkeit A = 0,33 Wm~!K~! (TECAPEEK) erhofft man zudem zwei
weitere positive Effekte: Erstens wird dadurch der Warmaustausch zwischen dem Thermoele-
ment und dem Rotor minimal gehalten. Zweitens sollen sich auf der Oberfliche des Sondenkor-
pers Temperaturen nahe der adiabaten Wandtemperatur einer lings angestromten Platte einstel-
len. Damit sind Recoveryfaktoren R auf der Oberfliche des Sondenkorpers von Prl/2 = 0,84
bis Prl/3 = 0,89 zu erwarten. Daraus kann angenommen werden, das die Temperaturdifferenz
zwischen der Oberfliche des Sondenkorpers und der Totaltemperatur Ty 3 in den Receiver-
bohrungen unter 1 K liegt. Unter diesen Bedingungen wurde erwartet, dass T3 und T3; eine
Messgenauigkeit von nahezu 1 K erreichen kénnen.

Um die Messgenauigkeit von T3 und T3, zu bestimmen, wurden zwei Versuchsreihen ohne Vor-
drallplatte durchgefiihrt, deren Ergebnisse in Abb. 4.9(a) und 4.9(b) dargestellt wurden. In der
ersten Messreihe wurden die Sonden axial angestromt, indem die Drehzahl des Rotors bei null
gehalten wurde. Nach Abb. 4.9(a) blieben wihrend dieses Versuchs die Temperaturdifferenzen
zwischen den Sonden Tj3; und der Referenztemperatur Tg; kleiner als 1 K. Da bei dem Ausle-
gungspunkt des Vordralldiisensystems die Receiverbohrungen ungefihr axial angestromt wer-
den, kann in Konfigurationen mit Vordrallplatten bei dem Auslegungspunkt die gleiche Messge-
nauigkeit wie in Abb. 4.9(a) erwartet werden. Mit der zusitzlichen Annahme, dass unabhéngig
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Abb. 4.9: Recoverytemperatur der Sonden T3; und Th;

vom Vordrall die Hauptrichtung der Stromung am Austritt der langen Receiverbohrungen axial
wird, beweist Abb. 4.9(a), dass T3; und T3; eine Messgenauigkeit unterhalb 1 K haben.

Wihrend der zweiten Messreihe wurde fiir unterschiedliche Umfangsgeschwindigkeiten u; die
Erhohung der Lufttemperatur gemessen, die in den Receiververbohrungen durch die Rotorarbeit
verursacht wird. Dieser Versuch wurde zur Kontrolle der Unempfindlichkeit der Sonden gegen-
iiber einer schrigen Anstromung geplant. Die Ergebnisse sind dennoch weniger aussagekriftig
beziiglich der Genauigkeit der Sonden als die erste Versuchsreihe, aus folgenden Griinden: Zum
einen konnten im Laufe der zweiten Messreihe die Thermoelemente T(; und T, nicht mehr als

Referenz eingesetzt werden, weil sich wegen der rotierenden Flachen ein Vordrall in der Ring-
kammer (Position O in Abb. 4.2) stromaufwirts des Rotors ausbildete. Stattdessen wurden die
in den Bohrungen erfassten Temperaturen mit dem Thermoelement Ty, innerhalb des Beru-
higungsbehilters K (vgl. Abb. 4.2) verglichen, deren absolute Genauigkeit niedriger als Tp;

und Ty, ist. Zum anderen setzt das Prinzip der zweiten Messreihe - d.h. im rotierenden System
- voraus, dass die Rotorarbeit keine messbare Erhohung der absoluten Totaltemperatur strom-
auf der Receiverbohrungen bewirkt. Unter dieser Annahme wird in einem Versuchtriger mit
adiabaten Winden eine Temperaturerhohung in den Receiverbohrungen von u% /(2¢p) beziig-
lich Tgep. erwartet (siehe Gl. (3.5)). Nach Beriicksichtigung dieser Bemerkungen wird aus den
Messergebnissen von Abb. 4.9(b) gefolgert, dass die Sonden bis zu einer relativen tangentialen
Geschwindigkeit von mindesten 120 ms~! innerhalb von 41 K gegen eine schriige Anstromung

unempfindlich sind. Fiir u; > 120 ms~! hingegen ist die Abweichung von zirka +2 K zwischen

Sonde T, Sonde T,, Sonde T,, Sonde T, & T,

Abb. 4.10: Einbauzustinde der Temperatursonden
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T3; und Tgep, +u% / (2Cp) auf die Annahme der zweiten Messreihe zuriickzufiihren. Damit ver-
starkt Abb. 4.9(b) die vorherige Aussage iiber die Messgenauigkeit von Tp; und Tgp. Um den
genauesten Wert fiir T3 insbesondere bei schriger Anstromung der Receiverbohrungen zu
erhalten, wurde schlielich Ty 3 aus den Messwerten Ts; wie in Gl. (4.3) bestimmt.

4.5.3.4 Vordrallkammer

Fiir die Wirmeiibergangsmessungen war die Erfassung der Totaltemperatur T in der Vordrall-
kammer erforderlich. Allerdings konnen dort maximale Stromungsgeschwindigkeiten bis zu
300 ms~! auftreten, was zu Differenzen Ty — Teo zwischen der Total- und der statischen Tem-
peratur bis zu 46 K fiihren kann. Unter diesen Bedingungen liegt der Messfehler einer konven-
tionellen Totaltemperatursonde mit einem Recoveryfaktor R von 0,9 bei 4 K bis 5 K (vgl. Eckert
(1940) und Hottel und Kalitinsky (1945)). 4 K Abweichung konnte fiir die Messung der Total-
temperatur in der Vordrallkammer nicht akzeptiert werden, da auch dort eine Messgenauigkeit
kleiner als 1 K benétigt war. Demzufolge wurde eine Gestaltung der Temperatursonde gewihlt,
bei der die Messung der Stautemperatur moglich ist. Die dafiir entwickelten Sonden wurden in
Abschnitt 4.4 Ty, Ty und T3 genannt und sind in Abb. 4.8 und Abb. 4.10 zu sehen. Sie wur-
den an drei unterschiedlichen radialen Positionen in der Ringkammer installiert (siche Abb. 4.4
und Abb. 5.17 in Abschnitt 5.3.5), um die radiale Temperaturverteilung erfassen zu kénnen.

Wie das Diffusor-Thermometer von A. Franz (siehe Beschreibung in Eckert (1940)) oder wie
das Durchflussthermometer nach H.J. v. Ohain (siche Schoen (1951)) enthilt die neue Sonde
einen Stauraum, in dem die Luft verzogert wird. Eine an der Riickseite der Sonde platzierte
Austrittoffnung ermoglicht den Austausch der Luft im Plenum. Angaben iiber den optimalen
Entliiftungslochdurchmesser sind insbesondere bei Schoen (1951) beschrieben. Wegen des fiir
die vorliegenden Untersuchungen geeigneten Verhiltnisses zwischen seinen mechanischen Ei-
genschaften und geringerer Wirmeleitfahigkeit besteht der Korper der Sonde wiederum aus
TECAPEEK wie fiir alle in diesem Abschnitt vorgestellten Losungen fiir die Lufttemperatur-
messung. Dadurch werden sich im Inneren der Sonde Wandtemperaturen nahe der Stautempe-
ratur T einstellen. Um die Empfindlichkeit der Sonde gegeniiber schriger Anstromung zu
minimieren, wurde das Eintrittsloch mit einem Kugelfrdser bearbeitet.

Zur Kontrolle der Genauigkeit der neuen Sonden wurde eine Sonde der Bauart T»;, die mit
T4 in Abb. 4.9(a) gekennzeichnet wurde, in einer Vordralldiise montiert und ihre Recoverytem-
peratur wurde gemessen. Beim Variieren der Luftgeschwindigkeit in der Diise von 100 ms~!
bis 300 ms~! wurde bei einem nahezu adiabaten Messaufbau eine maximale Temperaturabwei-
chung kleiner als 1 K zwischen ihrer Recoverytemperatur und der Referenztemperatur Tq; be-
obachtet (siche Abb. 4.9(a)). Basierend auf den Ergebnissen mit T4 wird eine Messgenauigkeit
kleiner als 1 K fiir T»; erwartet.

4.5.3.5 Innere Dichtung und Labyrinthdichtung

Die Wirmeiibergangsmessungen erforderten die Bestimmung einer Referenztemperatur fiir die
Wirmeiibergangszahlen in den engen Rotor-Stator Spalten, die die innere Dichtung (Position
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7 in Abb. 4.2) und die Labyrinth-Dichtung bilden. Wie in Anhang A.4.1 beschrieben, sollen
aus den Messwerten T7; und To; diese Referenzlufttemperaturen ermittelt werden. Aufgrund
der unterschiedlichen zur Verfiigung stehenden Einbaurdume wurden zwei verschiedene Aus-
fiihrungen fiir die Sonden T7; und Ty; entwickelt, die in Abb. 4.8 und Abb. 4.10 gezeigt werden.

Trotz der im inneren Spalt erwarteten Totaltemperaturgradienten wurde mit den Sonden T7; an-
gestrebt, die Totaltemperatur in der Kernstromung zu messen. Hierzu gewihrleistet eine lange
Bohrung in der Mitte des Sondenkorpers eine moglichst grole Kontaktfliche zwischen dem
Thermoelement und der Luft (Itg/drg > 20), so dass nach Gl. (4.4) der durch Wirmeleitung
induzierte Messfehler vernachlédssigt werden kann. Aus dem gleichen Grund wie fiir die Son-
de T,; wurden TECAPEEK fiir das Material des Sondenkorpers gewihlt. Da die Sonde auch
fiir die Messung der Totaltemperatur eines radial in die Vordrallkammer flieBenden Massen-
stroms ry/m; > 0 im Rahmen einer begleitenden Studie ausgelegt wurde (vgl. Bricaud et al.
(2005a)), enthilt sie eine Entliiftungsbohrung auf der Seite der Vordrallkammer. Im Vergleich
zu den Temperaturfiihlern des Typs Tp; wurde aber die Entliiftungsbohrung kleiner gehalten,
um Riickstromung durch die Austrittsdffnung fiir ;7 /m; & 0 zu vermeiden.

Die Sondenbauart To; sollte die adiabate Wandtemperatur des Stators bei verschiedenen axialen
Positionen in der Labyrinthdichtung messen. Dafiir wurde zuerst der Korper der Sonde aus TE-
CAPEEK mit einer niedrigen Wirmeleitfahigkeit gefertigt, damit sich die adiabate Wandtempe-
ratur der Stator-Winde auf der Kontaktflache mit der Spaltenluft einstellt. Die Thermoelemente
wurden weiterhin wie in Abb. 4.8 und Abb. 4.10 eingebaut, damit der negative Einfluss der
Wirmeleitung auf die Messgenauigkeit der Sonden vernachlédssigt werden kann.

T7; und Tog; spielen eine unterordnete Rolle in der Auswertung des Wiarmeiibergangs auf der
Rotorfliche der Vordrallkammer im Vergleich zu den Sonden T»; (vgl. Abschnitt 4.8). Deshalb
wurden die Kalibrierung der Thermoelemente der Sonden T7; und To; (sieche Abschnitt 4.5.3.1)
und die erwihnten konstruktiven MaBnahmen gegen die Wérmeleitung entlang der Thermoele-
mente als ausreichend fiir die Bestimmung der Referenzlufttemperatur in diesen beiden engen
Spalten betrachtet.

4.5.4 Vorbereitungen zur Messung der Wandtemperatur

Das fiir eine genaue Bestimmung der Rotortemperaturen eingesetzte Messverfahren ergab sich
nach den folgenden Uberlegungen und Arbeitschritten: Aufgrund der hohen Umfangsgeschwin-
digkeiten, des schwierigen Zugangs und der iiber der Rotorfliche verteilten erforderlichen ho-
hen Zahl der Messstellen Ty, ; (siche Abb. 4.4) wurde nach der Analyse von thermographischen
Methoden und von Wirmestromsensoren eine bevorzugte Losung mit 31 im Rotor eingebauten
Thermoelementen gewihlt, deren Messsignale mit Hilfe eines Telemetriesystems iibertragen
werden.

Die Anzahl der Thermoelemente, die durch die vorhandenen Telemetriekanile festgelegt wur-
den, konnte als ausreichend fiir die gewéhlte Auflosung der Warmeiibergangszahlenverteilung
betrachtet werden. Insbesondere wurde sicher gestellt, dass genug Thermoelemente im Bereich
der erwarteten hochsten Temperaturgradienten installiert wurden, die fiir die Ermittlung des
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Wirmeiibergangs auf der Vorderseite der Rotorscheibe relevant waren. Deshalb wurden unter
den 31 Messstellen 18 Thermoelemente auf der Vorderseite und 6 auf der Riickseite des Ro-
tors befestigt (sieche Abb. 4.11(a) und Abb. 4.12(b)). 4 Thermoelemente sollten die Wandtem-
peratur innerhalb der Receiverbohrungen messen, wihrend die restlichen 3 Thermoelemente
die Wandtemperatur der Nuten in dem Labyrinth am dufleren Radius der Scheibe aufnehmen
sollten. Um die Wirmeleitung entlang der Thermoelemente moglichst zu reduzieren, wurde
versucht, die Enden der Thermoelemente iiber eine Linge von mindestens dem zwanzigfachen
Thermoelementdurchmesser parallel zur vorausgesetzten Isotherme des Rotors anzubringen. Al-
le Thermoelement-Anschliisse wurden auf der Riickseite der Scheibe zusammengefiihrt, damit
sie an den Telemetriesender (Position R in Abb. 4.2) angeschlossen werden konnten. Mantelt-
hermoelemente des Typs K (Klasse 1) mit Durchmesser 0,5 mm wurden dafiir gewéhlt. Dement-
sprechend wurden 0,5 mm breite und 0,8 mm tiefe Nuten in die Scheibe gefrist, um die Ther-
moelemente sorgfiltig in die Struktur einzubetten, wie in Abb. 4.11 gezeigt. Die Nuten wurden
mit einem Fliissigmetall Loctite Al 1 (vgl. Abb. 4.11(b)) geschlossen, so dass die Oberflache
moglichst glatt erhalten blieb. Trotz eines Durchmessers von 0,5 mm entlang der gesamten
Linge des Thermoelements besitzt seine Messspitze einen Durchmesser von 0,6 mm. Aus die-
sem Grund wurde bei der Auswertung der Wirmeiibergangsmessung angenommen, dass al-
le Messstellen Ty, ; 0,5 mm weit von der Oberflidche der Rotorscheibe entfernt liegen (siehe
Abb. 4.11(b)).

Zur Kalibrierung wurde die mit 31 Thermoelementen instrumentierte Rotorscheibe in einem mit
Wasser gefiillten Behilter eingetaucht (vgl. Bricaud et al. (2005c)). Im Wasserbehilter konnte
die Wassertemperatur von 15°C bis 90°C variiert werden. Damit konnten die in der Rotorschei-
be eingebetteten Thermoelemente zusammen mit dem Telemetriesystem mit einer Messgenau-
igkeit kleiner als 0,5°C kalibriert werden.

Wihrend der Inbetriebnahme des instrumentierten Rotors wurde festgestellt, dass nur eines der
drei Thermoelemente am dufleren Radius funktionierte. Dieser Ausfall erforderte wihrend der
Auswertung die Annahme einer homogenen Wirmeiibergangsverteilung in der Labyrinthdich-
tung am dufleren Radius des Rotors, wie spéter in Abschnitt 4.8 gezeigt. Diese Vereinfachung

Fihrung von Receiverbohrung Flissigmetall ~ Rotor-Oberfliche
Thermoelementen (Loctite Al 1)
auf der Ruckseite 0.5mm
der Scheibe 0.2mm )
A .
: ,/\\7 8 1
, ‘ 0.5m 0.8mm
Rotor Messstelle Nut Thermoelementspitze
(a) Stromaufseite des Rotors (b) Schnitt A-A (schematisch)

Abb. 4.11: Einbau von Thermoelementen in die Rotorscheibe zur Messung von Oberflichen-
temperaturen
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beeinflusste die ausgewerteten wandnormalen Wirmestromen nur bis zu einem maximalen Ab-
stand von 10 mm unterhalb des dufleren Radius der Rotorscheibe. Somit hatte der Ausfall dieser
beiden Thermoelemente eine vernachldssigbare Wirkung auf die Bestimmung der Wirmeiiber-
gangskoeffizienten entlang des Grofteils der Rotorvorderseite.

4.6 Gesamte Messwerterfassung

Der restliche Teil der Messwerterfassung besteht aus kommerziellen Komponenten, die in vorhe-
rigen Untersuchungen am ITS angeschafft wurden. Die zeitlich gemittelten statischen Driicke
pij von Abschnitt 4.5.1 wurden mit Hilfe von Wandbohrungen gemessen, die iiber TEFLON-
Druckschlduchen mit einer Druckmesseinheit (NetScanner Model 9016 der Firma Pressure
Systems, Inc.) verbunden wurden, die 16 piezoresistive differenzielle Drucksensoren enthilt.
Alle 16 Differenzdriicke wurden gegeniiber dem Umgebungsdruck gemessen, der von einem
kapazitiven Absolutdruckaufnehmer bestimmt wurde. Die Messung und Konditionierung der
Signale der 16 nicht rotierenden Thermoelemente tibernimmt ein kommerzielles Einschubmo-
dul (SCXI 1303 der Firma National Instruments), wobei die Vergleichstellentemperatur mittels
eines Halbleiter-Temperatursensors bei einer Genauigkeit von +0,5°C bestimmt wird. Die ein-
gesetzte Telemetrieeinheit der Firma Datatel besitzt einen im Rotor (Position R in Abb. 4.2) in-
tegrierten Temperatursensor, welcher dem Telemetriesender wie beim Temperaturmodul SCXI
1303 gestattet, die Temperatur der Thermoelementspitze direkt zu tibermitteln. Die Drehzahl
wird ferner durch eine auf die Antriebswelle (Position V in Abb. 4.2) geschaltete Gabellicht-
schranke erfasst, wihrend die Messung des Hauptmassenstroms m; durch die Vordralldiisen
(von 80 gs~! bis 300 gs~!) anhand einer Norm-Messblende mit dem Durchmesser D = 100 mm
nach DIN1952 erfolgt (vgl. Position G in Abb. 4.3).

Die Messsignale konnen in einem Rechner mit Hilfe des kommerziellen Programms LABVIEW
eingelesen und weiter bearbeitet werden, nachdem sie iiber eine PC-Messkarte (PCI-M10-16E-
1 der Firma National Instruments) mit einer Auflésung von 12bits (~0,024%) digitalisiert wer-
den.

4.7 Ausgewihlte Parameter fiir die PIV-Auswertung

Aus den einzelnen PIV-Doppelbildern wurden die auf gewdéhlten Teilflichen (Interrogation
Spots) gemittelten Verschiebungen der Seedingpartikel mit Hilfe der Kreuzkorrelationsmetho-
de ermittelt, um das Geschwindigkeitsfeld herzuleiten. Die hohen Geschwindigkeiten und die
hohen Geschwindigkeitsgradienten sowie die instationdre Eigenschaft der Stromung in der Vor-
drallkammer stellten dabei mehrere Herausforderungen fiir die Auswertung. Deshalb sollen hier
einige ihrer Merkmale diskutiert werden.

Die PIV-Doppelbilder wurden anhand des kommerziellen PIV-Auswertprogramms DaVis (Ver-
sion 6.2 und 7.1) der Firma LaVision analysiert. Um genaue Geschwindigkeitsvektoren fiir
eine moglichst feine rdumliche Auflosung des Geschwindigkeitsfeldes zu erhalten, mussten fol-
gende Parameter des Programms DaVis selektiert werden: Die GroBe der Interrogation Spots
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musste nicht nur wegen der gewiinschten Auflosung des Stromungsfeldes klein gewéhlt wer-
den. Sie war vor allem erforderlich, weil aufgrund der hohen Geschwindigkeitsgradienten (mit
50% Geschwindigkeitsinderung in einem Abstand von 5 mm) kein korrekter Geschwindig-
keitsvektor pro Interrogation Spot oberhalb einer kritischen Grofle gefunden werden konnte.
Da aber in der Vordrallkammer Stromungsgeschwindigkeiten iiber 200 ms~! auftreten, mus-
ste das PIV System mit dem moglichst kleinsten Zeitintervall (von 2 us bis 1 us) betrieben
werden, damit nur wenige Tracerpartikel den Interrogation Spot im Zeitintervall dt der Dop-
pelbilder verlassen. Dieser Effekt wird in der englischen Literatur In-Plane Loss Of Pairs ge-
nannt. Die hohen Stromungsgeschwindigkeiten legten dadurch auch die minimale GroBe der
Interrogation Spots fest. Demzufolge wurde die Auswertung der PIV-Doppelbilder bei einer
endgiiltiger Interrogationsfenster-GroBe von 32 x 32 Pixel mit einer Uberlappung von 50%
durchgefiihrt. Somit ergaben sich 37 x 17 = 629 Interrogation Spots mit einer Fldche von zirka
0,6 mm x 0,6 mm = 0,36 mm? iiber die gesamte Messfliche (20 mm x 10 mm). Die mittlere
Verschiebung dPixel eines Tracerpartikels betrug dadurch zwischen 8 und 12 Pixel, was etwa
25% der GroBe des Interrogation Spots entsprach.

Als Konsequenz ihrer relativ kleinen Abmessungen enthielten die Interrogationsfenster eine
niedrige Anzahl von Partikelpaaren. Neben der hohen turbulenten Geschwindigkeitsschwankun-
gen erforderten die kleinen Interrogation Spots die Aufnahme mehrer Doppelbilder bei einer
Rotorwinkelposition zur Erhaltung eines zeitlich gemittelten Stromungsfeldes. Bei der Auswer-
tung wurde der in DaVis sogenannte Median Filter zur Loschung der eventuell falsch ermittelten
Geschwindigkeitsvektoren verwendet. Dies erhoht des weiteren die notige Anzahl von Doppel-
bildern. Eine Vorausrechnung zeigte, dass die mit 100 Bildern gewonnenen Geschwindigkeits-
komponenten vy lokal um etwa 2% des Werts abweicht, der aus 300 Bildern berechnet wurde
(siehe Bricaud et al. (2005d)). Da diese Ergebnisse sehr stark von der Seeding-Qualitédt und der
lokalen Turbulenzintensitidt abhidngen, konnen sie nicht auf alle Betriebpunkte, alle Teilflachen
der Messebene und alle untersuchten geometrischen Konfigurationen iibertragen werden. Den-
noch hilft diese Untersuchung zu entscheiden, die endgiiltigen Geschwindigkeitsfelder aus der
Mittelung von 100, bzw. 200 Bildern fiir die Messungen mit Feststoffpartikeln bzw. mit Fliis-
sigpartikeln herzuleiten. Die erhohte Zahl der gemittelten Bilder fiir die Fliissigpartikel wurde
gewihlt, um die niedrige Helligkeit und den kleinen Kontrast der Doppelbilder mit Fliissigpar-
tikeln auszugleichen (siehe Abschnitt 4.5.2). Die Entscheidung iiber die Anzahl von Bildern
ergab sich aus einem Kompromiss zwischen Genauigkeit, Rechenaufwand und Speicherbedarf.

Aus dieser Parameterauswahl und dem PIV-Messaufbau kann die resultierende Genauigkeit des
gemessenen Geschwindigkeitsfeldes in Abschnitt 4.9 hergeleitet werden.

4.8 Verfahren zur Ermittlung der Wiarmeiibergangszahlen

Um die zeitlich gemittelten lokalen Wirmeiibergangszahlen zu bestimmen, wurde die am ITS
bereits bewihrte Gradientenmethode verwendet (vgl. unter anderem die Dissertation von Schulz
(1986), Waschka (1991), Dullenkopf (1992), oder spiter von Saumweber (2005) oder Stripf
(2007)). Sie besteht darin, die wandnormalen Wirmestrome aus dem stationdren Temperatur-
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feld herzuleiten, welches um den untersuchten Korper herum gemessen wird. Dies erfolgt ge-
wohnlich beim Losen der stationédren Fourierschen Gleichung in einem FE-Modell des Korpers,
wobei die gemessenen Temperaturen als Randbedingungen eingesetzt werden.

Die Besonderheit dieser Arbeit gegeniiber den meisten vorherigen Untersuchungen des ITS
war, dass die Wirmeiibergangsmessungen entlang einer rotierenden Fldche durchgefiihrt wer-
den mussten. Durch den Einsatz der Telemetrie war die Anzahl der Temperaturmessstellen im
Vergleich zu den Moglichkeiten an einem stationiren Teil deutlich begrenzt. Aulerdem waren
die gesuchten Wirmeiibergangszahlen aufgrund der Receiverbohrungen in Umfangsrichtung
im Gegensatz zu den Wiarmiibergangsmessungen von Waschka (1991) in rotierenden Labyrinth-
dichtungen nicht konstant. Die komplexe Verteilung der Wirmeiibergangszahlen stellte damit
eine zusdtzliche Schwierigkeit unter Beriicksichtigung der vorgegebenen Anzahl der Tempera-
turmessstellen dar. Um die gewonnenen Wandtemperaturen zu Herleitung des dreidimensiona-
len Temperaturfeldes in der Rotorscheibe optimal auszuwerten, wurden in dem am ITS haufig
genutzten iterativen Verfahren Wirmeiibergangskoeffizienten mit ihrer entsprechenden gemes-
senen Referenzlufttemperatur als Randbedingungen verwendet. Der Vorteil dieser Randbedin-
gungen wird in Abschnitt 4.8.2 verdeutlicht. Eine bekanntere Ma3nahme fiir ein noch genaueres
Auswertungsverfahren war die Modellierung der Thermoelemente im FEM Modell. Dies erfor-
derte ein besonderes Rechengitter, damit der Rechenaufwand, der bereits durch die gewéhlten
Randebedingungen erhoht wurde, vertretbar blieb (siehe Unterkapitel 4.8.3). Die Eigenschaften
des FEM-Gitters werden daher im folgenden Abschnitt vorgestellt.

4.8.1 FEM-Gitter

Aufgrund des Wirmeaustauschs in den Receiverbohrungen ist das Temperaturfeld im Rotor
dreidimensional, so dass ein ebenso dreidimensionales FEM-Gitter zur Berechnung der Wir-
mestrome in der Scheibe ausgewdihlt werden musste. Mit der Voraussetzung einer periodischen
Temperaturverteilung wurde das FEM Modell auf einen Winkelsektor von 10° reduziert, der
nur eine einzige der insgesamt 36 Receiverbohrungen enthilt (siche Abb. 4.12). Die Labyrinth-
spitzen wurden modelliert, um den Wirmeaustausch am dufleren Radius moglichst genau zu
bestimmen. Dagegen wurde die Riickseite des Rotors vereinfacht abgebildet. Insbesondere wur-
den die Auswuchtbohrungen (Position N in Abb. 4.2) nicht reproduziert. Wie spiter im Unterka-
pitel 4.8.2 zu sehen ist, endet das FEM-Gitter bei einem nahe der Rotorachse gelegenen Radius
(r = byin = 30 mm).

Zur Beriicksichtigung moglicher Temperaturunterschiede zwischen den eingebetteten Thermo-
elementspitzen und der Rotoroberfliche (vgl. Abschnitt 4.5.4) wurde das Gitter an den Positio-
nen der Thermoelemente verfeinert (siehe Abb. 4.12(a)). Gleichzeitig wurde die Wirmeleitfi-
higkeit unter Beriicksichtigung des Klebstoffes und des Thermoelementes in den Nuten ange-
passt. Wihrend die 0,2 mm dicke Fliissigmetall-Schicht (siehe Abb. 4.11(b)) durch eine lokale
Anderung der Wirmeleitfihigkeit modelliert wurde, wurde fiir das gesamte Thermoelement ei-
ne konstante Wirmeleitfihigkeit von 14,7 Wm~'K~! angenommen. Wie in Abschnitt 4.5.3.2
dient hierzu die Wirmeleitfihigkeit des Thermoelementenmantels als mittlere Wirmeleitfihig-
keit des Thermoelements. Obwohl die Position der Thermoelementspitze und die Schichtdicke
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Abb. 4.12: FEM-Gitter der Rotorscheibe

des Klebers von einer Messstelle zu einer anderen leicht variieren kann, werden alle Thermoele-
mente in dem FE-Modell wie in Abb. 4.12(b) gleich modelliert. Auf die potenziellen Fehlerein-
fliisse dieser Vorgehensweise wird noch in Abschnitt 4.9 eingegangen. Da die Thermoelemente
entlang einem konstanten Radius oder um die Receiverbohrung verlegt wurden, kann das FEM-
Gitter unter Beriicksichtigung der erwéhnten lokalen Verfeinerungen einfach erstellt werden,
ohne dass die Anzahl von Knoten extrem steigt. Somit besteht das resultierende Netz aus zir-
ka 229700 Knoten und 213600 Zellen. Mittels des kommerziellen Gitter-Generators ABAQUS
CAE wurde der erste Gitter-Entwurf realisiert, welcher dann den Anforderungen dieser Arbeit
iber ein Fortran-Programm angepasst wurde. Insbesondere wurden die Referenzknoten, die die
Temperaturmessstellen in der Rotorscheibe darstellen, exakt 0,5 mm unter der Oberfliche und
mittig in der Nut nach Abb. 4.11(b) positioniert.

4.8.2 Randbedingungen

Neben den 29 Rotortemperaturen von Abschnitt 4.5.4, die aufgenommen wurden, nachdem das
Temperaturfeld einen stationidren Zustand erreichte, wurden gleichzeitig Lufttemperaturen (sie-
he Abschnitt 4.5.3) entlang aller Rotorflachen gemessen, um zusétzliche physikalische Daten
in das FE-Modell einzufiigen. Dies gelingt durch den Einsatz von Wirmeiibergangszahlen mit
ihrer entsprechenden Referenzlufttemperatur als Randbedingung fiir das FE-Modell. Zum einen
konnten die gemessenen Lufttemperaturen iiber die daraus hergeleiteten Referenzlufttemperatu-
ren Informationen auf Rotorflichen liefern, auf denen keine Rotortemperatur gemessen wurde.
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Abb. 4.13: Relevante Zone zur Definition der Randbedingungen des FE-Modells

AuBerdem konnten zusitzlich achsensymmetrische Eigenschaften der Stromung in Bereichen
wie der Labyrinthdichtung anhand von in Umfangsrichtung konstanten Warmeiibergangszah-
len und Referenzlufttemperaturen iibertragen werden. Im Gegensatz dazu hitten fiir auf Ro-
tortemperaturen basierenden Randbedingungen Temperaturverteilungen angenommen werden
miissen, die ohne besondere Mallnahme zu nicht achsensymmetrischen Wirmeiibergangskoet-
fizienten auf den gleichen Fldachen gefiihrt hitten.

Infolgedessen wurden die Randbedingungen des FE-Modells wie in Abb. 4.13 in 12 Zonen
Whn geteilt. Auf der Flache W1, worauf eine detaillierte Verteilung der Warmeiibergangszahlen
gesucht war, wurde eine radiale und tangentiale Verteilung fiir die Warmeiibergangskoeffizien-
ten angenommen. Die Verteilung wurde in radialer (r) und tangentialer (¢) Richtung aus den
Referenzwirmetibergangszahlen h ; ; linear interpoliert, wie im Anhang A.4.2 gezeigt. Dabei
wurden die Werte der Wirmiibergangszahlen h ; ; so gewdhlt, dass die Temperatur der Referenz-
knoten der gemessenen Rotortemperatur Ty, ; entspricht. Die entsprechende Referenzgastempe-
ratur Ty, ergab sich nach GI. (4.5) aus dem Vordrall ¢ und dem arithmetischen Mittelwert
der Temperaturen T, T2> und T»3 in der Vordrallkammer in Analogie zur turbulenten Grenz-
schicht einer ebenen Platte (siehe Gl. (3.13) von Kapitel 3.1.3). Hierzu wurde ein konstanter
Vordrall ¢, liber die ganze Fliche W1 vorausgesetzt. Die Herleitung von ¢, wird spiter in
Abschnitt 6.2 durchgefiihrt. Die Randbedingungen fiir die Fliche W1 konnen damit wie folgt
zusammengefasst werden:

Zone W1
Gesuchte Grofie hj ;

Ty + T+ T 2 — or)?
Referenzlufttemperatur ~ Tpy = atInt 1 G + Pr3 M 4.5)
3 2¢p 2¢p
Wirmeiibergangszahl  h=h(h; j,r,¢) (4.6)

Fiir die Fliche W2 bis W9 wurden in dhnlicher Weise die Wirmeiibergangszahlen iiber den Ra-
dius r, die axiale Position z oder iiber die Winkelposition 6 aus Referenzwérmeiibergangszah-
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len h ; und h ; ; linear interpoliert. Da die Stromung um die Rotorscheibe, mit der Ausnahme
der Vordrallkammer und der Bohrung, als achsensymmetrisch betrachtet werden kann, wurden
konstante Warmeiibergangszahlen in Umfangsrichtung fiir die Flichen W2 bis W9 auler W5
verwendet. Auf den Flichen wie W7, bei der aufgrund hoher Lufttemperaturgradienten die Re-
ferenzgastemperatur T,y schwierig gemessen werden konnte, wurde T,y aus nicht gemessenen
Referenzlufttemperaturen T,y ; abgeleitet, deren Wert so bestimmt wurde, dass die Temperatur
der umliegenden Referenzknoten die gemessene Rotortemperatur Ty, ; erreichte. Die Randbe-
dingungen der Zone W2 bis W9 sind in Anhang A.4.1 ausfiihrlicher beschrieben. Nach Tem-
peraturmessungen in einer frither gefertigten Rotorscheibe so wie nach den Wirmiibergangs-
messungen von Lock et al. (Lock et al. (2003) und Lock et al. (2004)) konnten periodische
Randebedingungen fiir die Zonen W10 und W11 angenommen werden. Aufgrund der kleinen
Flache W12 und ihrer beachtlichen Entfernung von Zone W1 hat die Randbedingung der Zone
W12 eine vernachlédssigbare Wirkung auf die Wirmestromverteilung in der Zone W1. Mit den
erwarteten niedrigen Temperaturgradienten in radialer Richtung wurde deshalb vorausgesetzt,
dass die Modellierung einer adiabaten Flédche fiir W12 ausreichend genau fiir die Auswertung
der Wirmeiibergang in der Vordrallkammer war.

4.8.3 Iterativer Auswertungsprozess

Ein Nachteil gegeniiber der Ermittlung der Wandtemperatur-Verteilung ist, dass die gerade be-
schriebenen Randbedingungen des FE-Modells ein iteratives Auswertungsverfahren erfordern.
Mit Hilfe abgeschitzter Wiarmeiibergangskoeffizienten fiir die jeweiligen Zonen Wn wurde ei-
ne erste FE-Berechnung durchgefiihrt. Die nach der ersten Iteration berechneten Temperaturen
Trgm,; der Referenzknoten i wurden mit den entsprechend gemessenen Scheibentemperaturen
Ty i verglichen. Wenn der Unterschied |AT;| = ‘TFEMJ — TWJ‘ grofer als 0,05 K war, wurde
die Wirmeiibergangszahl h ; oder h ; j an der entsprechenden Stelle proportional zu AT; korri-
giert. Fiir eine Temperaturdifferenz AT; kleiner als 0,05 K blieb der zugeordnete Wirmeiiber-
gangskoeffizient h ; ; oder h ; unverdndert. Aus dem neu erhaltenen Satz von Referenzwiirme-
libergangskoeffizienten h ; ; und h ; wurden dann neue Wirmeiibergangsverteilungen fiir die
Flachen Wn des FE-Modells interpoliert. So wurden die FE-Berechnungen fortgesetzt, bis al-
le Temperaturdifferenzen AT; unterhalb 0,05 K lagen. Mit den gewdhlten Randbedingungen
konnte ein Satz von 29 Werten fiir die Unbekannten h ; ;, h j und T,y ; gefunden werden, fiir
die die Referenzknoten des FE-Modells mit den 29 verfligbaren Temperaturmessstellen Ty ;
bei allen Betriebspunkten iibereinstimmten. Dass nur eine Losung von 29 Werten pro Betrieb-
spunkt existiert, wurde kontrolliert, indem die gleiche konvergierte Wirmeiibergangsverteilung
aus unterschiedlichen Startlosungen erhalten wurde.

Wie bereits in einer vorherigen Veroffentlichung gezeigt, waren im Mittel etwa 15 Iterationen
bis zur Konvergenz aller Temperaturdifferenzen AT; notig (vgl. Bricaud et al. (2005¢)). Der
gesamte iterative Auswertungsprozess wurde mittels UNIX SHELL Skripten und kombinierter
FORTRAN Programmierung automatisiert. Die FE-Berechnungen wurden iiber das kommerzi-
elle Programm ABAQUS realisiert.
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4.9 Messgenauigkeit relevanter Grofien

Tab. 4.4 fasst die ausgewerteten Messfehler der relevanten GroBen dieser Untersuchung zusam-

men. Dazu wurden die entsprechenden Messbereiche eingegeben. Die maximalen Messfehler
wurden aus den vorhandenen Validierungsergebnissen und den Eigenschaften der beniitzten

Messtechnik abgeleitet, die in vorherigen Abschnitten von Kapitel 4 beschrieben wurden. Auf-

grund ihres komplexeren Messverfahrens wurden die Berechnungsschritte zur Bestimmung der
Messgenauigkeit der Stromungsgeschwindigkeit v, und der Wirmeiibergangszahlen h im An-
hang A.5.1 und A.5.2 detailliert ausgefiihrt. Nach Tab. 4.4 sollen insbesondere die Messfehler
fiir die Lufttemperatur, die Stromungsgeschwindigkeit und die Wirmeiibergangskoeffizienten

als relevant fiir die bevorstehende Analyse der Messdaten betrachtet werden. Die GréB8enord-
nung der Messfehler fiir die restlichen MessgroBen ist generell weniger kritisch fiir die Auswer-

tung.
Mittlerer | Maximaler
Messgrofie Messbereich relativer absoluter
Messfehler | Messfehler
Drehzahl n 100 min~! - 7500 min " - +10 min~!
Massenstrom 1 0gs~!-300gs™! - +4 gs!
Absolutdruck pj; 1-10°Pa-2-10° Pa - £+100 Pa
Lufttemperatur Tyg & Tier3 0°C-60°C - +1°C
Geschwindigkeit v, Oms~!-280 ms™! <5% -
Wirmeiibergangszahl h -~ | 40 Wm2K~! - 1500 Wm 2K~ | <22% -

Tab. 4.4: Messfehler relevanter Grof3en fiir diese Arbeit




5 Aussagekraft der numerischen
Stromungsberechnungen

Ziel der vorliegenden Untersuchungen ist es, Stromungsverluste in verschieden konfigurier-
ten Vordrallkammern zu bestimmen und auszuwerten sowie die Effekte konstruktiver Ande-
rungen auf die Kiihlleistung aufzuzeigen. Dafiir sind groere Datenmengen notig. Die rein
experimentelle Ermittlung von Stromungsdaten ist jedoch mit erheblichem Aufwand verbun-
den. Numerische Stromungsberechnungen sind hingegen weniger aufwendig und kdnnen dazu
beitragen, die Entstehungsorte von Strdmungsverlusten auf einfachere Weise zu lokalisieren
und Zusammenhénge zwischen den Verlusten und den gemessenen Stromungsgroflen zu ermit-
teln. Deshalb wurden in der vorliegenden Arbeit neben experimentellen Untersuchungen auch
CFD-Berechnungen der Stromung in Vordrallkammern durchgefiihrt. Obwohl Hersteller von
Gasturbinen numerische Verfahren zur Stromungsberechnung und zur Abschétzung der Kiihl-
leistung von Vordrall-Kiihlluftsystemen einsetzen, sind in der Literatur kaum Vergleiche mit
experimentell gewonnenen Daten zu finden. Die in dieser Studie ermittelten experimentellen
Daten erlauben daher auch, die Genauigkeit der numerischen Verfahren zu iiberpriifen.

Kapitel 5 enthélt Ergebnisse der Stromungsberechnungen in unterschiedlichen Konfigurationen
von Vordrallkammern. Nach der Beschreibung der verwendeten CFD-Modelle (siehe Abschnitt
5.1) werden Vorhersagen iiber die Eigenschaften komplexer Vordrallstromungen gezeigt, um
ein Grundverstindnis der Stromung zu vermitteln. Diese Beobachtungen werden spiter in Ka-
pitel 6 fiir die Analyse der Messdaten bendtigt. Am Ende von Kapitel 5 werden die numerisch
gewonnen Daten mit experimentellen Daten verglichen. Daraus lassen sich die Moglichkeiten
und Grenzen numerischer Verfahren zur Voraussage der Stromung in Vordralldiisensystemen
aufzeigen. Die Abweichungen zwischen numerisch und experimentell bestimmten Stromungs-
daten ergeben auch Hinweise auf die Genauigkeit vergleichbarer Berechnungen in geometrisch
dhnlichen Konfigurationen.

5.1 Vorgehensweise bei den numerischen Untersuchungen

Da mangels geeigneter Messdaten bisher nur wenige Bewertungen von CFD-Berechnungen in
Vordrall-Kiihlluftsystemen veroffentlicht wurden, wurden die instationidren Stromungsberech-
nungen dieser Arbeit unter Nutzung bekannter Modelle durchgefiihrt (vgl. Snowsill und Young
(2005)). Die verwendeten Modellierungsansitze werden nur kurz erldutert, da sie in der Litera-
tur ausfiihrlich beschrieben sind. Weiterhin wird die Kenntnis der Grundlagen der numerischen
Stromungssimulation vorausgesetzt (Anderson (1965), Noll (1993)). Fiir die Erldauterung spe-
zifischer Begriffe werden die entsprechenden Literaturstellen angegeben. Besonders beachtet
wird der Einfluss der Turbulenzmodelle. Neben den erprobten k-¢ und k- Turbulenzmodellen
wurde auch ein Rechenzeit-intensiveres Verfahren (SAS-Modell) zur Turbulenzmodellierung
untersucht, um gegebenenfalls bessere Ubereinstimmungen mit den Messergebnissen zu erzie-
len.
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5.1.1 Rechengitter und Randbedingungen

Ebenso wie bei fritheren Untersuchungen mit numerischen Methoden (Benim et al. (2004),
Chew et al. (2005), Snowsill und Young (2006), Jarzombek et al. (2006)) wurde nur ein Teil-
bereich des Stromungsvolumens mit einer einzigen Vordralldiise vernetzt, was einem Winkel-
segment von 360/23 ~ 15,65° entsprach. Um periodische Randbedingungen zu definieren, war
unter den gegebenen Bedingungen die Vergroflerung von zwei betrachteten Receiverbohrungen
um etwa zwei Prozent notwendig. Damit bleibt die gesamte Bohrungsaustrittflache Az im
Rechengitter (siche Abb 5.1) identisch mit der des Versuchtrigers, auch wenn die dquivalente
gesamte Zahl der Bohrungen in den CFD Modellen auf 23 x 2 = 46 (gegeniiber 48 im Versuch-
triger) leicht reduziert wurde. Solche Vereinfachungen sind iiblich bei der Modellierung von

Stromungen in Vordralldiisensytemen. Schon Dittmann (2006) hat experimentell gezeigt, dass
ein derartiger Effekt auf C.g/c; s vernachlissigbar ist.

Da die Receiverbohrungen, nicht aber die Diise rotieren, wurden zwei Stromungsgebiete de-
finiert, welche durch eine zur Rotorachse senkrechte Grenzflache getrennt sind. Das nicht ro-
tierende Stromungsvolumen enthélt die Diise, einen Grossteil der Vordrallkammer und das
Plenum stromaufwirts der Diise, welches geringfiigig geometrisch vereinfacht modelliert wur-
de. Dagegen fasst das zweite Stromungsgebiet die Rotorgrenzschicht der Vordrallkammer und
die Receiverbohrung sowie eine vereinfachte Darstellung des Plenums stromabwirts der rotie-
renden Bohrungen zusammen. Frithere Untersuchungen (siehe Benim et al. (2004), Tomaselli

Vordralldise Vordrallkammer Receiverbohung
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Abb. 5.2: Detailansicht der Vordrallkammer: Konfiguration G-Ref

(2007), Sommer (2007)) bestdtigten, dass ein Austrittplenum die Amplitude eventueller Druck-
schwankungen reduziert, die durch die am Austritt definierten Randbedingungen induziert wer-
den konnen. Um die Anzahl der Gitterknoten unter drei Millionen zu halten, wurde ein Hy-
bridgitter mit strukturierten und unstrukturierten Rechengebieten erzeugt. Dies ermoglichte es,
die relevanten Bereiche wie Diise, Vordrallkammer und den Bohrungseintritt mit einem feineren
strukturierten Gitter aus moglichst unverzerrten kubischen Zellen zu vernetzen (vgl. Abb. 5.2).
Gleichzeitig konnten dadurch die Stromungsgebiete mit Plenumsbedingungen grober diskreti-
siert werden (vgl. Abb. 5.1). Die Grenzschicht in der Vordralldiise und in der Vordrallkammer
wurde mit mindesten 15 Knoten iiber die Grenzschichtdicke aufgelost (vgl. Abb. 5.2), wobei
die Hohe Ayz der Wandzellen so klein eingestellt wurde, dass Ayzu./v kleiner als zwei blieb.
Dabei ist u; die Schubspannungsgeschwindigkeit, die bereits in Gl. 3.21 eingefiihrt wurde. In
Bereichen mit einer groberen Gittervernetzung liegen aber die Werte von Ayzu. /v iiber 30. Die
Rechengitter wurden anhand des kommerziellen Programms ANSYS ICEM CFD 5.1 herge-
stellt und besitzen je nach Konfiguration von 1,5 Millionen (Konfiguration G-hmin) tiber 2,1
Millionen (Konfiguration G-Ref) bis zirka 3 Millionen Zellen (Konfiguration G-smax).

Zum einen wurde die Gittergrofle durch die zur Verfiigung stehende Rechenkapazitit und die
Anzahl der geplanten Testfille bestimmt. Zum anderen wurde die Gitterverfeinerung so gewihlt,
dass die Anzahl der Zellen deutlich groBer ist als bei der Studie von Benim et al. (2004). Dabei
zeigten Benim et al., dass globale Stromungsparameter wie Massenstrome und in der Vordrall-
kammer gemittelte Driicke beim Einsatz eines k-¢ Turbulenzmodells fiir die Berechnung von
Konfiguration G-Ref bereits ab 0,35 Million Zellen gitterunabhédngig werden. Die generierten
Rechengitter sind aulerdem feiner als in den meisten publizierten CFD-Berechnungen dhnli-
cher Vordralldiisensysteme (siehe Jarzombek et al. (2006) mit 0,92 Million Rechenknoten fiir
ein Winkelsegment von 10°, siehe Chew et al. (2005) und Chew et al. (2012) mit 0,42 bis 1,8
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Millionen Zellen fiir die gleiche Konfiguration G-Ref). Deshalb wird auch hier angenommen,
dass die Ergebnisse dieser Studie mit dem konventionellen Turbulenzmodell gitterunabhéngig
sind. Die Vorhersage der groeren turbulenten Wirbel bleibt dennoch beim zweiten gewéhlten
Turbulenzmodell abhiingig von der Zellgroe und somit der GittergroBe. Trotzdem weisen die
damit erhaltenen globalen Stromungsgroflen wenige Unterschiede im Vergleich zum konventio-
nellen Turbulenzmodell auf, wie spéter in Abschnitt 5.3 gezeigt.

Als Eintrittsbedingung (vgl. Abb. 5.1) wurden der gemessene Totaldruck und die gemessene
Totaltemperatur verwendet. Mangels detaillierter Messdaten wurden fiir die ganze Eintrittsfli-
che Rb1 (vgl. Abb. 5.1) eine radiale Zustromungsrichtung und eine mittlere Turbulenzintensitét
Tu ~ V2k/ V/3v2 von 5% sowie ein Verhiltnis ur /u der sog. turbulenten Viskositit zur lami-
naren Viskositdt von 10 angenommen. Die beiden letzten Groen werden von Rodi (2006) als
Randbedingungen fiir Stromungsgebiete mit einer mittleren Turbulenz empfohlen. Ein iiber die
Fliache gemittelter Umgebungsdruck wurde entlang der Austrittsflaiche Rb2 wie in Benim et al.
(2004) festgesetzt. Ein Nachteil dieser Austrittsrandbedingung ist, dass vom CFD-Solver bei
Riickstromungen eine zur Austrittsfliche normale Stromungsrichtung berechnet wird. Da das
betroffene Rechengebiet im rotierenden Bezugsystem berechnet wird, besitzen solche Riickstro-
mungen eine tangentiale Geschwindigkeitskomponente gleich der Umfangsgeschwindigkeit u.
Trotz der bei der relativen Geschwindigkeit —u entgegengesetzt rotierenden Winde an den in-
neren und duferen Flachen des Austrittsplenums zeigen die Rechnungen, dass dort die mittlere
absolute Umfangsgeschwindigkeitskomponente der Kernstromung tiberschitzt wird. Die grofle
Liénge der rotierenden Bohrungen lédsst dennoch vermuten, dass der iiberschitzte Restdrall im
Austrittsplenum die Stromung in der Vordrallkammer kaum beeinflusst. Eine weitere Verein-
fachung ist der Einsatz der adiabaten Flichen Rb5 ohne Haftbedingung zur Modellierung der
unteren und der oberen radialen Spalte der Vordrallkavitét. Dort wird zusétzlich angenommen,
dass die zu Fliachen Rb5 normale Geschwindigkeitskomponente der Kiihlluft null ist. Bei den
ibrigen Randgebieten der Stromung iiber die Oberflachen des Versuchtridgers wurden adiabate
und hydraulisch glatte nicht rotierende und rotierende Winde verwendet (sieche Rb3, Rb4 in
Abb. 5.1). Die bei der Wandmodellierung angenommene Rauhigkeit wurde durch Messungen
der Oberflichengiite bestitigt, wodurch eine mittlere dimensionslose Rauhigkeit ki = kgu;/v
kleiner als fiinf in der Vordrallkammer ermittelt wurde.

Neben den periodischen Randbedingungen zéhlt das sog. Transient Rotor Stator Interface an
der Grenzfliche AB zwischen den zwei Stromungsgebieten zu den noch zu erwihnenden Rand-
bedingungen des CFD-Modells. Diese Rotor-Stator-Schnittstelle wurde ausgewihlt, um das
Stromungsfeld bei unterschiedlichen Winkelpositionen der Receiverbohrungen berechnen zu
konnen. Die Rotor-Stator-Schnittstelle AB simuliert die Bewegung des mit der Drehzahl n ro-
tierenden Stromungsgebiets, indem das rotierende Stromungsgebiet nach jedem Zeitschritt At
um einem Winkel Ap = 2znAt gedreht wird. Bei der neuen Position des Rotors gegeniiber dem
Stator werden dann die Stromungsgrofen an der Grenzfliche AB erneut interpoliert. Dabei
entstechen wegen unterschiedlicher Zellengrofle und der versetzten Lage der Stator- und Rotor-
Rechenknoten in der Grenzfliache (siehe Abb. 5.2) Interpolationsfehler erster Ordnung. Des wei-
teren ist die Modellierung der Turbulenz in rotierenden Stromungsgebieten weniger gut validiert
als in stationiren Kontrollvolumina. Aus beiden Griinden wurde die Rotor-Stator-Schnittstelle
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AB nicht mittig in der Vordrallkammer sondern am Ende der Rotorgrenzschicht angelegt. Wei-
tere Anwendungen einer solchen instationdren Schnittstelle wurden unter anderem in den am
Institut fiir Thermische Stromungsmaschinen durchgefiihrten Studien von Kreutz-lhli (2001)
und Klaus (2007) bereits berichtet.

5.1.2 Modellierung der Turbulenz

Die gewihlten Turbulenzmodelle und die dazu eingesetzten Zeitschritte At gelten in der Litera-
tur als weitere Schliisselparameter fiir die instationdren Stromungssimulationen in Vordralldii-
sensystemen. Dies sollte auch in der vorliegenden Arbeit gepriift werden (siehe Abschnitt 5.4)
Aufgrund seiner bekannten Eigenschaften (Rodi (2006)) und seines breiten Einsatzbereichs fiir
Ingenieurzwecke wurden die meisten hier vorgestellten Simulationen unter Nutzung des Shear
Stress Transport (SST) Turbulenzmodells von Menter (1994) durchgefiihrt. In vorausgehenden
geleiteten Vorstudien iiber Einfliisse unterschiedlicher Turbulenzmodelle (siehe Diplomarbeit
von Sommer (2008) und die am ITS durchgefiihrte Vorstudie von Sommer (2007)) wurden
die deutlichsten unterschiedlichen Stromungsgeschwindigkeitsfelder im Vergleich zu den SST-
Simulationen bei der Verwendung des sog. SST-Scale-Adaptive Simulation (SAS) Turbulenz-
modells von Menter et al. (2005a) beobachtet. Somit konnte das SAS-Modell eine zukiinfti-
ge Alternative zu konventionellen Turbulenzmodellen sein, wenn die Rechenzeit mit noch lei-
stungsfdahigeren Rechnern um etwa einen Faktor 10 reduziert werden kann. Deshalb werden in
dieser Arbeit auch Ergebnisse des SAS-Modells vorgestellt. Zur Verstindlichkeit der numeri-
schen Untersuchungen werden nun die Haupteigenschaften der eingesetzten Turbulenzmodelle
erldutert und die Wahl der bendtigten Zeitschritte begriindet.

Beim SST-Modell wurde die Turbulenz der Kiihlluft wie folgt modelliert: Die unbekannten tur-
bulenten Spannungen pTVJf in den sog. Unsteady Reynolds Averaged Navier Stokes (URANS)
Impulsgleichungen werden aus der Wirbelviskositit ut und aus dem iiber den Zeitschritt At ge-
mittelten Stromungsgeschwindigkeitsfeld v nach dem Ansatz von Boussinesq (1877) hergelei-
tet. In der Freistromung wird die Turbulenzviskositit yut nach dem Zusammenhang ut = 0,09
pk? /€ aus der turbulenten kinetischen Energie k und ihrer Dissipationsrate & bestimmt. Da-
bei ergeben sich k und ¢ aus dem Zwei-Gleichungen-System von Launder (1974). Dagegen
wird in den Wandgrenzschichten die Wirbelviskositit pt bis zu einem dimensionslosen Abstand
yT = Ayu;/v ~ 2 von der Wand aus der modellierten charakteristischen Frequenz o der energie-
tragenden turbulenten Wirbel zusammen mit der turbulenten kinetischen Energie k nach der
Beziehung pt = pk/w berechnet. Die Turbulenzgrofen k und @ werden dabei mittels des Zwei-
Gleichungsturbulenzmodells von Wilcox (1988) ermittelt. Bei einem Wandabstand y™ Kleiner
als 2 ersetzt das lineare Wandgesetz |w| /u; = ut = y* das Zwei-Gleichungsturbulenzmodell,
um die zur Wand relative Stromungsgeschwindigkeit |w| herzuleiten. In Wandnéhe mit einer
groben Vernetzung (d.h. Ayzu;/v >2) wird das k -w-Turbulenzmodell nicht in der Grenz-
schicht eingesetzt. Stattdessen wird die Geschwindigkeitsverteilung aus dem linearen Wand-
gesetz fiir y* kleiner als 11,06 bzw. aus dem logarithmischen Wandgesetz (vgl. Gl. (6.41)) fiir
y ' groBer als 11,06 direkt interpoliert.

Der fiir das SST-Modell gewéhlte Zeitschritt stellt einen Kompromiss zwischen Genauigkeit
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und Rechenzeit dar. Die Konfiguration G-Ref (IT =1,2; K1=1,7 ; n =3000 Umin_l) wurde zu-
erst mit einem Zeitschritt von At = 1,09-10~%s und At = 2,17- 1073 s berechnet. Der kleinste
Zeitschritt At =1,09-10~%s wurde so gewihlt, dass jedes Luftteilchen nach einem Zeitschritt
keine Zeit mehr hat, die Rechenzellen zu verlassen, in die es eingestromt ist. Diese Bedingung
wird in der Literatur Courant-Friedrichs-Lewy Bedingung (CFL-Bedingung) genannt. Im Ver-
gleich zur Berechnung mit At =2,17- 107> s ermdglicht zwar der kleinste Zeitschritt eine Re-
duzierung der Konvergenzresiduen um einen Faktor zehn, die zeitlich gemittelten Stromungs-
parameter, die in den folgenden Abschnitten analysiert werden, wurden aber mit Anderungen
bis maximal 2% durch die Verringerung des Zeitinkrements kaum mehr beeinflusst. Aus die-
sem Grund wurden die restlichen SST-Simulationen mit einem Zeitschritt von At = 2,17 - 10 s
durchgefiihrt. Dies entspricht bei einer Drehzahl von n =6000 Umin~! einem Winkelinkrement
von Ag ~0,78°. Nachdem der Massenstrom im Rechengitter iiber noch groBere Zeitschritte (mit
Ag ~220°) grob eingestellt wurde, wurden etwa 1000 Zeitinkremente At = 2,17- 107> s (zusam-
men mit drei fiir den Solver eingesetzten inneren Iterationen) bendtigt, um eine Konvergenz der
globaleren Stromungsgroflen, wie der des Massenstroms, der Wandreibmomente oder der Stro-
mungstemperatur in den Receiverbohrungen zu erreichen. In Abhéngigkeit von der GittergroB3e
ergaben sich schlieBlich Rechenzeiten von etwa 200 Stunden fiir die SST-Turbulenzmodelle
beim Einsetzen 4 Intel Pentium D 940 3,2 GHZ Prozessoren des Linux Clusters des ITS. Bei
der Nutzung von GroBrechneranlagen lie3en sich diese Zeiten erheblich reduzieren.

Wie das SST-Modell beruht das SAS-Modell auf dem k-¢ und k- Turbulenzmodell, die sich
beide in einem Zwei-Gleichungssystem mit k und o als Unbekannte ausdriicken lassen. Im
Gegensatz zum konventionellen SST-Modell besitzt die @ Gleichung des SAS-Modells einen
zusitzlichen Produktionsterm, welcher die Werte von @ erheblich erhoht, wenn Unstetigkei-
ten der berechneten Geschwindigkeitsgradienten iiber zwei anliegenden Rechenzellen auftre-
ten. In diesem Fall wird die Wirbelviskositdt ur im Vergleich zu der im SST-Modell deutlich
reduziert. Bei einer viel kleineren Wirbelviskositdt ut sind der Diffusionsterm und somit die
Dampfung der Geschwindigkeitsgradienten in den Impulsgleichungen schwicher, so dass Wir-
bel der GroBenordnung von wenigen Rechenzellen nachgebildet werden konnen. Dieser Me-
chanismus ermdglicht es mit dem Zwei-Gleichungs-SST-SAS Turbulenzmodell wie beim sog.
LES Verfahren (Large Eddy Simulation) die groeren turbulenten Wirbel zu berechnen. Wirbel
der GroBenordnung von wenigen Rechenzellen konnen aber nur berechnet werden, wenn Unste-
tigkeiten von Geschwindigkeitsgradienten iiber benachbarte Zellen generiert werden. Dafiir ist
die Einhaltung der CFL-Bedingung fiir Simulationen mit dem SAS-Modell erforderlich. Des-
halb wurde ein Zeitschritt von At = 1,09- 10 s fiir das SAS-Modell eingesetzt. Dies erhoht
die Rechenzeit der SAS Berechnungen um einen Faktor 20 im Vergleich zu den meistens SST
Simulationen.

Details iiber die mathematische Formulierung des SST-SAS Modells konnen unter anderem in
den Veroffentlichungen von Menter et al. (2003), Menter und Egorov (2004), Menter und Ego-
rov (2005a) und Menter und Egorov (2005b) gefunden werden. Da alle CFD-Berechnungen mit
dem kommerziellen Programmpakets ANSYS CFX Version 11.0 durchgefiihrt wurden, wird
auch auf die Solver-Dokumentation CFX (2006) fiir weitere Information iiber die Turbulenzmo-
dellierung verwiesen.
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5.2 Voraussage des Stromungsfeldes

Um ein erstes Grundverstindnis der Stromung in den untersuchten Vordralldiisensystemen zu
gewinnen, werden die Ergebnisse der numerischen Simulationen zuerst vorgestellt, da sie im
Vergleich zu den experimentellen Untersuchungen mit deutlich weniger Aufwand sehr detail-
lierte Informationen liefern konnen. Dennoch stellen die numerischen Berechnungen nur Ei-
genschaften der Stromung dar, die im Laufe dieser Arbeit gegebenenfalls durch die gewonnen
Messdaten noch bestitigt werden sollen.

5.2.1 Hauptstromungspfad der Kiihlluft

Ausgewihlte Ergebnisse der Stromungsberechnungen sind in Abb. 5.3, 5.4 und 5.5 dargestellt,
um den Hauptstromungspfad der Kiihlluft in den untersuchten Konfigurationen zu verdeutli-
chen. Entlang des Stromungspfads wurden Sekundérstromungen und Geschwindigkeitsgradien-
ten vorhergesagt, die erste Entstehungsorte der Stromungsverluste anzeigen. Die vorliegende
Beschreibung unterteilt das Stromungsfeld in drei Bereiche: die Vordralldiisen, die Vordrall-
kammer und die Receiverbohrungen, um Analogien mit anderen in der Literatur untersuchten
technischen Stromungen zu zeigen. Mit Hilfe dieser Analogien konnen die vorhergesagten Ge-
schwindigkeitsfelder einfacher interpretiert werden.

Es sei daran erinnert, dass in dieser Arbeit sich der Nullpunkt des Bezugsystems x, y und z
auf der Rotorachse z und in der zur Rotorachse senkrechten Austrittebene der Vordralldiisen
befindet. Die Achsen x und y wurden so gewihlt, dass ein Punkt, der auf der Achse einer
Vordralldiise und in der Ebene z = 0 (vgl. Abb.4.5) positioniert ist, mit den Koordinaten x = 0,
y = —r; und z = 0 beschrieben werden kann.

Das berechnete Geschwindigkeitsteld weist nach Abb. 5.3 entlang der Vordralldiise zunéchst
Ahnlichkeiten mit der Strémung in einer geneigten zylindrischen Filmkiihlbohrung auf. Die
scharfe Kante der gezeigten Vordralldiise von Konfiguration G-r1>r2 (mit radial nach auflen ver-
setzen Diisen) begiinstigt eine Abloseblase, die aufgrund der starken tangentialen Strémungsum-
lenkung am Eintritt der Diise entsteht. Indem das Ablosegebiet einen Teil des Diisenquerschnitts
versperrt, tritt der sog. Jetting-Effekt auf, welcher durch eine Beschleunigung der Stromung in
der nicht gesperrten Bohrungshilfte charakterisiert ist. Gleichzeitig verursacht die tangentiale
Umlenkung ein gegenldufig rotierendes Wirbelpaar stromaufwirts der Abloseblase. Im Gegen-
satz zur bekannten Sekundirstromung in einem Kriimmer ist die Orientierung des Wirbelpaars
etwa um 45° gegeniiber der Ebene der Umlenkung y = —ry versetzt (vgl. Schnitt A-A von
Abb.5.3). Beim Verlassen der Diisen besitzt die Kiihlluft im Nachlauf des Jetting-Effekt-Gebiets
eine maximale Geschwindigkeit, die etwa gleich der isentropen Geschwindigkeit ¢y ist, wih-
rend gemif3 den numerischen Ergebnissen von Abb.5.3 die mittlere tangentiale Geschwindigkeit
in der Vordrallkammer etwa um 30% kleiner ist. Damit wird deutlich, dass das Impulsverhéltnis
(p1v3)/(p2v5) ~ vi/v3 zwischen der Diisenluft und dem Vordrall in Abb.5.3 durch einen Wert
grofer als Eins (0,82 / 0,7 ~ 1,3) abgeschitzt werden kann. Als kritische GroB3e des Abhebe-
verhaltens des Kiihlluftstrahls von Filmkiihlbohrungen (siehe Literaturzusammenfassung von
Saumweber (2005)) verursacht das in Abb.5.3 beobachtete hohe Impulsverhiltnis p;v3 /(pav3)
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eine Versperrung der Luft in der Vordrallkammer am Diisenaustritt, die eine Verzdgerung des
Vordralls von mehr als 15% bewirkt. Dort treten dadurch hohe Geschwindigkeitsgradienten auf,
die die Scherschicht des Strahlrands charakterisieren und weitere Stromungsverluste verursa-
chen.

Die Kiihlluft aus der Diise muss danach die Vordrallkammer durchqueren, um in die Receiver-
bohrungen zu gelangen. Ein auffilliger Fall unter den untersuchten Konfigurationen zeigt Abb.
5.4. Dort muss die Kiihlluft zusétzlich radial entlang der Vordrallkammer stromen. Mallgebend
fiir die Stromungsverluste in der Vordrallkammer ist insbesondere die radiale Verteilung der tan-
gentialen Geschwindigkeitskomponente v, die sich in der Vordrallkammer einstellt. Auf Grund
von Verdffentlichungen zu konventionellen Rotor-Stator-Kammern (siehe Abschnitt 3.2.1.1)
wird erwartet, dass die radiale Verteilung des Dralls in der Vordrallkavitét stark vom Luftanteil
abhéngt, der durch die Rotor- und Stator-Grenzschicht transportiert wird. Mit einem turbulenten
Stromungsparameter A1, =0,3 weit oberhalb der kritischen GroBe At ¢ =0,02 nach Gl. (3.44)
bestitigt das Stromungsfeld von Abb. 5.4, dass die Kiihlluft tiberwiegend die Bohrung iiber den
Stromungskern erreicht. Damit dehnt sich das sog. Quelle-Gebiet vom Diisenaustritt bis zum
Receivereintritt, welches in Abb. 5.4 als Analogie zur Abb. 3.6 Senke genannt wurde. In wie
weit die radiale Verteilung des Dralls von der eines Potenzialwirbels abweicht muss noch in
Abschnitt 6.2.3.3 mit Hilfe der Messdaten analysiert werden. Die Receiverbohrung wird nach
Abb. 5.4 nicht nur durch die Kernstromung versorgt, sondern saugt ebenfalls die in der Rotor-
Grenzschicht unterhalb der Bohrung transportierte Luft an. Dies ldsst vermuten, wie bereits in
den numerischen Berechnungen von Wilson et al. (1997) und von Lewis et al. (2006) erwihnt
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Bohrungen (c,» nach Gl. (3.43))

wurde, dass die Kiihlluft aus den Vordralldiisen einem direkten und einem indirekten Pfad bis
zu den Receiverbohrungen folgen kann. Der direkte Pfad ist mit einem kurzen Aufenthalt in
der Vordrallkammer und dadurch einer begrenzten Temperaturerhohung der Kiihlluft charakte-
risiert. Dagegen fiihrt der indirekte Pfad wegen seiner langeren Bahn durch die gesamte Vor-
drallkavitit zu einem effektiveren Wiarmeaustausch mit den Winden der Vordrallkammer, was
eine groBBere Temperaturerhohung der Kiihlluft hervorrufen kann.

Die erwarteten Stromungsverluste treten im Bereich der Receiverbohrungen auf, wie in Abb. 5.5
angedeutet. Hierzu zeigt Abb. 5.5 berechnete Stromungsvektoren im rotierenden Bezugsystem
in der Ebene y = —r3, die eine Receiverbohrung der Konfiguration G-r1>r2 durch ihre Ach-
se schneidet. Das simulierte Stromungsfeld weist sowohl am Eintritt als auch am Austritt der
Bohrung eindeutige Ahnlichkeiten mit verdffentlichten Untersuchungen von rotierenden Boh-
rungen (siehe unter anderem Wittig et al. (1996), Weissert (1997), Dittmann et al. (2003b), Idris
et al. (2004a)). Der Geschwindigkeitsunterschied zwischen der Bohrung und dem Vordrall v
bestimmt die Stirke der Stromungsumlenkung und die resultierende Abloseblase am Eintritt der
Receiverbohrung. Das um die Bohrungsachse unsymmetrische Geschwindigkeitsprofil gleicht
sich entlang der Bohrungslinge relativ langsam aus. Im Gegensatz dazu besitzt die Kiihlluft
bereits nach einer Einlauflinge in der Bohrung von d, die gleiche tangentiale Geschwindigkeit
wie die Bohrung. In Abb. 5.5 ist danach das Impulsverhiltnis p3c2,/(pumu3) = c2,/u3 zwi-
schen der Stromung aus der Bohrung und der stehenden Luft der Umgebung ausreichend hoch,
damit die Kiihlluft erst auBerhalb der Bohrung in die tangentiale Richtung umgelenkt wird.

Die gerade erwidhnten Analogien sollen aber nicht die Besonderheiten von Vordralldiisensyste-
men ausblenden, die infolge der stirkeren Interaktionen zwischen den Diisen und den Receiver-
kanilen speziell bei sog. direkten Systemen und bei engen Vordrallkammern an Bedeutung
zunehmen. Diese besonderen Eigenschaften sollen weiterhin anhand der numerischen Ergebnis-
se verdeutlicht werden, um weitere erwarteten Grundeffekten zum Verstiandnis der Messdaten
einzufiihren.
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5.2.2 Effekte der Uberdrall- und Unterdrall-Bedingung:

Bei den numerischen Untersuchungen wurden Uberdrall (c¢ > us bzw. K; >> 1) und Unter-
drall (ci2 <up bzw. K| << 1) in der Vordrallkammer simuliert, um gewihlte Effekte dieser
Fille auf das Stromungsfeld zu erkennen. Hierzu soll gezeigt werden, dass sich Uberdrall und
Unterdrall nicht nur durch die Anstromungsbedingung der Receiverkanile, sondern auch durch
unterschiedlich starke Druckgradienten in der Vordrallkammer und durch nicht dhnliche Rotor-
Grenzschichten unterscheiden. Diese Beobachtungen werden spiter fiir die Analyse der Messda-
ten von Nutzen sein.

5.2.2.1 Freistromung

Wie bereits erwihnt, bestimmt die Drallzahl K die Anstromrichtung sowie die Druckverteilung
am Eintritt der Receiverbohrungen. Zwar ist aufgrund der Geschwindigkeitsgradienten in der
Vordrallkammer (vgl. Abschnitt 5.2.1) eine eindeutige Grenze zwischen der Uberdrall- und der
Unterdrall-Bedingung nicht offensichtlich, aber der Ubergang kann nach einer Analyse des Vor-
dralls zwischen K; =1,05 und K| =1,1 bei den untersuchten Vordrallkavititen erwartet werden
(vgl. Abschnitt 5.3.3). Diese bekannten Effekte sind mit Hilfe der numerischen Ergebnisse in
Abb. 5.6 fiir die Ebene y = —r; der Vordrallkammer G-Ref illustriert. Bei K; =0,75 stromt die
Kiihlluft infolge des langsamen Vordralls mit einer negativen tangentialen Geschwindigkeits-
komponente w,, in die Receiverbohrungen. Bei Uberdrall (K; =1,43 und K; =1,66) wechselt
die Anstromrichtung der Receiverkanile. Die in Abb. 5.6 zu beobachten Umlenkungen der Stro-
mung induzieren eine ungleichméBige Druckverteilung am Eintritt der Bohrung. In Analogie zu
einer Turbinenstufe wird die Bohrungshilfte mit dem hohen Druckniveau Druckseite genannt.
Fiir die Bohrungshilfte, wo die Abloseblase entsteht, wird der Begriff Saugseite verwendet.

p/pl []
1.04
1.02
1.00
0.98
—_— W — W
augseite
. i‘ Druckseite
(a) Unterdrall mit K; =0,75 (b) Uberdrall mit K; =1,66 (c) Uberdrall mit K; =1,43

(I1=1,2; Re,, = 2,6 10%) (I1=1,2; Re, = 1,3-10%) (I1=1,6; Re, = 2,9-10%)

Abb. 5.6: Momentaufnahme der Druckverteilung in der Vordrallkammer bei verschiedenen
Drallzahlen K; (CFD-SST; Konfiguration G-Ref; Ebene y = —r;; Zeitaufnahme bei
t* ~ 1 nach Abb. 5.8 und Abb. 5.9)
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Somit wechselt die Druckseite von einer Hilfte zur anderen in Abhiéingigkeit der Drallzahl. Die
Umkehrung der Druckgradienten in der Receiverbohrung beim Ubergang vom Unterdrall zum
Uberdrall kann aber nicht im restlichen Teil der Vordrallkammer beobachtet werden.

Es ist weniger bekannt, dass fiir ein festgelegtes Druckverhéltnis IT und konstanten Vordruck
pro kleinere Druckgradienten in der Vordrallkavitét bei Unterdrall zu erwarten sind. Dies wird
in Abb. 5.6(a) und Abb. 5.6(b) verdeutlicht. Im Vergleich zur Drallzahl K; bleibt IT der Haupt-
kontrollparameter fiir die Druckgradienten in der Vordrallkavitit, wie zusétzlich in Abb. 5.6(b)
und Abb. 5.6(c) angedeutet. Dennoch liefert K; weitere Hinweise iiber die Druckgradienten au-
Berhalb der Receiverbohrungen. Nach GI. (3.45) und (3.51) steigt das Impulsverhiltnis c% / Viz
zwischen der Luft am Austritt der Diisen und dem Vordrall mit der Drallzahl K; (Annahme:
p1 =~ p2 =~ konstant). Damit ist K; auch eine reprisentative GroBe fiir die Interaktion der Kiihl-
luftstrahlen mit dem Vordrall. Bei einem gleichen Druckverhiltnis IT verursacht eine Abnahme
der Drallzahl K; eine stirkere tangentiale Umlenkung der Diisenstrahlen durch die Kammer-
stromung. Dadurch wird der Versperrungseffekt der Kiihlluftstrahlen auf den Vordrall abge-
schwiicht und die Druckgradienten in der Vordrallkammer nehmen ab.

5.2.2.2 Temperaturgrenzschicht bei adiabaten Winden

Die nicht #hnlichen Stromungsfelder, die sich bei Unterdrall und Uberdrall einstellen (vgl.
Abb. 5.6), konnen ebenfalls in der Rotor-Temperaturgrenzschicht nachgewiesen werden. Hierzu
werden in Abb. 5.7 die berechneten axialen Verteilungen der Lufttemperatur in Konfiguration
G-Ref mit adiabaten Winden bei Unterdrall und bei Uberdrall verglichen. Dabei soll betont wer-
den, dass die Totaltemperatur der Rotor-Grenzschicht bei Unterdrall hoher als die Temperatur
der Freistromung ist, wihrend bei Uberdrall der Gegeneffekt auftritt. Diese numerischen Ergeb-
nisse, die Gl. (3.66) von Abschnitt 3.1.3 qualitativ bestiitigen, konnen wie folgt beschrieben
werden:

Bei Unterdrall steigt die Totaltemperatur in der Rotorgrenzschicht aufgrund der vom Rotor zur
Stromung tibertragenen Arbeit. Da die Grenzschichtluft oberhalb der Receiverbohrung keine
Moglichkeit hat, die Vordrallkammer durch eine am duflerem Radius rpax positionierte Ab-
fuhr zu verlassen, gelangt die Grenzschichtluft mit der hohen Totaltemperatur schlieBlich in

0.6 unterdrall Adiabate Wande
— 0.4} I1=1,2;K=0,75; Rep=2,6 10° u%(2c,)=10,8K
2 o2b— [
:I: O Rotorseite
E 020 gpergra T T

-0.41 11=16; K,=1,43; Re¢=2,9 10° |

00 01 02 03 04 05 06 07 08 09 1.0

z/s [-]
Abb. 5.7: Axiale Verteilungen der Totaltemperatur in der Vordrallkammer bei Unterdrall
und Uberdrall (CFD-SST; Konfiguration G-Ref; Momentaufnahne in der axialen-

radialen Ebene ¢ = 0° bei der radialen Position (r —ry)/d; = 2)
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der Kernstromung spitestens beim Radius rpyax zuriick (vgl. Abb. 5.4). Dadurch erhoht sich die
Totaltemperatur in der Freistromung gegeniiber der urspriinglichen Kiihllufttemperatur Ty, wie
in Abb. 5.7 zu sehen ist. Bei Uberdrall spielt dagegen die Rotorgrenzschicht die Rolle einer Wiir-
mesenke, indem die von der Luft zur Rotorfliche iibertragene Leistung die Totaltemperatur der
Grenzschichtluft reduziert. In Abhéngigkeit des von der Receiverbohrung direkt angesaugten
Rotor-Grenzschicht-Massenstroms kann nach Abb. 5.7 sogar das globale Temperaturniveau in
der Vordrallkammer geringfiigig sinken.

5.2.3 Stromungsinstationarititen

Ein weiterer Aspekt, der zu einem besseren Verstidndnis der Vordrallstromung noch beschrie-
ben werden soll, ist ihre instationdre Eigenschaft. Generell konnen Stromunginstationarititen
Totaldruckverluste verursachen und sollen deshalb moglichst klein gehalten werden. In diesem
Abschnitt werden die Stromungsinstionarititen in zwei Kategorien eingeteilt: die von den rotie-
renden Bohrungen angeregten Stromunginstationarititen und turbulente Schwankungen.

5.2.3.1 Von der Receiverbohrung angeregte Stromunginstationaritiiten

Es wird zunéchst erwartet, dass die rotierenden Bohrungen am Austritt jeder Vordralldiise eine
periodische Druckschwankung generieren, deren Frequenz f = Ng - n proportional zur Zahl Ng
der Bohrungen und zur Rotordrehzahl n ist. Fiir die Darstellung dieses Effekts werden wieder-
um numerische Ergebnisse verwendet. Die zeitlichen Variationen des Drucks p(t), der nach
Gl. (4.1) am Austritt einer Vordralldiise von Konfiguration G-hmin berechnet wurde, bestiti-
gen in Abb 5.8(c) die erste Annahme. Dabei betrigt die Schwankungsbreite von pj (t) etwa 1%
des zeitlichen gemittelten Drucks p;. Am Austritt der Vordralldiisen erreicht der Druck pj(t)
sein Minimum, wenn sich eine Receiverbohrung vor der Diise befindet (vgl. Abb. 5.9). Wie

1.04f 1.04F 1.04f
1.02F 1.02F 1.02
g 1,003 ;\:1 1.00 exgnsettngsasevttitétinngesaa \E 1.00
= 0.98} D /P, < 0.98f = 0.8
p,(1)/p, I ]
0.96F ———— pa=y(t)/pz: 0.96} 0.96
05 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0 35 05 1.0 1.5 20 2.5 3.0 35 05 1.0 1.5 20 2.5 3.0 35
=t/ (N,n) [] =t/ (N,n) [ t=t/(N,n) [
(a) Referenzkammer G-Ref (b) Breiteste Kammer G-smax (c) Engste Kammer G-hmin
(I=14; K;=2.4; Re,=1,3-10°) (M=14; K;=2,2; Re,=1,3-10° (I=14; K;=2.2; Re,=1,2-10)

Abb. 5.8: Zeitliche Druckédnderungen in der Vordrallkavitét
(CFD-SST; pyo und p; nach Gl. (4.1); pi~! = 1 Jaga=1 p A mit A= nach Abb. 5.9)
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Abb. 5.9: Anderung der Druckverteilung in der Vordrallkammer G-hmin in Abhiingigkeit
von der Receiverbohrungsposition (CFD-SST; Ebene y = —rp; I1=1,4; K| =2,2;
Re, =1,2-10°; t* nach Abb. 5.8(c))

Abb 5.8(c) noch zeigt, sind die Amplitude und Frequenz der Druckschwankungen ortsabhin-
gig. In den rotierenden Bohrungen werden bis zu einem Faktor 5 noch gréBere Schwankungs-
amplituden beobachtet. Dafiir wurde der flichengemittelte Druck p4l!(t) in der Bohrung Bol
von Abb. 5.9 bei einem Abstand von dj ihres Eintritts ermittelt. Nach Abb. 5.8(c) besitzt der
resultierende zeitliche Verlauf von pﬁ%:ll (t) eine zur Diisenanzahl Ny proportionale Frequenz
f = Ny -n. Des weiteren kann beobachtet werden, dass sich der maximale Druck in der Bohrung
Bol einstellt, wenn die Bohrung Bol das durch den Diisenstrahl gesperrte Winkelsegment der
Vordrallkammer (bei t«x =1) erreicht. Wenn dagegen der Kiihlluftstrahl den Eintritt der Bohrung

Bol (bei tx =1,5) trifft, nimmt pZB%:ll (t) einen minimalen Wert an.

In Abb. 5.8(a) und 5.8(b) werden die zeitlichen Variationen der gleichen Druckmessstellen fiir
zwel andere Vordralldiisensysteme dargestellt, um auf den Einfluss des Volumens der Vordrall-
kammer hinzuweisen. Beim Vergleich wurden das Druckverhéltnis IT und die Drallzahl K;
etwa gleich gehalten, da die Erldutungen in Abschnitt 5.2.2.1 und die Beobachtungen von Ditt-
mann (2006) zeigen, dass IT und K; auch die Druckamplituden in der Rotor-Stator Kammer
bestimmen. Relativ zu Konfiguration G-hmin sind die Druckschwankungen in der Referenz-
Konfiguration G-Ref und in der breiteren Vordrallkammer G-smax stark gedampft. Die Redu-
zierung der Druckschwankungen zwischen Konfiguration G-Ref mit s/d; =1,4 und G-smax mit
s/d; =3,4 kann qualitativ in Zusammenhang mit Erwartungen von Popp et al. (1998) und Ditt-
mann (2006) gebracht werden. Insbesondere empfehlen Popp et al. ein Rotor-Stator-Abstand
s tiber 1,2d;, um den Einfluss des Strahlaufpralls auf das Stromungsfeld am Diisenaustritt zu
minimieren. Aus den Messergebnissen von Samoilovich et al. (1957) und aus seinen eigenen
experimentellen Untersuchungen erwartet Dittmann auBlerdem ein akustisch wahrnehmbares
Pulsieren der Stromung, welches sich bei steigendem Quotient 2xr, /Ng /s verstirkt, wenn die
Bogenlinge 2zr, /Ny groBer als das 11,5-fache des Spaltabstandes s ist. Die hoheren Druckva-
riationen bei Konfiguration G-hmin lassen trotz gleicher Verhiltnisse s/d; und 2zr; /Ng /s aber
vermuten, dass andere Parameter wie das Volumen der Vordrallkavitidt ebenfalls einen bedeu-
tenden Einfluss haben. Fiir die Fragestellung dieser Arbeit wird schlieBlich daraus geschlossen,
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dass Vordrallkammern mit Abmessungen s/d; und (rmax — I'min)/d1, die kleiner als 1,4 bzw.
kleiner als 1,3 sind, ein potenzielles Risiko fiir hohe zeitliche Druckvariationen darstellen. So-
mit wird die restliche Studie annehmen, dass hohere Effektivitiit in engeren Vordrallkammern
als G-hmin aufgrund zunehmender Stromungsinstationaritdten schwer zu erreichen sind.

Im SAS-Turbulenzmodell sowie im SST-Turbulenzmodell wurden mit dem kleinsten Zeitschritt
At=1,09-10"%s nicht periodische Stromungsinstationarititen berechnet, deren Frequenzen
grofer als die Frequenz der von den rotierenden Bohrungen induzierten Variationen sind. Die
Amplitude der hochfrequenten Instationarititen haben etwa die gleiche Groenordnung wie
die periodischen Variationen von Abb. 5.8. Dadurch verlieren die berechneten zeitlichen Ande-
rungen der Stromungsgrofen unter einem kritischen Diskretisierungszeitschritt At ihre periodi-
schen Eigenschaften. Bei Konfiguration G-Ref fiir Il =1,4 und K| =2,4 entspricht dieser kriti-
sche Zeitschritt einer Frequenz von zirka 18,4 kHz, wihrend die erwartete Frequenz der Druck-
dnderungen in der Receiverbohrungen gleich Ny - n =1,15 kHz ist. Im Gegensatz zu Abb. 5.8(c)
wird dieser Effekt bereits in Abb. 5.8(a) fiir Konfiguration G-Ref deutlich. Die hochfrequenten
Instationarititen stellen vorhergesagte turbulente Wirbel dar, die nun néher beschrieben werden.

5.2.3.2 Turbulente Schwankungen

Zu den zeitlich periodischen Stromungsidnderungen addieren sich in der Vordrallkammer tur-
bulente Schwankungen, die ein weitere Wirkung auf die Stromungsverluste haben. Bei den
Reynolds-Zahlen c;d; /v; am Diisenaustritt zwischen 5,5 - 10* und 1,3 - 10° ist die Freistromung
in den Diisen und innerhalb der Vordrallkammer turbulent (Reyj; ~ 2300 bei Rohrstromungen).
Die Turbulenz ldsst sich durch instationidre Wirbelstrukturen von unterschiedlicher Grofle L
und Frequenz o nachweisen. Wie das im Laufe der PIV Messungen (vgl. Kapitel 4) gewonnene
Bild 5.10 zeigt, konnen instationédre Strukturen am Austritt der Diisen mit Abmessungen der
gleichen GroBenordnung wie die des Diisendurchmessers auftreten. Diese Strukturen zerfallen
nach der sog. Energiekaskade-Theorie (siehe Jischa (1982), Rodi (2006)) in immer kleinere
Wirbel mit steigenden Frequenzen bis zu einer minimalen Wirbelgrofle Iy (auch Kolmogorov
(1941) Langemal genannt), die von Tennekes und Lumley (1994) aus der Reynolds-Zahl abge-
schiitzt wird. Mit einer Reynolds-Zahl Re von 5,5-10* ergibt sich somit fiir die Kolmogorov
WirbelgroBe I /d; ~ Re3/* ~ 1/5500.

Aufgrund des dafiir benotigten sehr feinen Gitters (vgl. abgeschitzte minimale Wirbelgrof3e)
und der erforderlichen kleinen Zeitschritte war eine direkte Berechnung der turbulenten Stro-
mung in den untersuchten Vordralldiisensystemen nicht durchfiihrbar. Mit Hilfe des SAS-SST-
Turbulenzmodells konnten dennoch die groBten turbulenten Wirbel in Konfiguration G-Ref be-
rechnet werden. Um die so ermittelten turbulenten Wirbel in der Ebene y = —r; von Konfigura-
tion G-Ref zu verdeutlichen, wurde die Verteilung der Vortizitidtskomponente €2y in Abb. 5.11
dargestellt. Dabei ergab sich Qy aus den momentanen Geschwindigkeitskomponenten vy und

v, nach GI. 5.1:
1 /dvy Ov,
QFE(E‘ ax) SR

In Abb. 5.11 sind die berechneten turbulenten Wirbel 10 bis 20 mal kleiner als der Diisendurch-
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Abb. 5.10: Turbulente Strukturen in der Abb. 5.11: Vortizitdtskomponente Qy
Vordrallkammer (PIV) (cidi/vi ~=5,5-10%)

messer d; und decken einen Frequenzbereich von etwa 10 kHz bis 60 kHz ab. Dadurch sind
die Frequenzen der erfassten turbulenten Strukturen eine Gro3enordnung hoher als die der von
den Receiverbohrungen angeregten Stromungsinstationaritdten. Insbesondere treten die hoch-
sten Wirbelstidrken in den Stromungsscherschichten wie der Grenzschicht zwischen dem Strahl
aus der Diise und der Querstromung auf. Sie zeigen sich auch am Rand der Abloseblasen am
Eintritt der Diise und der Receiverbohrungen. In Zonen mit hohen Geschwindigkeitsgradien-
ten, die bereits im Kapitel 5.2.1 erwédhnt wurden, wird ein Grossteil der turbulenten kinetischen
Energie k der Stromung produziert. Diese kinetische Energie, die direkt aus der Hauptstromung
entzogen wird, dient dazu, immer kleinere Wirbelsysteme anzutreiben, bis sie irreversibel auf-
grund der mit kleinerer Abmessung der Wirbel steigenden Viskosekriften in thermische Energie
umgewandelt wird. Aus einer makroskopischen Sicht wirkt die Umwandlung eines Teils der To-
talenthalpie der Hauptstromung in turbulente kinetische Energie als Drehimpulsverlust und als
Totaldruckverlust in der Vordrallkammer. Deshalb soll bei der Auswertung der Messdaten noch
eine Methode vorgeschlagen werden, die die Stromungsverluste der Turbulenz und der damit
induzierten Sekundirstromungen quantifizieren kann (vgl. Kapitel 6.2.2).

5.3 Uberpriifung der numerischen Ansitze mit experimentellen Vergleichs-
daten

Die qualitativ iiberzeugenden Ergebnisse der numerischen Stromungsberechnungen zum Ver-
standnis der Vordrallstromung fithren zur Frage Ihrer Genauigkeit. Zu diesem Zweck wurden
mit Hilfe der in Kapitel 4 beschriebenen Messtechnik lokale und globale Stromungsgroen
gemessen, die mit den berechneten GroBen verglichen werden. Vergleiche mit den unterschied-
lichen Messgroen sollen dazu dienen, die Aussagen mit einander zu korrelieren und zu be-
stitigen, da restliche Messunsicherheiten aufgrund der Komplexitit des Messaufbaus nicht zu



5.3 Uberpriifung der numerischen Ansitze mit experimentellen Vergleichsdaten 85

vermeiden sind. Die quantitative Beurteilung der CFD-Vorhersagen wird insbesondere vor der
Analyse der Messdaten (vgl. Kapitel 6) durchgefiihrt, damit die daraus erhaltenen Erkenntnisse
auch bei der Auswertung der Gesamteffizienz der Vordralldiisensystemen in Kapitel 7 verwen-
det werden konnen.

5.3.1 Verlustkoeffizient (Geschwindigkeitsverhiltnis) ny der Vordralldii-
sen

Vor Vergleichen in der Vordrallkammer soll zuerst die Vorhersage der Stromungsverluste in
den Vordralldiisen iiberpriift werden. Hierzu wird iiblicherweise der Durchflussbeiwert Cgy
der Vordralldiisen ausgewertet (siehe Gl. (3.35)). Generell wird in der Literatur eine sehr gute
Ubereinstimmung zwischen den berechneten und gemessenen Durchflussbeiwerten C4qy von
Vordralldiisen erreicht (vgl. Dittmann et al. (2002a), Jarzombek et al. (2006), Ciampoli et al.
(2008)), so dass sich nun die Frage stellt, ob gleiche Ergebnisse fiir die untersuchten Konfigura-
tionen beobachtet werden kénnen.

Geschwindigkeitsdreiecke und Geschwindigkeitsverhéltnisse werden in Analogie zu einer Tur-
binenstufe bei der Analyse eines Vordralldiisensystems hidufig verwendet. Zum Durchflussbei-
wert Cqy wird deswegen in dieser Arbeit das Geschwindigkeitsverhiltnis ny fiir die Auswer-
tung der Stromungsverluste in den Diisen bevorzugt. ny ergibt sich aus den zeitlich gemittelten
StromungsgroBen my, Tig, pro und p; nach Gl. (5.2):

C1

nv = mit ¢ und ¢ s nach GI. (3.31) und (3.29) (5.2)

Clis

Demzufolge sind ny und Cqvy stark voneinander abhéngig, wie Gl. (5.3) zeigt:

Apicy Tiis Tiis nv
Cav = =NV——" ="V - = (5.3)
A1P1isClis T T]is_|_(§is _;i 14+ (1-ng) (xk—1)Ma?
Cp Cp

Dabei wurden T s, Maj s, p1 und T bereits in Gl. (3.30) und (3.32) definiert, wahrend sich die
ideale Dichte p s wie die mittlere Dichte p; aus der idealen Gasgleichung ermitteln lésst:

P1

- _ 54
Plis EKTlis ( )

Fiir ny=0,7 und x=1,4 ist bei Ma; 5=0,2 die GroBle Cqvy 1% kleiner als ny, wihrend der Unter-
schied zwischen Cgy und ny bei Ma, ;;=0,7 bzw. bei Ma, js=1 ungefihr 9% bzw. 17% erreicht.

Zur Bestimmung von ny wurden bei den CFD-Berechnungen die gleichen Messstellen wie in
Kapitel 4 fiir Tio, pio und p; beniitzt. Die vorhergesagten und gemessenen Verlustkoeffizien-
ten 1y sind schlieBlich als Funktion des Druckverhiltnisses IT iiber die Diisen in Abb. 5.12
dargestellt. Fiir ein gegebenes Druckverhiltnis IT wurden in Abb. 5.12 zwei Messpunkte ein-
getragen, die den Drehzahlen n =3000 Umin~! und n =6000 Umin~' der CFD-Berechnungen
entsprechen. Die von der Drehzahl unabhéngige Ausrichtung der Messpunkte von Abb. 5.12
bestitigt die Erkenntnis von Abschnitt 3.2.2.1, dass IT der Haupteinflussparameter des Durch-
flussbeiwerts ist. Der Vergleich des vorhergesagten Geschwindigkeitsverhiltnisses ny mit dem
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Abb. 5.12: Berechnete und gemessene Verlustkoeffizienten ny der Vordralldiisen

Messdaten soll somit bei gleichem Druckverhiltnis durchgefiihrt werden. Daraus ergeben sich
folgende erste Ergebnisse: Die CFD-Ergebnisse stimmen mit den Messergebnisse innerhalb
1% tiberein. Damit wird die numerische Vorhersage des Geschwindigkeitsverhiltnisses ny fiir
beide getestete Turbulenzmodelle als erfolgreich angenommen. Aus weiteren Beobachtungen
konnen aber zusitzliche Hinweise iiber die Aussagekraft der numerischen Verfahren abgeleitet
werden.

Trotz unterschiedlicher Vordrallkammern wurde bei allen gezeigten Konfigurationen ein glei-
ches oder sehr dhnliches Durchflussverhalten der Vordralldiisen festgestellt. Ferner zeigt Abb.
5.12, dass sich das gemessene Geschwindigkeitsverhéltnis ny der Konfigurationen G-ref, G-
smax und G-r1>r2 kaum é@ndert, wenn die Messungen des Durchflussverhaltens der Diisen ohne
Rotor durchgefiihrt werden. Beide Beobachtungen weisen darauf hin, dass die Stromungsver-
luste in der Vordralldiise hauptsichlich durch die am Diiseneintritt erwartete Einschniirung der
Stromung induziert sind (vgl. Abb. 5.3). Die Wechselwirkung mit der Scherstromung in der Vor-
drallkammer und mit den Receiverbohrungen haben nimlich nach den Messergebnissen einen
minimalen Effekt auf ny. Nach dem Vergleich mit Konfiguration G-hmin, in der die hochsten
Druckschwankungen infolge der Receiverbohrungen erwartet werden (siche Abb. 5.8), kann
dieser Effekt auf wenige Prozent (<2%) abgeschitzt werden. Die Tatsache, dass Bragg (1960)
und Zierep (1990) die Querschnittfliche der sog. vena contracta in einfachen Bohrungen so-
wohl fiir ein kompressibles als auch inkompressibles Fluid aus der Kontinuitéts-, der Impuls-
und der Energie-Gleichung analytisch herleiten, ldsst des weiteren vermuten, dass die Turbu-
lenzmodellierung kaum einen Einfluss auf die Vorhersage der Einschniirung der Stromung am
Eintritt der Vordralldiisen hat. Aus diesen Griinden kann angenommen werden, dass korrekte
Vorhersage von ny mit konventionellen CFD-Turbulenzmodellen unproblematisch erreicht wer-
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den konnen, solange ny iiberwiegend durch die Stromungsverluste am Diiseneintritt bestimmt
wird. In solchen Fillen geniigt moglicherweise der Einsatz eines Standard-Turbulenzmodells.
Fiir Konfiguration wie in G-hmin, in der die Stromung am Austritt der Diisen ihr Durchflussver-
halten beeinflusst, steigt das Risiko einer Uberschitzung des Durchflussbeiwerts Cqy .

5.3.2 Geschwindigkeitsverteilung

Mit Hilfe der Messergebnisse des fiir diese Arbeit aufgebauten PIV-Systems wird nun ange-
strebt, die Genauigkeit des berechneten Geschwindigkeitsfeldes zu bestimmen. Da die anderen
Geschwindigkeitskomponenten weniger wichtig fiir die Kiihleffektivitdat von Vordralldiisensy-
stemen sind, wird sich die Analyse auf die tangentiale Komponente fokussieren. Ziel dieses
Abschnitts besteht insbesondere darin, die berechneten Geschwindigkeitsgradienten mit den
PIV-Ergebnissen zu vergleichen, wihrend eine ausfiihrlichere Auswertung der Geschwindig-
keit des Vordralls in Abschnitt 5.3.3 durchgefiihrt wird.

Hierzu wurde die Messebene y = —r von Konfiguration G-Ref ausgewihlt, da die hochsten Ge-
schwindigkeitsgradienten in der Freistromung dort beobachtet wurden. Zur Verfiigung stehen
Daten einer ersten PIV-Messreihe, deren charakteristische Ergebnisse in Abb. 5.13 dargestellt
sind. In Abb. 5.13 konnen deutliche Isolinien der fiir eine Rotorposition zeitlich gemittelten tan-
gentialen Geschwindigkeitskomponente erkannt werden. Wie in Abschnitt 4.5.2 bereits erklirt,
versperrten im Laufe der ersten PIV-Messreihe die Tracerpartikeln zirka 15% der Querschnitt-
fliche A der Vordralldiisen, so dass trotz einer hohen Messauflosung die Vergleichbarkeit von
Abb. 5.13 mit den Berechnungen begrenzt sein mag. Aus diesem Grund werden auch Ergebnis-
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Abb. 5.13: Zeitlich gemittelte tangentiale Stromungsgeschwindigkeiten am Eintritt einer
Receiverbohrung in Abhingigkeit von der Drallzahl K; (PIV; Konfiguration G-Ref
mit zirka 15% kleinerer Fliache Aj; Ebene y = —1»)
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Abb. 5.14: Zeitlich gemittelte tangentiale Stromungsgeschwindigkeiten in der Ebene y = —r}
der Konfiguration G-Ref fiir eine gegebene Winkelposition der Receiverbohrungen
(IT=1,2; Ky =1,7; Achse einer Receiverbohrung in den Ebenen y = —r; und x = 0)
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se der zweiten PIV-Messreihe fiir den Vergleich verwendet. Die damit gewonnenen tangentialen
Stromungsgeschwindigkeiten wurden fiir einen repréasentativen Betriebpunkt in Abb. 5.14 illu-
striert. Mit fliissigen Tracerpartikeln wurden Geschwindigkeitsverteilungen mit weniger glatten
Isolinien als in Abb. 5.13 erhalten. Die Auswertung einer groleren Anzahl von PIV-Bildern
wiirde zwar glittere Konturplots insbesondere in der Ndhe von Stator und Rotor fiithren, aber
nach Abschnitt 4.9 und nach dem Vergleich mit Abb. 5.13 wird erwartet, dass die Mittelung
weiterer PIV-Bilder das Geschwindigkeitsniveau von Abb. 5.14 um wenige Prozent (unterhalb
5%) dndern wiirde. Die mit dem SST-Turbulenzmodell und dem SAS-Turbulenzmodell berech-
neten Geschwindigkeiten wurden fiir den entsprechenden Betriebspunkt ebenso in Abb. 5.14
gezeigt. Wie fiir die Messergebnisse ergaben sich die zeitlich gemittelten Geschwindigkeitsfel-
der des SAS-Turbulenzmodells aus der Mittelung mehrerer Zeitaufnahmen. Fiir die Mittelung
wurden 18 Zeitaufnahmen beriicksichtigt, nachdem abgeschitzt wurde, dass sich mit 5 zusitz-
lichen Zeitaufnahmen die zeitlich gemittelten Geschwindigkeiten im Mittel noch um maximal
+2% variieren konnen.

Insgesamt stimmen die CFD-Berechnungen mit den in Abb. 5.13 und 5.14 dargestellten ge-
messenen Geschwindigkeitsfeldern qualitativ iiberein. Insbesondere konnen die Expansion des
Luftstrahls aus den Diisen und die Umlenkung der Stromung am Eintritt der Receiverbohrungen
sowohl bei den Messungen als auch bei den Berechnungen erkannt werden. Dennoch treten lo-
kal hohere Geschwindigkeitsgradienten bei den SST-Berechnungen als bei den PIV-Ergebnissen
auf. Im Vergleich generiert das SAS-Modell niedrigere und damit mit den Messungen bes-
ser iibereinstimmende Geschwindigkeitsgradienten. Trotzdem ergeben das SAS-Modell sowie
das SST-Modell um etwa 10% hohere tangentiale Stromungsgeschwindigkeiten als die PIV-
Messungen. Dies soll noch fiir das SST-Turbulenzmodell genauer analysiert werden, mit dem
weitere Konfigurationen zu diesem Zweck numerisch untersucht wurden, da es hiufig als Stan-
dard in der Industrie verwendet wird.

5.3.3 Tangentialgeschwindigkeit am Eintritt der Receiverbohrungen

Um die Abweichungen der berechneten tangentialen Stromungsgeschwindigkeiten genauer zu
bestimmen, wurde aus den PIV-Ergebnissen und den CFD-Berechnungen dieser Arbeit eine
mittlere Tangentialgeschwindigkeit vy, bei mehreren Betriebspunkte und innerhalb von zwei
unterschiedlichen Vordrallkammern ermittelt. Damit die mittlere Tangentialgeschwindigkeit v
eine reprasentative Geschwindigkeit der Kernstromung bei der radialen Position der Receiver-
bohrungen darstellt, wurde sie aus der Integration der Geschwindigkeitskomponente v, iiber
die Teilfliche S, der Ebene y = —r, gewonnen. Mit x-Koordinaten zwischen x/s = —3 und
x/s = 3 und z-Koordinaten zwischen z/s = 0,35 und z/s = 0,65 deckt nach Abb. 5.14 die Fli-
che S, etwa eine komplette Teilung zwischen zwei Vordralldiisen iiber ein Drittel des axialen
Abstands zwischen dem Rotor und dem Stator ab. Die iiber die Fliche S, gemittelte Tangential-
geschwindigkeit v,» wurde fiir die Messungen und Berechnungen aus dem zeitlich gemittelten
Stromungsfeld hergeleitet, welches sich einstellt, wenn die Receiverbohrungen die gleiche Win-
kelposition wie die des Austritts einer gewihlten Vordralldiise haben.

Die von SST-CFD Modellen vorhergesagten Geschwindigkeiten v,,» werden fiir Konfiguration
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Abb. 5.15: Mittlere tangentiale Stromungsgeschwindigkeit in der Vordrallkammer an der radia-
len Position der Receiverbohrungen

G-Ref und G-r1>1r2 in Abb. 5.15 mit den gemessenen Geschwindigkeiten verglichen. Abb. 5.15
stellt die Beobachtungen von Abschnitt 3.2.3.1 dar, nach denen das gemessene Geschwindig-
keitsverhiltnis v, 2 /c| unabhingig vom Druckverhiltnis IT etwa linear mit dem reziproken Wert
von K steigt. Diese Tendenz ist durch die CFD-Berechnungen wiedergegeben, mit dem Unter-
schied, dass eine Abhidngigkeit vom Druckverhiltnis fiir Konfiguration G-Ref bemerkbar ist.
Die Streuung der Messdaten von 6% fiir Konfiguration G-Ref und von etwa 4% fiir Konfigura-
tion G-r1>r2 ist von der gleichen Groenordung wie der in Abschnitt 4.9 erwédhnte Messfehler
von 5%. Trotz dieser Messunsicherheit zeigt Abb. 5.15, dass die CFD-Berechnungen in Konfi-
guration G-Ref den gemessenen mittleren Drall an der radialen Position der Receiverbohrungen
um 5% bis 11% tiberschitzen. Bei der Konfiguration G-r1>1r2 mit radial versetzten Vordralldii-
sen steigt aber der Unterschied zu den Messdaten auf zirka 15% (vgl. auch Abschnitt 6.2.3.3 und
6.2.4). Die Aussage der Uberschitzung muss mit Hilfe von anderen Messmethoden iiberpriift
werden. Dies kann zunédchst mit der Analyse des Druckriickgewinns erfolgen.

5.3.4 Druckriickgewinn

Basierend auf Messungen der in der Vordrallkammer statischen Driicke sollen ergénzende Hin-
weise liber die Genauigkeit der eingesetzten CFD-Verfahren gewonnen werden. Die dafiir ver-
wendeten Druckmessstellen wurden fiir die analysierten Konfigurationen in Abb. 5.16 schema-
tisch dargestellt, wihrend weitere Details der Messstellen in Abschnitt 4.5.1 bereits eingefiihrt
wurden. Die radialen und tangentialen Positionen der Messstelle wurden gewihlt, um den Riick-
gewinn des statischen Drucks messen zu konnen, der sich bei der radialen Position der Receiver-
bohrungen durch die Entspannung der Kiihlluftstrahlen aus den Diisen ergibt. Abb. 5.16 stellt
die vorhergesagten statischen Driicke im Vergleich zu den Messdaten dar.

Der hochste Druckriickgewinn wird in der Nidhe der Vordralldiise von Konfiguration G-Ref be-
obachtet. Dabei iiberschitzen die numerischen Berechnungen den Druckriickgewinn um etwa
60%. Dies ldsst zuniachst vermuten, dass die Totaldruckverluste in der Vordrallkammer G-Ref
von den CFD-Modellen unterschitzt werden. Des weiteren sind aufgrund der versetzten radia-
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Abb. 5.16: Druckriickgewinn nach der Expansion der Stromung in Umfangsrichtung zwischen
zwei Diisen

len Position der Messstellen relativ zu den Diisen die gemessenen und die berechneten Riick-
gewinne in den restlichen Konfigurationen kleiner. Wie in Konfiguration G-Ref ist der berech-
nete statische Druck in Konfiguration G-hmin mit der engsten Vordrallkammer hoher (um etwa
30%) als der gemessene Wert. Die gegeniiber den Messdaten niedrigen berechneten Driicke in
den letzten Konfigurationen scheinen in einer ersten Ndherung den bei Konfiguration G-Ref und
G-hmin gewonnenen Ergebnissen zu widersprechen. Mit Hilfe folgender Uberlegungen kénnen
aber die niedriger vorhergesagten Druckdifferenzen p,; — p; als ein zusétzliches Anzeichen der
Uberschitzung des Vordralls v, innerhalb der Rotor-Stator Kavitit durch die CFD-Modelle
interpretiert werden (vgl. Abschnitt 5.3.3).

Nach dem Kriftegleichgewicht senkrecht zu konzentrischen Strémungslinien gilt:
) vz
P = (5.5)

Nach einer Integration der Gl. (5.5) (mit p =konstant und v, =konstant) kann angenommen
werden, dass der radiale Druckgradient py; —p; in der Vordrallkammer ndherungsweise vom



92 Aussagekraft der numerischen Strémungsberechnungen

Radius rp; und vom zu ¢y proportionalen Vordrall v, wie folgt abhéingt:

2 |PETP op? In 2| mit b= 122 (5.6)
plc1 I C1

Gl. (5.6) zeigt, dass die dimensionslosen Druckdifferenzen 2|p,; —p1|/(pi1c?) mit einer stei-
genden dimensionslosen tangentialer Stromungsgeschwindigkeit v,2/c; steigt. Deshalb kann

die Tatsache, dass die berechneten Druckdifferenzen |p,; — pi| in Konfigurationen G-r1>r2 (mit

12i /11 =0,917) und G-smax (mit rp; /r; =0,947) hoher als die entsprechenden gemessenen Druck-
differenzen (vgl. Abb. 5.16(c) und 5.16(b)) sind, als ein zusétzlicher Hinweis der hoheren be-
rechneten tangentialen Geschwindigkeiten in der Vordrallkammer interpretiert werden.

5.3.5 Totaltemperaturinderungen

Die korrekte Berechnung der Kiihllufttemperaturen stellt eine der groBten Herausforderungen
fiir numerische Verfahren dar. Darum erfolgt die Analyse der Temperaturen erst nach der Aus-
wertung des Durchflusses, der tangentialen Geschwindigkeiten und der Druckverteilung. Zum
Verstindnis der berechneten Kiihllufttemperatur Ty 3 innerhalb der Receiverbohrungen sollen
aber zuerst die Totaltemperaturen in der Vordrallkammer gepriift werden. Die Kenntnis der be-
rechneten und gemessenen Totaltemperaturen in der Vordrallkammer ist fiir diese Arbeit nétig,
da eine Variation von 2 K in der Vordrallkammer bereits 15% der erwarteten mittleren Tempe-
raturdifferenz Ty 3 — Ty entspricht. Aus dem Vergleich mit den Messdaten werden weiterhin
Riickschliisse iiber die Giiltigkeit der Annahme von adiabaten Winden bei den experimentellen
Untersuchungen gezogen.

Die Totaltemperatursonden T, T2, und To3 (vgl. Abschnitt 4.5.3.4) ermoglichen es, eine ra-
diale Verteilung der Kiihllufttemperatur in der Vordrallkammer bei einem axialen Abstand von
z=s/2 und einer Winkelposition von ¢ =0,83-360/Ny = 13° gegeniiber dem Diisenaustritt
(vgl. Abb. 4.5) zu messen. Abb. 5.17 stellt den Vergleich der Messergebnisse mit den nume-
rischen Berechnungen fiir zwei Konfigurationen dar. Obwohl die Winkelpositionen der Son-
de Toy, T71 und T7, (vgl. Abschnitt 4.5.3.5) unterschiedlich sind, wurden in Abb. 5.17 die
Messwerte dieser Sonde auch eingetragen, um auf die thermischen Bedingungen am Rand der
Vordrallkammer hinzuweisen. Da die Sonde Tg; im Laufe der Untersuchungen in Konfigura-
tion G-r1>r2 defekt war, wurden in Abb. 5.17(b) die Messwerte der Sonde Tg, eingetragen,
welche sich weiter axial versetzt von der rotierenden Flache der Vordrallkammer befand (siehe
Abb. 4.8).

Zunichst wird die Totaltemperatur bei der radialen Position der Receiverbohrungen analysiert,
da sie entscheidend fiir die Temperatur Ty 3 innerhalb der Bohrungen ist. Dabei zeigt Abb. 5.17,
dass fiir (r—ry)/d; &~ £1 die gemessenen und berechneten Totaltemperaturen des Vordralls bis
zu zirka £2 K von der Referenztemperatur Ty stromauf der Diisen abweichen kénnen. Mit
einer erwarteten Messgenauigkeit von zirka +1 K bleibt es schwierig, Einfliisse des Rotors
auf das Temperaturfeld von moglichen Temperaturmessfehlern eindeutig zu trennen. Trotzdem
kann folgendes angemerkt werden. Bei der radialen Position des Bohrungseintritts wurden die
grofften Abweichungen der numerischen Ergebnisse fiir Konfiguration G-Ref mit der hochsten
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Abb. 5.17: Totaltemperaturen in der Vordrallkavitit

Umfangs-Reynolds-Zahl Re, =2,6 10 und den groBten Druckverhiltnissen (IT >1,4) erreicht.
Insbesondere konnen in diesen Féllen die Berechungen die Totaltemperatur in der Vordrallkam-
mer bis um 2,5 K unterschitzen. In Konfiguration G-r1>r2 stimmen dagegen die berechneten
Temperaturen mit den Messwerten besser als 1 K iiberein.

Zum einen konnen diese Diskrepanzen auf den Vorhersagen abweichender Mischungsverhilt-
nisse der kalten Kiihlluft aus den Diisen mit in der Vordrallkammer rezirkulierender wirme-
rer Luft zuriickgefiihrt werden (siehe Abb. 5.4). Im Gegensatz zu Konfiguration G-r1>r2, in
der die Vordrallkammer aufgrund der radial versetzten Anordnung der Diisen gegeniiber den
Receiverbohrungen besser durchstromt ist, besteht oberhalb der Diisen von Konfiguration G-
Ref eine groBere Zone mit rezirkulierender Luft. Innerhalb und an der Grenze dieser Zone
((r—rp)/d; = 0,5) konnen stirkere Temperaturgradienten auftreten, die schwierig genau zu
berechnen sind. Umgekehrt kann auch angenommen werden, dass die Diskrepanzen mit den
Messdaten hauptsidchlich durch nicht perfekte adiabate Winde der Vordrallkammer verursacht
werden. Mit der zusétzlichen Annahme, dass die CFD-Berechungen die Totaltemperatur in per-
fekt adiabaten Vordrallkammern innerhalb 1 K richtig vorhersagen, kann vorausgesetzt werden,
dass Wirmekonvektion fiir die in Abb. 5.17 illustrierten Féllen einen Effekt auf die Temperatur
am Eintritt der Receiverbohrungen bis auf maximal 2,5 K hat, falls der Versuchtridger nicht per-
fekt adiabat wire. Dieser potenzielle Storeffekt muss somit bei der Analyse der Messdaten in

Kapitel 6 eventuell korrigiert werden.

Bei (r—ry)/d; = 3,4 werden in Konfiguration G-Ref aus den vermuteten gleichen Griinden
noch hohere Abweichungen (bis zu 4 K) mit den Messdaten beobachtet. Diese Abweichungen
werden aber als lokale Effekte mit weniger Wirkung auf Ty 3 betrachtet werden, da die Diskre-
panzen mit den Messungen im Bereich der Receiverbohrungen deutlich kleiner als 4 K blieben,

wie zuvor diskutiert.
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5.3.6 Temperaturabsenkung am Eintritt der Receiverbohrungen

Die Vergleiche der CFD-Ergebnisse mit den Messdaten enden mit der Analyse der Temperatur-
absenkung Ty 3 — Tto, die meistens als MessgroBe fiir die Kiihleffektivitit von Vordralldiisen-
systemen verwendet wird. Hierzu wurden die berechneten und gemessenen Temperaturabsen-
kungen T3 — Tio am Eintritt der Receiverbohrungen mit Hilfe der Umfangsgeschwindigkeit
uy dimensionslos gemacht und durch das Geschwindigkeitsverhiltnis ¢ /uy in Abb. 5.18 dar-
gestellt. Die Vorteile dieser Darstellung wurden bereit in Abschnitt 3.2.4.2 erwéhnt. Dabei soll
angemerkt werden, dass die mit den CFD Modellen berechneten Temperaturen Ty 3 aus der
iiber die Fliche AZB%:I&Q (vgl. Abschnitt 6.1.2) zeitlich und iiber den Massenstrom gemittelten
Totaltemperatur innerhalb der Receiverbohrung Bol von Abb. 5.9 hergeleitet wurden. Um die
GrofBenordnung der Unterschiede zwischen den numerischen und experimentellen Ergebnis-
sen besser darzustellen, wurde fiir die Druckverhiltnisse IT =1,2 und IT =1,4 eine konstante
Abweichung von 2 K gegeniiber den Messdaten anhand gestrichelter Linien in Abb. 5.18
gekennzeichnet.

Nach Abb. 5.18 sagen generell die adiabaten CFD-Berechnungen kéltere Werte fiir Ty13 als
die gemessenen Temperaturen voraus. Die Abweichungen von den Messdaten sind aber von
den untersuchten Konfigurationen abhingig. Beim Beschrinken der Analyse auf den Betrieb-
spunkt ¢ /up ~1, fiir den die meisten Vordralldiisensystemen ausgelegt sind, konnen folgende
Ergebnisse zunichst beobachtet werden: Die vorhergesagte dimensionslose Temperaturabsen-
kung in Konfiguration G-ref ist nach Abb. 5.18(a) etwa 35% kleiner als der gemessene Wert
bei ¢ /uy ~1. Unter den Versuchsbedingungen bei ¢ /uy ~1 und IT =1,4 entspricht eine Uber-
schitzung der Temperaturabsenkung von 35% etwa drei bis vier Kelvin. Die Uberschiitzung
ist unter Gasturbinenbedingungen entsprechend hoher. Allein durch die Uberschiitzung von zir-
ka 10% der tangentialen Geschwindigkeit, die in Abschnitt 5.3.3 gemessen wurde, ist minde-
stens eine 20% Uberschitzung der berechneten Temperaturabsenkung in Konfiguration G-ref
bei cj /up =1 nach Gl. (3.65) zu erwarten. Die restliche Abweichung von 15% (etwa 1 bis 2 Kel-
vin bei ¢ /up ~1) zwischen den Vorhersagen und Messungen wird auf die Diskrepanz der Tem-
peraturanderung ATy, = Ty — Tyo in der Vordrallkammer zuriickgefiihrt, welche in Abschnitt
5.3.5 behandelt wurde.

In Konfiguration G-r1>r2 und G-smax wurden bei ¢; /uy ~1 gegeniiber den Messdaten um 40%
geringere dimensionslose Temperaturabsenkungen durch die CFD-Modelle berechnet. Dabei
kann fiir Konfiguration G-r1>r2 zum Grossteil (zirka Dreiviertel) die Abweichung der vorher-
gesagten Temperatur Ty 3 durch die in Abschnitt 5.3.3 beobachtete Uberschitzung von etwa
15% des Vordralls erkliart werden. Im Gegensatz zu anderen Konfigurationen betrdgt die Ab-
weichung der CFD-Berechungen nur 16% fiir die letzte Konfiguration G-hmin, deren Vordrall-
kammer deutlich weniger Wandfliche besitzt. Letztes Ergebnis soll insbesondere in Erinnerung
behalten werden, da es fiir die Auswertung der Messdaten in Kapitel 6 weiter verwendet wird.
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Abb. 5.18: Gemessene und berechnete dimensionslose Temperaturabsenkung am Eintritt der
Receiverbohrungen

5.4 Grenzen der gewihlten numerischen Verfahren

Als Vorbereitung fiir die Auswertung der Messdaten beschreibt dieses Kapitel erwartete Hauptei-
genschaften der Vordrallstromung mit Hilfe von numerischen Stromungsberechnungen. Um ein
besseres Verstdndnis der experimentellen Daten anhand der CFD-Vorhersagen zu erzielen, wur-
de zusitzlich angestrebt, die Genauigkeit der CFD-Ergebnisse bereits auszuwerten. Die vorhe-
rigen Abschnitte zeigen hierzu ermittelte Abweichungen der Berechungen gegeniiber Messda-
ten dieser Arbeit. Diese Abweichungen stellen Grenzen der gewéhlten Stromungsberechnungs-
methode dar und weisen darauf hin, dass bei der Auslegung von Vordralldiisensystemen mit
CFD-Verfahren eventuelle Korrekturen notig sind. Erfolge und Grenzen der durchgefiihrten
Stromungsberechnungen konnen schlieBlich wie folgt zusammengefasst werden.

Zunichst wurde eine gute Ubereinstimmung zwischen berechneten und gemessenen Durch-
flussbeiwerten der Vordralldiisen festgestellt. Dies ist auf die Tatsache zuriickzufiihren, dass der
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Durchflussbeiwert in den untersuchten Konfigurationen hauptséichlich durch die vena contracta
am Diiseneintritt bestimmt wird. Dadurch sind die berechneten Durchflussbeiwerte vermutlich
wenig abhingig von der Turbulenzmodellierung. Im Gegensatz dazu zeigen die SST-Modelle
eindeutig ihre Grenzen in der Vordrallkammer, wo die Modellierung der Turbulenz entschei-
dend fiir eine korrekte Vorhersage von mittleren StromungsgroBen ist. Mit einer Uberschiitzung
von etwa 10% bis 15% des Vordralls in der Kammer wird die Temperaturabsenkung am Eintritt
der Receiverbohrungen konsequenterweise auch iiberschitzt. Bei der Umrechnung der Tempera-
turabweichung fiir u; = 315 ms~! wiirde sich ein Fehler der CFD-Berechungen von etwa 15 K
fiir die Kiihllufttemperatur in den Receiverbohrungen ergeben.

Der Einsatz des SAS Modells, welches etwa die 20 fache Rechenzeit erforderte, fiihrte im Ver-
gleich zu dem SST Modell zu qualitativ realititsnahen Geschwindigkeitsverteilungen in der
Vordrallkammer. Gleichzeitig ermdglichte das SAS-Turbulenzmodell eine hohere zeitlich Auf-
16sung der turbulenten Stromung. Die in der Studie analysierten globalen Stromungsgréfen
unterschieden sich schlieBlich aber nur wenig von den Berechnungen mit dem konventionellen
SST Modell. Dies lasst vermuten, dass beide Turbulenzmodelle die gleichen Stromungseftekte
nicht korrekt simulieren. Darauf wird bei der Analyse der gesamten Messdaten in Kapitel 6
genauer eingegangen werden (siehe insbesondere Abschnitt 6.2.4).
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Aufbauend auf der Analyse der Verlustquellen soll nunmehr untersucht werden, wie effizient
das Vordralldiisensystem in seiner Gesamtheit ist. Gestiitzt auf den in dieser Arbeit gewonnenen
umfassenden Datensatz, der nicht nur Massenstrom-, Druck- und Temperatur-, sondern auch
Stromungsgeschwindigkeits- und Wirmeiibergangsmessungen sowie numerische Stromungsbe-
rechnungen in mehreren geometrischen Konfigurationen einschlief3t, soll auf die Fragestellung
der Effizienz, die in Kapitel 3 aus bisher publizierten Ergebnissen nicht beantwortet werden
konnte, erneut eingegangen werden.

Wie bereits diskutiert ist fiir die Ermittlung der Gesamteffizienz die Kenntnis der Durchfluss-
Charakteristiken sowie des Totaldrucks und der Totaltemperatur der Kiihlluft in den Receiver-
bohrungen nétig. Die Analyse dieser Stromungsgroffen wird deshalb zuerst durchgefiihrt (vgl.
Abschnitten 6.1 und 6.2). Dabei miissen aus der Auswertung der Messdaten die geometri-
schen und stromungsseitigen Parameter identifiziert werden, die die Durchflusskoeffizienten
Cqav (bzw. ny) und C4qgr (bzw. nr) sowie die Kiihllufttemperatursenkung T3 — Tio und den
Vordrall ¢, beeinflussen. Als Einflussgro8en werden basierend auf der Analyse von Kapitel 3
das Druckverhiltnis I, die Rotordrehzahl n (bzw. der Anstromwinkel ) und die Konstrukti-
onsparameter von Abb. 4.1 untersucht. Um den Giiltigkeitsbereich der Ergebnisse zu erweitern,
werden sie zusammen mit frither publizierten Daten diskutiert.

Im Hinblick auf eine Ubertragung der gewonnenen Messdaten auf Gasturbinenbedingungen und
auf leicht unterschiedliche Geometrien werden die Messergebnisse danach mit den relevanten
Konstruktions- und Stromungsparameter korreliert (vgl. Abschnitt 6.1 und 6.2). Dafiir miissen
die vorhergehenden numerischen Untersuchungen (siehe Kapitel 5) wieder herangezogen wer-
den, da sie die Einfithrung von neuen Verlustskoeffizienten fiir die Beschreibung der experimen-
tell untersuchten komplexen dreidimensionalen Stromung erleichtern. Die aus den Messdaten
hergeleiteten Korrelationen ergédnzen damit die in Abschnitt 3.2 aus der Literatur aufgelisteten
Berechnungsansitze, die bei der Auslegung von Vordrall-Kiihlluftsystemen verwendet werden
konnen. Die Korrelationen dieser Arbeit ermoglichen eine Unterteilung der Stromungsverluste
in 3 Kategorien: den Totaldruckverlust in den Vordralldiisen, den Totaldruckverlust am Diisen-
austritt bis in die Receiverbohrungen und die damit verbundenen Drehimpulsverluste in der
Vordrallkammer. Wie in Kapitel 3 bereits erldutert, gibt es nur wenige Veroffentlichungen iiber
die Entstehung des Vordralls. Deshalb werden insbesondere die Drehimpulsverluste fiir unter-
schiedliche Vordrallkammern ausgewertet und in vier Kategorien klassifiziert (siche Abschnitt
6.2.4).

Nach der Analyse der Kernstromung in der Vordrallkammer mit Hilfe der Darstellung der neu-
en Messdaten konnen die Ergebnisse der Wiarmeiibergangsmessungen entlang des Rotors analy-
siert werden (vgl. Abschnitt 6.3). Ebenso wie fiir die anderen Messgroflen werden die gemesse-
nen Wirmeiibergangszahlen mit verdffentlichten Ergebnissen verglichen. Aus den Messdaten
werden ferner Korrelationen zwischen den ermittelten Warmeiibergangszahlen und den relevan-
ten Stromungsparametern abgeleitet.

Anhand der in dieser Arbeit hergeleiteten Berechnungsansitze fiir das Durchflussverhalten, die
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Druck- und Temperaturinderungen sowie die Wirmeiibergangszahlen konnen schlieBlich Kenn-
linien des Kiihlluftdruckes, der Kiihllufttemperatur und des in Abschnitt 3.1.2 eingefiihrten po-
lytropen Wirkungsgrades von typischen Vordralldiisensystemen berechnet werden (vgl. Kapitel
7). Die Korrelationen erméglichen es auch, Effekte unterschiedlicher geometrischer Parameter
auf die Kiihlleistung aufzuzeigen und Riickschliisse iiber die Gesamteffizienz der untersuchten
Vordralldiisensysteme zu ziehen. Die damit gewonnenen Ergebnisse konnen als Basis dienen,
um konstruktive Anderungen in Vordrall-Kiihlluftsystemen zur Erhchung der Effizienz abzulei-
ten.

6.1 Durchfluss-Charakteristiken der Vordrall-Kiihlluftsysteme

Die Analyse der Messdaten bezieht sich zunichst auf die gemessenen Verlustkoeffizienten ny
und nR, anhand derer die Durchfluss-Charakteristiken der Vordralldiisen und der Receiverboh-
rungen bestimmt werden konnen. Nach der Darstellung beider Verlustkoeffizienten wird am En-
de von Abschnitt 6.1 gezeigt, wie der Kiihlluftmassenstrom und der Totaldruck in den Receiver-
bohrungen aus ny und nr ermittelt werden kénnen.

6.1.1 Verlustkoeffizient 1y der Vordralldiisen
6.1.1.1 Definitionen

Die in Abschnitt 3.2.2 durchgefiihrte Literaturanalyse lie} folgende Fragen offen: Was sind
die Haupteinflussparameter des Durchflussbeiwerts Cqy der Vordralldiisen und unter welchen
Bedingungen kann die Rotorauslegung C4v beeinflussen? Zur Beantwortung dieser Fragen soll
der in Gl. (5.2) definierte Verlustkoeffizient ny genutzt werden. Der Zusammenhang zwischen
nv und Cyv wurde bereits in Abschnitt 5.3.1 erldutert (siehe GlI. (5.3)).

Fiir die Analyse von ny wird zuvor das Geschwindigkeitsverhiltnis w¢, /w2, welches in Ab-
schnitt 3.2.2.1 als potenzieller Einflussparameter identifiziert wurde, durch einen einfachen ex-
pliziten mathematischen Ausdruck angenihert. Dieser Parameter wird als Anstromwinkel 8 der

Unterdrall
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A,=N,nd?’/4 : Austrittfliche der Diisen
A,=N.nd’/4 : Austrittflaiche der Bohrungen

Abb. 6.1: Anstromwinkel § der Receiverkanilen (Ny, Ng, d; und d3 nach Abb. 4.1)
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Receiverbohrungen genannt und wie in Abb. 6.1 und in GI. (6.1) definiert.

ci—u w
B = arctan 1A 2 | ~arctan < 2 ) (6.1)
A_;Cl Wz2

Aufgrund der nahezu konstanten Dichte in der Vordrallkammer kann Ajc;/A3 nach der Konti-

nuitdtsgleichung als Abschidtzung der axialen Stromungsgeschwindigkeit am Eintritt der
Receiverkanile betrachtet werden. Dabei soll daran erinnert werden, dass A /A3 das Verhiltnis
zwischen der Austrittfliche der Vordralldiisen und der Austrittfliche der Receiverbohrungen ist,
wie in Abb. 6.1 gezeigt. Des weiteren stellt die Geschwindigkeit ¢ in Abb. 6.1 eine grobe Anni-
herung der tangentialen Geschwindigkeitskomponente am Bohrungseintritt dar (vgl. Abschnitt
3.2.3.1 und Abb. 5.13). Letztere Anniherung hat den Vorteil, die Berechnung von 8 zu verein-
fachen (siehe Gl. (6.1)). Wie die Drallzahl K| ermdoglicht 8 es, ein Geschwindigkeitsdreieck zu
konstruieren, welches die Anstrombedingung der Receiverbohrung vereinfacht beschreibt. Da
K und B sich gegenseitig und aus den geometrischen Parametern a, A3z/A; und r /1y (vgl.
Abb. 4.1) mathematisch ableiten lassen, kann B auch als ein Ersatzparameter fiir K betrachtet
werden.

6.1.1.2 Einflussparameter

Vor den Effekten der geometrischen Parameter sollen die Einfliisse der Stromungsparameter
diskutiert werden. Nach Abschnitt 3.2.2 und GI. (5.3) sind neben dem Isentropenexponent k
der Anstromwinkel § und das Druckverhiltnis IT iiber den Vordralldiisen die erwarteten Ein-
flussgroBen von ny. In dieser Arbeit werden die Einfliisse der radialen Massenstréme 7/
und g/ ausgechlossen. GemidB Abschnitt 3.2.2 kénnen ohnehin ihre Effekte auf ny fiir
7/ <<30% und g /mh; <<30% vernachléssigt werden.

Um den Einfluss des Druckverhiltnisses IT und des Anstromwinkels 8 zu quantifizieren, wurde
der gemessene Verlustkoeffizient ny der Konfiguration G-A3/A1=4,4 iiber ITund f in Abb. 6.2
getrennt dargestellt. Messdaten von Geis et al. (2000), die mit der gleichen Vordrallplatte wie
in Konfiguration G-A3/A1=4,4 aber mit einem kleineren Bohrungsdurchmesser d; gewonnen
wurden, wurden in Abb. 6.2 ebenso aufgetragen. Damit konnen die Ergebnisse dieser Arbeit mit
einem Fall verglichen werden, bei dem die Abhéngigkeit von Cqy mit § (bzw. mit ws/W;2)
bereits nachgewiesen wurde. Die geometrischen Eigenschaften der hier betrachteten Konfigura-
tionen sind in Tab. 4.2 bzw. Tab. A.1 zu finden.

Zum einen zeigt Abb. 6.2(a), dass der gemessene Verlustkoeffizient ny in beiden Konfiguratio-
nen fiir ein Druckverhiltnis IT grofler als 1,15, nur von IT abhingt. Dennoch lédsst die Daten-
streuung bei Konfiguration G-A3/A1=1,6-15% fiir I unterhalb 1,15 eine Abhingigkeit von ny
mit dem Anstromwinkel 8 vermuten. Dies bestitigt Abb. 6.2(b), in der der Verlustkoeffizient
nv von Konfiguration G-A3/A1=1,6-15% bei niedrigen Druckverhiltnissen II mit f steigt. In
der Konfiguration G-A3/A1=4,4 mit dem hoheren Flichenverhiltnis A3 /A; bleibt aber ny un-
abhéngig von f und von der Umfangsgeschwindigkeit u; auch bei kleinen Druckverhéltnissen
I1. Da in Konfiguration G-A3/A1=4,4 keine Messungen mit IT unterhalb 1,1 durchgefiihrt wur-
den, kann nicht bestitigt werden, ob hier die Unabhéngigkeit von ny gegeniiber § auf einem
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Abb. 6.2: Einfluss von ITund $ auf den Verlustkoeffizienten ny der Vordralldiisen

Druckverhiltnis hoher als 1,1 oder einem hoheren Fliachenverhiltnis A3 /A beruht. Weil IT in
Vordralldiisensystemen iiblicherweise grofler als 1,1 ist, wird der Verlustkoeffizient ny von nun
an nur als Funktion von IT wie in Abb. 6.4 und Abb. 6.5 dargestellt.

Dabei sollen Abb. 6.4 und Abb. 6.5 dazu dienen, die Einfliisse der in Abb. 6.3 gezeigten geo-
metrischen Parameter zu quantifizieren. Die Verlustkoeffizienten ny wurden auch im Rahmen
dieser Studie ohne Rotor (A3/A| — ) gemessen, um weitere Erkenntnisse iiber den Effekt
des Rotors auf ny zu gewinnen. Ergebnisse von Geis et al. (2000) und Dittmann (2006) (vgl.
Abb. 6.5) werden mit in dieser Arbeit erhaltenen Messdaten (vgl. Abb. 6.4) verglichen, um eine
breitere Parametervariation abzudecken.

Zuerst bestitigen die niedrigen Datenstreuungen, die bei einem konstanten Druckverhiltnis I1
fiir verschiedene Anstromwinkel 8 in Abb. 6.4 zu beobachten sind, dass die Anderungen von ny
sehr gut mit IT allein korreliert werden konnen. Wie bereits in der Literatur fiir Vordralldiisen-
systeme bekannt (vgl. Kutz und Speer (1994), Dittmann et al. (2002a) und Chew et al. (2003))
steigen Cyvy bzw. ny mit dem Druckverhiltnis IT. Dieser Effekt kann auf die Kompressibilitit
der Stromung zuriickgefiihrt werden, welche fiir beliebige Blenden und Diisen insbesondere
von Bragg (1960) analytisch modelliert wurde.

Mit Ausnahme von Konfiguration G-hmin mit der engsten Vordrallkammer (vgl. Abb. 6.4(d))
kann der Verlustkoeffizient ny der zylindrischen Diisen (des Typs A) mit einem Flichenverhalt-
nis Az/A; =~ 3 direkt aus den Messergebnissen ohne Rotor hergeleitet werden (vgl. Abb. 6.4(a),
6.4(b), 6.4(c)). Der negative Effekt des Rotors auf ny der Konfiguration G-hmin ist mit zirka
1,5% Reduzierung von ny kaum groBer als die Messgenauigkeit. Nach diesen Beobachtungen
ist somit verstindlich, dass die Linge Iz der Receiverbohrungen, die Breite der Vordrall-
kammer s sowie der radiale Abstand r; —r; zwischen den Diisen und den Bohrungen eine
vernachlissigbare Wirkung auf ny der Konfigurationen mit Diisen des Typs A haben.

Im Vergleich zu den Diisen des Typs A besitzen mit ny >0,8 die Diisen des Typs B einen
hoheren Durchflussbeiwert. Nach Abb. 6.4(e) sind auBlerdem die Verlustkoeffizienten ny fiir
die Diisen des Typs B von der Rotorkonfiguration abhéngig und kénnen dadurch nicht aus den
Messdaten ohne Rotor direkt iibertragen werden. Ahnliche Ergebnisse wurden bereits von Geis
et al. (2000) und Dittmann et al. (2002a) bei einem kleineren Flidchenverhiltnis A3 /A ~1,6
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beobachtet (sieche Abb. 6.5(a) bis 6.5(d)). Dabei konnen die Abweichungen von ny mit und
ohne Rotor mehr als 5% erreichen. Nach einem Vergleich der konstruktiven Eigenschaften der
Konfigurationen von Abb. 6.4 kann der Umfangsanteil | (vgl. Abb. 6.3) der Vordralldiisen
als der Hautparameter identifiziert werden, der die deutlichere Abhéngigkeit der Diisen B mit
dem Rotor verursacht. Dabei wurden die Diisen des Typs B mit dem kleinsten Umfangsanteil
€1 ~18% untersucht, wihrend Konfigurationen G-Ref, G-r1>r2, G-smax und G-hmin mit einer
zirka doppelten Anzahl von Diisen des Typs A einen Umfangsanteil €; von 30% haben.

Die Abhingigkeit vom Rotor zeichnet sich zuerst durch einen Verlustkoeffizienten ny aus, der
mit sinkendem Flichenverhiltnis A3z /A abnimmt (vgl. Abb 6.4(e) bis 6.5(a)). Weitere Einflus-
sparameter des Rotors wurden bereits von Geis et al. (2000) und von Dittmann (2006) gemessen.
Thre Ergebnisse gelten aber nur fiir ein niedrigeres Fldchenverhiltnis A3 /A ~1,6. Dabei erhoht
ein hoherer Umfangsanteil &3 der Receiverbohrungen (vgl. Abb. 6.3) den Verlustkoeffizienten
nv leicht bis um zirka 2% (siehe Abb. 6.5(b) bis 6.5(d)). Der positive Effekt des Eintrittsradi-
us rg oder der Fasenlidnge cr der Receiverbohrungen ist nach Abb. 6.5(a), 6.5(c) und 6.5(d) fiir
A3/A; =1,6 von der gleichen GroBenordnung.

Wie fiir die Konfigurationen mit den Diisen des Typs A ist kein Einfluss der Linge Ir der
Receiverbohrungen fiir A3/A| >4,4 zu bemerken (vgl. Abb. 6.4(e) und 6.4(f)). Unterschied-
liche Breiten s der Vordrallkammer fiir die Vordralldiisen des Typs B wurden in dieser Arbeit
nicht untersucht. Deshalb kann hier an bekannte Ergebnisse aus der Literatur erinnert werden.
Wie fiir die Diisen A hat die Anderung der Spaltbreite s/d; von 1,08 bis 2,75 in der Konfi-
guration von Chew et al. (2003) keine messbare Wirkung auf C4vy, was bei einem niedrigen
Flachenverhiltnis A3/A; ~1,6 von Dittmann (2006) fiir s/d; zwischen 1,25 und 3 ebenfalls
beobachtet wurde. Um falsche Interpretationen von Abb. 6.5(c) und 6.5(d) zu vermeiden, muss
noch hinzugefiigt werden, dass die unterschiedlich breiten Vordrallkammern nicht die Haupt-
ursache fiir die in Konfiguration G-A3/A1=1,6-smin und G-A3/Al=1,6-smax unterschiedlich
hoch gemessenen Verlustkoeffizienten ny sind. Dittmann (2006) fiihrt diese Diskrepanz auf das
unterschiedlich grole Volumen des Plenums stromaufwirts der Vordralldiisen in den beiden
Konfigurationen zuriick. Im Plenum O (vgl. Abb. 4.2) von Konfiguration G-A3/A1=1,6-smax
treten insbesondere hohe Stromungsgeschwindigkeiten auf, die ny leicht reduzieren. Dieser Ef-
fekt wird durch die Messdaten ohne Rotor in Abb. 6.5(c) und 6.5(d) ersichtlich.

Aus der Literatur und den neuen Messdaten dieser Arbeit werden folgende Schliisse gezogen:

e Fiir my/m; <<30%, mg/m; <<30% und IT >1,1 ist das Druckverhiltnis IT der Hauptein-
flussparameter der Stromung fiir den Verlustkoeffizienten ny.

e Nach der geometrischen Gestaltung der Diisen ist fiir s/d; >1 das Flichenverhiltnis Az /A
eine der bedeutendsten geometrischen EinflussgroBe fiir ny.

e Fiir kleine Flichenverhiltnisse A3z /A; <1,6 und kleine Umfangsanteile £; <18% nimmt der
Einfluss der Rotorkonfiguration wie des Umfangsanteils &3, des Eintrittsradius rg und der Fa-
senldnge cr der Receiverbohrungen zu.

e Im Rahmen der diskutierten Parametervariation haben der radiale Abstand r; —ro zwischen
den Bohrungen und den Diisen sowie die Hohe h und Breite s der Vordrallkammer kaum Ein-
fluss auf ny.
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Abb. 6.3: Schematische Darstellung der untersuchten geometrischen Parameter
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Abb. 6.4: Verlustkoeffizient ny der in dieser Arbeit untersuchten Vordralldiisen
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Abb. 6.5: Vergleich der Verlustkoeffizienten ny der von Geis et al. (2000) untersuchten Vor-
dralldiisen mit den entsprechenden Konfigurationen ohne Rotor (aus Daten dieser
Arbeit und von Dittmann (2006))

6.1.1.3 Korrelationen fiir ny

Aus den Ergebnissen des letzten Abschnitts konnen zwei Korrelationen fiir den Verlustkoef-
fizienten ny der Diisen abgeleitet werden. Fiir die Vordralldiisen des Typs A mit A3/A; >3,
€1 ~30% und 1,1 <II < 1,8 gilt:

nv =nvo—Any mit nyo=0,256 IH(H) +0,635 und Any =0 (6.2)

Fiir die Vordralldiisen des Typs B konnte dank der Messdaten von Abb. 6.4 die Korrelation fiir
einen breiteren Bereich des Flidchenverhiltnisses Az/A; definiert werden. Somit wird fiir die
Diisen B mit & ~18%, A3z/A; > 1,5, &3 >15% und 1,1 <TI < 1,8 folgende Beziehung vorge-
schlagen:

nv =nvo—Any mit nyo=0,101 ln(H) + 0,884 (6.3)
A
und  Any = 0,0041n (A—l - 0.209) +0,048 fir A;/A; <0,209+e 117
3
und Any =0 fir Aj/Az > 0,209 +e 17

In Gl. (6.2) und (6.3) ist v ¢ der Verlustkoeffizient der Vordralldiisen ohne Rotor, wihrend Any
den negativen Einfluss des Rotors auf ny quantifiziert. Es soll auch daran erinnert werden, dass
die hier vorgestellten Korrelationen nur fiir die Definition von p; giiltig sind, die in GI. (4.1)
gegeben ist. Die Giiltigkeit der aus den Messergebnissen gewonnenen Korrelationen Gl. (6.2)
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und (6.3) kann in Abb. 6.4 tiberpriift werden. In Abb. 6.5 konnen geringfiigige grolere Abwei-
chungen zwischen den Korrelationen dieser Arbeit und den Messdaten von Geis et al. (2000)
und Dittmann (2006) beobachtet werden. Dies kann auf den Einfluss der Gestaltung des Plen-
ums (Position 0 in Abb. 4.2) zuriickgefiihrt werden, wie bereits von Dittmann (2006) bemerkt
wurde. Wichtig ist hier festzustellen, dass diese Korrelationen spéterhin fiir die Ermittlung der
Gesamteffizienz benotigt werden (siehe Kapitel 7).

6.1.2 Verlustkoeffizient ng der Receiverbohrungen

Um das Durchflussverhalten eines Vordralldiisensystems und den Kiihlluftdruck in den Receiver-
bohrungen zu bestimmen, ist neben der Kenntnis des Verlustkoeffizienten ny die Ermittlung des

Durchflussbeiwerts der Receiverbohrungen notig. Wie fiir die Vordralldiisen wird hier zur Aus-
wertung der Durchfluss-Charakteristik der Receiverbohrungen ein Geschwindigkeitsverhéltnis

nr statt des Durchflussbeiwertes Cqr bevorzugt. Nach der Definition von nr werden mit Hil-
fe der Messdaten dieser Arbeit die stromungsseitigen und geometrischen Parameter vorgestellt,
die den Verlustkoeffizienten nr der Receiverbohrungen beeinflussen konnen.

6.1.2.1 Definitionen

Unabhiéngig davon, ob die Druckverluste mit nr, dem Durchflussbeiwert Cqgr oder einem an-
deren Druckverlustkoeffizienten ausgewertet werden, stellt sich die Frage der Bezugsgrof3e, die
eine Ubertragung der Messdaten auf andere Stromungsbedingungen gewihrleisten soll. In Ab-
schnitt 3.2.2.2 wurde insbesondere gezeigt, dass in der Literatur verschiedene Definitionen fiir
die Bezugsgrofle mjzjq des Durchflussbeiwertes Cqr verwendet werden. Diese Tatsache kann
zum Grofteil auf die unterschiedlichen Typen von StromungsgroBen zuriickgefiihrt werden, die
in jeweiligen Veroffentlichungen gemessen werden konnten. Im Gegensatz zu den in Abschnitt
3.2.2.2 erwihnten Studien wurde die Kiihllufttemperatur T3 in den rotierenden Receiverboh-
rungen dieser Untersuchung gemessen. Die Kenntnis der Kiihllufttemperatur Ty 3 ermoglicht
damit eine neue Definition fiir Cqg bzw. fiir ng:

Zur Quantifizierung der Druckverluste, die vom Diisenaustritt (Position 1 in Abb. 4.2) bis zu
den Receiverbohrungen (Position 3 in Abb. 4.2) entstehen, wird das folgende Geschwindigkeits-

verhiltnis verwendet:
w3

R = (6.4)
W3is

Dabei ist w3 die zur Fliache A3 senkrechte mittlere Stromungsgeschwindigkeit, die sich aus der
Kontinuititsgleichung und einer angendherten mittleren statischen Temperatur T3 so berechnen
lasst:

. 2
= > t Ta=T -2 d A h Abb. 6.3 6.5
w3 Asps/(RT3) mi 3 trel 3 2, un 3 nac (6.5)

In den experimentellen Untersuchungen wurde mj3 dem gemessenen Massenstrom m; gleich-
gesetzt, wihrend p3 bzw. T3 aus dem Messwert p3; (vgl. Abb. 4.5) bzw. T3; und T3, (vgl.
Abb. 4.8) bestimmt wurden.
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Um einen Durchflussbeiwert nr grofler als eins zu vermeiden (vgl. Abschnitt 3.2.2.2), wurde
die zur Fldche A3 senkrechte theoretisch hochste Stromungsgeschwindigkeit ws;s ausgewdhlt.
Hierzu wurde eine isentrope Zustandsidnderung zwischen dem Austritt der Vordralldiisen und
den Receiverbohrungen betrachtet. Beim Anfangszustand besitzt die Stromung den statischen
Druck p;, die statische Temperatur T, und die absolute Geschwindigkeit c;. Statt cis wird
hier ¢; angenommen, damit der in der Vordralldiise entstandene Totaldruckverlust nicht noch
einmal durch die Verlustgrofle nr beriicksichtigt wird. Der isentrope Endzustand ist durch den
statischen Druck ps, die totale relative Temperatur Ty 3 und die relative Stromungsgeschwin-
digkeit w3 definiert. Da die isentrope Zustandsdnderung per Definitionen ohne Wirmeaus-
tausch entlang des Weges bis zu den Receiverbohrungen erfolgt, hingen Ti, und Ty 3 nach
Gl. (6.6) voneinander ab.

2 2 2

c u;—2upcy €
Tp=To— -+ =Tyeis — ———— — (6.6)

2¢p e 2¢p 2¢p

Kk—1
T3is _ (&) . (6.7)
T2 p1

W3is = \/ 2¢p (Tirer3 — T3is) (6.8)

In den experimentellen Untersuchungen war aber der mittlere Vordrall ¢, innerhalb der mei-
sten Vordrallkammern eine unbekannte Grofe. Indem angenommen wurde, dass die Winde des
Versuchtrigers nahezu adiabat sind, konnte Ty, aus der gemessenen Temperatur Ty anhand
Gl. (3.32) gewonnen werden. Dadurch wurde T, durch die Gré8e T abgeschitzt. Dank dieser
Anndherung fiir T|, konnte dann die isentrope Geschwindigkeit w3;s mit Hilfe von Gl. (6.7)
und (6.8) bestimmt werden, um schlielich den Verlustkoeffizienten ng zu ermitteln.

6.1.2.2 Einflussparameter

Die aus den Messungen resultierenden Verlustkoeffizienten nr sind mit Messdaten von Geis
et al. (2000) und von Dittmann (2006) als Funktion des Anstromwinkels 8 (vgl. Gl. (6.1)) in
Abb. 6.6 und 6.7 abgebildet. Die geometrischen Eigenschaften der betrachteten Konfigurationen
sind in Tab. 4.2 und Tab. A.1 zu finden. Zuerst wird gezeigt, dass ng fiir thy/m; ~rg/m; ~0
nicht nur vom Anstromwinkel 8, wie hidufig in der Literatur dargestellt, aber auch vom Druck-
verhiltnis p; /p3 tiber die Receiverbohrungen abhéngt.

Nach Abb. 6.6 erreicht ng ein Maximum 1R max bei einem positiven Anstromwinkel Brax. Bel
Unterdrall (B << 0) ist die Absenkung moderat, wihrend fiir Uberdrall (8 >> 0) die GroBe
nr steiler absinkt. Das unsymmetrische Verhalten von nR ist auf die gewihlten Definitionen
fiir ng und fiir B sowie auf die Besonderheiten der Stromungsmodi Uberdrall und Unterdrall
(vgl. Abschnitt 5.2.2) zuriickzufiihren. Die Analyse des Maximums 7R max unter Beriicksichtung
der durchgefiihrten Parametervariation wird hier allerdings als von hoherem Nutzen fiir die
Auslegung von Vordralldiisensystemen betrachtet.

Aus diesem Grund ist g max tUber das Druckverhiltnis p; /p3 fiir unterschiedliche Konfigura-
tionen dargestellt (vgl. Abb. 6.8). Fiir einen Anstromwinkel f = Bpax ist die relative Geschwin-
digkeit am Eintritt der Receiverkanile klein, so dass p;/p3 als eine gute Abschitzung des fiir
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Abb. 6.6: Verlustkoeffizient nr der untersuchten Konfigurationen von Receiverbohrungen und

Vordrallkammern

die Receiverkanile relevanten Druckverhiltnisses pge/p3 (vgl. Abschnitt 3.2.2.2) betrachtet
werden kann. Da die Steigerung von 7ngmax mit dem Druckverhiltnis p; /p3 fiir die Messda-
ten von Geis et al. (2000) und von Dittmann (2006) von der gleichen Groenordung wie die
Zunahme von ny mit IT ist, kann mangels weiterer Hinweise diese Abhingigkeit auf dem Kom-
pressibilititseffekt zuriickgefiihrt werden, der bereits fiir die Vordralldiisen beobachtet wurde.
Weil das Druckverhiltnis p; /p3 bei den Konfigurationen dieser Studie aufgrund des hohen Fli-
chenverhiltnisses A3/A;| kaum variiert werden konnte, kann dieser Effekt bei den restlichen

Vordralldiisensystemen nicht ermittelt werden.

Mit Hilfe der Messdaten von Abb. 6.6 und der in der Literatur publizierten Ergebnisse (vgl.
Abb. 6.7) konnen die Einfliisse der geometrischen Parameter, die in Abb. 6.3 abgebildet sind,
nun diskutiert werden. Als Haupteinflussparameter fiir ng zé@hlt nach Abb. 6.6 und 6.7(a) das
Flachenverhiltnis A3 /A;. Der Vergleich von Konfiguration G-A3/A1=1,6 mit G-A3/A1=4.8
weist darauf hin, dass nr von Az/A1=4.8 bis A3/A=1.6 fast verdoppelt werden kann. Mit ei-
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(c) Konfiguration G-A3/A1=1,6-smin - Ig /d3=4

Abb. 6.7: Verlustkoeffizient nr zusitzlicherer Konfigurationen - Experimentelle Daten von
Geis et al. (2000) und von Dittmann (2006)

ner niedrigeren Anzahl von Receiverbohrungen (Nr=12 gegeniiber Nr=48 fiir G-A3/A1=4.8)
und scharfen Eintrittskanten in Konfiguration G-A3/A1=1,6 (rr /d3=0 gegeniiber rgr /d3=0,15
fiir G-A3/A1=4.8) ist sogar der Einfluss von A3/A| bei dem Vergleich leicht reduziert (sieche
Ergebnisse von Dittmann (2006), die im folgenden erwédhnt werden). Der Verlustkoeffizient
NMRmax der restlichen untersuchten Konfigurationen erreicht einen Zwischenwert von zirka 0,5.
Dies kann daher eher auf das Zwischen-Flichenverhiltnis A3 /A =3 als auf die unterschiedli-
chen Vordralldiisen zuriickgefiihrt werden. Die Messergebnisse bestidtigen damit die Daten von
Popp et al. (1998) und von Yan et al. (2003). Mit Hilfe eines vereinfachen CFD Modells beob-
achten namlich Popp et al., dass C4r max von 0,84 iiber 0,79 bis auf 0,53 abnimmt, wenn A3z /A
von 1.1 iiber 2.1 bis auf 7 erhoht wird. Beim Schliefen der Vordralldiisen von A3 /A =5,8 bis
auf A3/A| =2,9 messen spiter Yan et al. eine Steigerung von Cyg von 0,28 auf 0,44 fiir einen
Vordrall vy, /uy =0,6.

Der Eintrittsradius rg und die Fase cg am Receivereintritt (siche Abb. 6.3) miissen als weitere
bedeutende Einflussparameter erwihnt werden. Nach Ergebnissen von Dittmann (2006) steigt
CdRmax bis auf 18% fiir rg /d3 =0,3 im Vergleich zu Bohrungen mit scharfen Kanten. Cyr max
ist somit etwa 3% hoher als fiir Bohrungen mit cg/d3 =0,3. Aufgrund der Bedeutung dieser
Parameter wurde der Verlustkoeffizient ng aus den Messdaten von Geis et al. (2000) und von
Dittmann (2006) berechnet, um den positiven Effekt des Eintrittsradius auf nr in Abb. 6.7 zu
zeigen.

Das um etwa 15% hohere Geschwindigkeitsverhiltnis ng in der Vordrallkavitdt G-hmin (vgl.
Abb. 6.6(d)) im Vergleich zur Referenzkonfiguration G-Ref (Abb. 6.6(a)) deutet auf den Vor-
teil einer kompakteren Vordrallkammer hin. Nach Abb. 6.6(b) verursacht der radiale Ab-
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Abb. 6.8: Vergleich des maximalen Durchflussbeiwertes nr max mit den Messdaten von Geis
et al. (2000) und von Dittmann (2006)

stand r; —r, der Vordralldiisen von Bohrungen in Konfiguration G-r1>r2 eine Reduzierung
VON 7R max UM etwa 4%. Im Vergleich fiihren die numerischen Untersuchungen von Lewis et al.
(2008) bei verschiedenen radialen Positionen der Vordralldiisen gegeniiber den Receiverboh-
rungen (0,8<r;/rp <1) zum etwa gleichen maximalen Durchflussbeiwert Cqgrmax bei axialer
Anstromung der Bohrungen.

Die restlichen geometrischen Parameter wie Breite der Vordrallkavitit s und Linge der
Receiverbohrungen Ig /d3, die in dieser Arbeit variiert wurden, beeinflussen den Verlustko-
effizienten ng innerhalb des untersuchten Bereichs kaum (1,2<s/d; <3,4 und 1< Ig/d3 <4).
Ahnliche Ergebnisse wurden von Popp et al. (1998) und von Dittmann et al. (2002a) erhalten.
Um die negative Wirkung einer zu geringe Kammerbreite zu zeigen, wurden in Abb. 6.7(c)
die Messergebnisse von Geis et al. (2000) und von Dittmann (2006) auch dargestellt. Bei der
engsten Vordrallkammer G-A3/A1=1,6-smin mit s/d; =0,63 und d3/s =1,42 kann dennoch ein
Zusammenbruch von nr bei nominalem Drall festgestellt werden, den Dittmann et al. auf ge-
messene Stromungsinstabilititen zuriickfithren (Dittmann et al. (2002a), Dittmann (2006)).

Um eine Aussage iiber den Einfluss der Anzahl Nr der Receiverbohrungen machen zu kon-
nen, soll an die Ergebnisse von Dittmann et al. (2002a) erinnert werden. Sie zeigen den positiven
Effekt einer hoheren Anzahl Nr der Receiverbohrungen. Insbesondere nimmt der von Dittmann
et al. gemessene Durchflussbeiwert Cqgr max den Wert 0,7, 0,76 und 0,78 fiir d3 /s gleich 1,73, 1
und 0,71 (Ngr = 4; 12; 24 bzw. &3 =4%; 8%; 11%) trotz steigendem Verhiltnis von Bohrungs-
linge zum Durchmesser (Ig/d3 =2,3; 4; 5,7) an. Dennoch kann aus den Daten von Dittmann
et al. und aus den Hinweisen von Popp et al. (1998) angenommen werden, dass fiir einen Um-
fangsanteil der Austrittsflache der Receiverbohrungen e3 = grofer als 11% der Einfluss von Nr
auf nr vernachlissigbar wird.

Mangels Daten wird auf die Aussage von Popp et al. (1998) beziiglich des Einflusses der Anzahl
Ny von Diisen verwiesen. Demnach kann Ny wie Ny in einem angemessenen Bereich (vgl. &;
der vorliegenden Arbeit) ohne bedeutende Wirkung auf nr frei gewihlt werden.
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6.1.2.3 Korrelationen fiir ng

Mit Hilfe der Messdaten dieser Arbeit und der Daten von Geis et al. (2000) und Dittmann (2006)

wurde ein analytischer Ausdruck fiir den Verlustkoeffizienten n§d015 von Receiverbohrungen mit

einem Eintrittsradius von rg /d3=0,15 hergeleitet. Obwohl die Korrelation fiir nf{dOlS nur auf den
hier vorgestellten Daten beruht, lassen die Ergebnisse vom vorigen Abschnitt vermuten, dass
sie auch fiir die Auslegung von anderen Vordralldiisensystemen verwendet werden kann, wenn
sie sich geringfiigig von denen dieser Studie unterscheiden.

Zu Herleitung der Korrelation wurde angenommen (vgl. Abschnitt 6.1.2.2), dass nf{dOls eine

Funktion des Anstromwinkels 8 und des Druckverhéltnisses p3/p; ist. Zusitzlich wurde die Ab-
hingigkeit vom Flidchenverhiltnis A3 /A beriicksichtigt. Aufgrund ihres niedrigeren Einflusses
wurden die Abhéngigkeiten von ng mith, s, r /r, Ig und N in der Korrelation fiir nﬁdms ausge-
schlossen. Nachdem die Einflussparameter gew@hlt wurden, konnten durch die Interpolation der
Messdaten Funktionen definiert werden, die die einzelnen Abhingigkeiten annihern. Die Zu-
sammensetzung dieser Funktionen bildet die Korrelation fiir nf{low , die fiir 1,5 < A3z /A; <5,0

sowie 1,0 < p;/p3 < 1,3 gilt und wie folgt zusammengefasst werden kann:

nROR = ngom o n® mit (6.9)
. * * _B +Bmax
fiir < : =y1=-p"; m=1~19; =—
P =P g P = 500 B
_ B B Bmax

fir B>Pmax: N =098~ 159" 0317 +1; p*=

90° — .Bmax
Dabei stellt n* die Abhzngigkeit von n{{dow vom Anstromwinkel g dar. Die Ubereinstimmung
von n* mit den Messdaten kann insbesondere in Abb. A.4(d) und A.4(e) iiberpriift werden.
nlr{dr?qg entspricht dem maximalen Wert von nf{dms fiir eine gegebene geometrische Konfigurati-
on, wihrend Bmax gleich dem Anstromwinkel B ist, bei dem 101>

Rmax €rreicht wird. Nach Interpo-
lation der Messdaten (vgl. Abb. A.4(a)) ergibt sich fiir Bpax:

A
Bmax = 67,5 — 15,84 arctan (30,994 A—] — 6,487) (6.10)
3

Der Einfluss des Druckverhiltnisses p3/p; und des Flichenverhiltnisses Asz/A; wird durch
folgende Anniherung fiir nrdms beriicksichtigt (siehe auch Abb. A.4(b) und A.4(c)):

R max

A
NROlS =na+An, mit na = 0,279 +0,275arctan (7,761A—1 - 1,6) (6.11)
3

(PA _ 1,05) (0,265m _ 0,2455)
P3 P3

P T,049
und Anp, =0 fir p;/p3 <1,05

und Anp = fir p;/p3 > 1,05

Gl. (6.9) ist in Abb. 6.6 dargestellt, um zu zeigen, wie genau die Korrelation mit den Messdaten
tibereinstimmit.

Als zusitzlicher Vergleich sind in Abb. 6.6(a) bis 6.6(d) die mit den CFD-SST Modellen berech-
neten Verlustkoeffizienten eingetragen. Tendenziell iiberschitzen die Berechnungen die Grofie
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Nr (bis zu 20% in der Vordrallkammer G-Ref), obwohl fiir die Konfigurationen G-smax und
G-hmin die Berechnungen iiberraschend gut mit den Messergebnissen iibereinstimmen. Da die
Aussagekraft der CFD-Berechnungen bereits in Abschnitt 5.3 im Detail diskutiert wurde, wer-
den diese Beobachtungen nicht weiter analysiert. Auch hier sei nochmals auf die Nutzung der
Korrelation Gl. (6.9) in Kapitel 7 verwiesen.

6.1.2.4 Stromungsverluste am Bohrungsaustritt

Da die Scherstromung zusitzliche Druckverluste am Bohrungsaustritt induziert (vgl. Abb. 5.5),
gelten die gerade vorgestellten Ergebnisse zuerst nur fiir Receiverbohrungen einer sogenann-
ten Deckscheibe (siche Abschnitt 3.1.1). Um den Verlustkoeffizienten ng bis zu einem kurzen
Abstand (I /d3 < 4) innerhalb der rotierenden Kanile zu bestimmen, miissen die Werte von
Abb. 6.6 eventuell korrigiert werden.

Mangels genauerer Daten bieten hierfiir die numerischen Berechnungen dieser Arbeit die Mog-
lichkeit, eine solche Korrektur durchzufiihren. In Abb. A.5 von Anhang A.8 konnen Korrektu-
ren fiir nr in Abhéngigkeit vom Geschwindigkeitsverhiltnis uz/w3, welches die dimensions-
lose Geschwindigkeit der Scherstromung quantifiziert, abgelesen werden. Nach Abb. A.5 kann
angenommen werden, dass bis zu einem Geschwindigkeitsverhiltnis u3/w3=1,5 die Scherstro-
mung im Austrittsplenum keinen bemerkbaren Einfluss auf nr bewirkt. Fiir uz /w3 groBer als
1,5, was bei den Versuchsbedingungen einem Anstromwinkel § kleiner als 50° entspricht, kann
der Effekt der Scherstromung auf ng nicht mehr vernachléssigt werden.

6.1.3 Anwendungen

Ziel dieses Abschnitts ist zu zeigen, wie der Kiihlluftmassenstrom ms3 und der Kiihlluftdruck
Pte13 1n den Receiverbohrungen eines Vordralldiisensystems unter Nutzung der Korrelationen
fiir die Verlustkoeffizienten ny und nr bestimmt werden konnen. Dabei werden hier nur Vor-
drallkammern ohne radial iiberlagerten Massenstrom beriicksichtigt (d.h. mg =17 =0 und
m; = rh3). Zur Darstellung der iterativen Berechnungsschritte fiir die hier gesuchten Stromungs-
groBen ms, p; = pro/IT und pyer3 wird in Abschnitt 6.1.3 angenommen, dass neben den geome-
trischen Parametern und den Lufteigenschaften (k, R, cp,) die GroBen pro, Tio, 2 = u3, Tirel3, P3,
Ct2, nv und nRr bekannt sind. In Abschnitt 6.2 miissen dafiir noch weitere Berechnungsansitze
hergeleitet werden, mit denen der Vordrall c;, in der Vordrallkammer und die Kiihllufttempera-
tur Ty 3 bestimmt werden konnen.

6.1.3.1 Ermittlung des Kiihlluftmassenstroms

Der Kiihlluftmassenstrom m; = s ldsst sich mit p; iterativ berechnen (siehe Tab. 6.1):
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P1 Erste Abschitzung
! Gl. (3.35), (5.3) und (3.30)

m
l Gl. (3.31) und (3.32)
Cl
I Gl(6.6)
Ti2
| GL(®67)
Tsis
| GL(638)
W3is
! m3 = A3 p3Nr W3js Mmit p3 = B 5 (6.12)
R <Ttrel3 - nﬁ%ﬁ)
3

Wenn 13 # mj, neue Abschidtzung vonp;

Wenn 13 =my, Iteration abgeschlossen

Tab. 6.1: Berechnungsschritte zur Herleitung von p; und m; = 13
( Tire13 und ¢y nach Abschnitt 6.2 )

6.1.3.2 Ermittlung des Totaldrucks in den Receiverbohrungen

Nach der Berechnung des Kiihlluftmassenstroms m3z gemaf Tab. 6.1 kann der Totaldruck am
Eintritt der Receiverkanile (bei einem Abstand kleiner als 1/d3 ~ 4) wie folgt ermittelt werden:

T
Pret3=p3 | —=2—— | = f(p3,mR) (6.13)

2 W3
Tire13 — Mg 2(3;;5

Der in dieser Arbeit vorgeschlagene Berechnungsansatz fiir pye 3 wird zunédchst mit Hilfe der
instationdren dreidimensionalen numerischen Daten von Kapitel 5 iiberpriift. Die Ergebnisse
dieses Vergleiches sind in Anhang A.9 dargestellt und konnen wie folgt zusammengefasst wer-
den: Fiir eine nahezu axiale Anstromung der Receiverbohrungen (8 ~ 20°) ergeben sich die
kleinsten Abweichungen (etwa um 0,4% ) zwischen pyer3 (nach Gl. (6.13)) und dem in der
Receiverbohrung flachengemittelte Totaldruck ptzr%ﬁ; (’)91. Fiir einen deutlich positiven und deut-
lich negativen Anstromwinkel 8 kann der Unterschied von GI. (6.13) mit ptzrilzé (’)91
1% werden. Weil Vordralldiisensysteme meistens fiir nominalen Drall (hier g ~ 20°) ausgelegt
werden, wird nach den Ergebnissen von Anhang A.9 Gl. (6.13) als ausreichend genau zur Be-

rechnung des Kiihlluftdrucks am Eintritt der Receiverkanéle betrachtet werden.

grofer als
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6.2 Vordrall und Kiihllufttemperatur

6.2.1 Gemessene Temperatur-Kennlinien

Nachdem die Durchflussparameter ermittelt sind, miissen nunmehr die Effekte einzelner Ein-
flussparameter auf die Kiihllufttemperatur quantifiziert werden. Hierzu stellt Abb. 6.9 die Tem-
peraturunterschiede T3 — Ttg vom Diiseneintritt (Position O in Abb. 4.2) bis zu den Receiver-
bohrungen (Position 3 in Abb. 4.2) fiir die untersuchten geometrischen Konfigurationen dar. Un-
abhédngig von den Kennzahlen fiir die Darstellung der Temperaturabsenkung (siehe Abschnitt
3.2.4.1) miissen die in dieser Weise gemessenen Temperaturdnderungen Ti.e3 — Ty fiir Famili-
en von Vordrallkammern angepasst werden, um die Effekte der unterschiedlichen Totaldriicke
Ptre13 und der unterschiedlichen Kiihlluftmassenstrome 3 zu berticksichtigen. Ohne solche Kor-
rekturen ist ein Vergleich der Kiihllufttemperatur bei geometrisch unterschiedlichen Vordralldii-
sensystemen nur in geringerem Maf3e aussagekriftig fiir die Kiihleffektivitit, wie in Abschnitt
3.2.5 bereits diskutiert. Fiir solche Korrekturen sind Korrelationen der Temperaturmessungen
mit den stromungsseitigen und geometrischen Parametern notig. Dies soll darum im folgenden

Abschnitt erfolgen.
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Abb. 6.9: Temperaturabsenkung T3 — Tio von den Vordralldiisen zu den Bohrungen
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6.2.2 Korrelationen zur Analyse der Vordrallstromung

Das Hauptziel der hier vorgestellten Berechnungsansitze ist es, die Abhédngigkeit der Kiihlluft-
temperatur T3 und des Vordralls ¢, am Eintritt der Receiverbohrungen mit den geometri-
schen Parametern zu korrelieren, die in Abb. 6.10(a) illustriert sind. Infolge der groBen Anzahl
von Einflussgroflen ist die Herleitung von Korrelationen fiir die Kiihllufttemperatur schwieriger
als fiir ny und nr. Zu diesem Zweck muss hier ein eindimensionales Modell der Strémung in
der Vordrallkammer eingefiihrt werden, welches auf Kontinuitit-, Impuls- und Energiebilanz be-
ruht. Dieses Modell beschreibt die komplexe Vordrallstromung durch radiale Verteilungen von
umfangsgemittelten Kernstromungsgroen und Grenzschichtgroen, die in Abb. 6.10(b) und
6.10(c) dargestellt sind. Das Vordrallkammermodell muss mit Hilfe der gemessenen Temperatu-
ren, Driicke und Stromungsgeschwindigkeiten kalibriert werden. Das erhaltene kalibrierte Mo-
dell liefert damit eine Zusammensetzung von Berechnungsansitzen, die in Abhingigkeit von
den untersuchten geometrischen Parametern - wie die radiale Position der Vordralldiisen sowie
die Hohe und Breite der Vordrallkammer - den Vordrall, die Kiihllufttemperaturen und weitere
StromungsgroBen der Vordrallkammer ermitteln. Die Abschnitte 6.2.2 bis 6.2.2.7 beziehen sich
zunichst auf die Herleitung des eindimensionalen Modells der Vordrallstromung.

Im Folgenden werden weiterhin Konfigurationen ohne Leckage aus den inneren und den &u-
Beren Dichtungen beriicksichtigt (Position 7 und 8 in Abb. 4.2). Die inneren Winde der Vor-
dralldiisen werden als adiabat betrachtet, so dass die Temperatur am Austritt der Diisen Ty

p(r)
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Austrittswinkel a

N,

v (r)
v,(r)
T(r)
T(r)
p(r)
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(a) Geometrische Hauptparameter
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(c) Erwartete typische radiale Verteilungen von Stromungsgrofien des eindimensionalen Modells

Abb. 6.10: Modellvorstellung der Vordrallkammer
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immer gleich Tyg bleibt. Somit wird zur Anwendung der Korrelationen von Abschnitt 6.2.2
vorausgesetzt, dass neben den geometrischen Parametern die Stromungsgroflen m=m3z=m, p;o,
Tio = T¢1, I1 sowie die Rotordrehzahl n und die Wandtemperatur der Vordrallkammer Ty, be-
kannt sind.

Zur Herleitung der Korrelationen fiir die Vordrallstromung wird wie in Gl. (3.65) und (6.14)

zuerst angenommen, dass sich die Totaltemperatur T3 in den Receiverbohrungen aus dem

Vordrall ¢, und der Totaltemperatur am FEintritt der Receiverbohrungen berechnen lassen kann:

u% -2 us Ct2
2¢p

Der Vordrall ¢, ergibt sich aus der folgenden Drehimpulsbilanz:

Tie13 = T2 + (6.14)

mit Ihb=I; —-Mr—Mg—M;—Mgp und Cjgr nachTab.6.11 (6.15)

Dabei ist I, der Drehimpuls am Eintritt der Receiverbohrungen, wihrend I; bzw. Mg, Mg, Mg
und My der Drehimpuls am Austritt der Vordralldiise, bzw. die Reibmomente der Wandflidche
der Vordrallkammer (sieche Abb. 6.10(b)). I; ldsst sich gemiB Gl. (6.16) ermitteln:

Il:/ - 1pVVedA =CryrmyisCyis (6.16)
Ay /sina

mit s nach GI. (3.35) und Cyvy nach Tab. 6.11.

Die Bestimmung von ¢ bzw. I, in Gl. (6.15) erfordert aulerdem die Kenntnis des Rotor-
Reibmoments Mg sowie der Stator-Reibmomente Mg, Mo und M;j. Hierzu werden die Reibmo-
mente nach Gl. (6.17) bis (6.20) aus radialen Verteilungen der in Umfangsrichtung gemittelten
Wandschubspannungen 7,ws und 7,wr hergeleitet werden (vgl. Abb. 6.10(b)).

d
I'max 5 A2 r2_72 5
Mg = 27r/ " TywRr dr ——/ o T Towrdr (6.17)
I'min r2d2 I‘2+72
. d;
Tmax Aj/sina [Mt7
Ms =27 / I? Tyws dr — Ai/sina / o CTewsdr (6.18)
Imin I']d] rl_Tl

2 : .
Mo = 27 I}y S8 TowS e Mt TowS e = F12(Tmax — Min(s/2, rmax —1c)) (6.19)

M;=2rn rrznin S7 TewS Imin mit TOWS Iimin — f12(rmin + min(s/2, A — rmin)) (6.20)

wobei s7 und sg in Abb. 6.10(a) gezeigt sind und die Funktion f}, spéter in Tab. 6.8 erldutert wird.
Zur Berechnung von T3 mit Hilfe von GI. (6.14) wird T, aus der Energiebilanz GI. (6.21)
ermittelt, bei der angenommen wird, dass die gesamte Wiarmezufuhr in die Vordrallkammer
durch die Receiverbohrungen transportiert wird. Die Durchfithrung der Energiebilanz erfordert
die Integration der radialen Verteilungen der umfangsgemittelten wandnormalen Wirmestrome

qws und qwR.

mcp(Tio —Tu) = MRO +Qws +Qwr  mit (6.21)
. dp
I'max A I —>
Qws:27r/ rqwsdr—m/ d2 rqwsdr und
T'min rldl I'1+71

d

Tmax A2 1'2—72
Qur=27 [ raurdr— =2 [7 " rqudr

I'min r2d2 r2+72
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Zur Berechnung der hier vorgestellten Integrale wurden zum einen die benotigten radialen Ver-
teilungen durch konstante radialen Inkremente Ar diskretisiert, damit die Integration der um-
fangsgemittelten Grenzschichtgrofen wie folgt numerisch gelost werden kann:

/ f(r) dr~ Y f(rg) - Ar (6.22)

Zum anderen mussten realistische radiale Verteilungen der GrenzschichtgroBen t,ws, TowR qws
und qywr gewonnen werden.

Zu diesem Zweck wurde angenommen, dass die Grenzschichtgroen aus den umfangsgemit-
telten und axial-gemittelten Stromungsgrofen der Kernstromung, wie p(r), vo(r), Ti(r), p(r)
etc. abgeleitet werden konnen. Beim Losen der lokalen Kontinuitéts-, Impuls- und Energie-
Gleichungen konnten Losungen fiir die einzelne Stromungsgrofle der eindimensionalen Darstel-
lung der Vordrallstromung gefunden werden. Aufgrund von Vereinfachungen stellen die erhal-
tenen Losungen radiale Verteilungen dar, die durch 10 Stromungsgroflen parametrisiert werden,
wie es in den folgenden Abschnitten ersichtlich wird. Diese Stromungsgrofen, die die radialen
Verteilungen der Kernstromung und der Grenzschicht kontrollieren, lauten: vyg, T¢2, Cyv, Cig,
41, 4, O, Xs, XR und k. Die Stromungsgeschwindigkeit v,g, die den Vordrall in der Kernstro-
mung bei der radialen Position der Diisen quantifiziert (siche Abb. 6.10(b)), wurde so gewihlt,
dass eine direkte Kopplung der eindimensionalen Verteilung v, (r) mit dem Drehimpuls I, am
Eintritt der Receiverbohrungen besteht. Aus diesem Grund musste I, die zusitzliche Bedingung
erfiillen:

n+s m
I, :/ ; Erv(p dr mit (6.23)
r2+§

d =max(d;,d;) fiir die Vordrallkammer mit r| ~ rp

d=d, fiir die Vordrallkammer mit r; > r; oder r; < rp

Da Ty, auBBerdem durch die Energiebilanz Gl. (6.21) bestimmt wird, bleiben nur die 8 Parameter
Civ, Cir, 41, Y11, i, Xs, Xg und kpy, mit denen das eindimensionale Modell der Vordrallkam-
mer mit den Messungen kalibriert werden kann. Die Vorgehensweise fiir die Kalibrierung wird
in Abschnitt 6.2.3 erkldrt. Zuvor miissen aber die parametrisierten radialen Verteilungen der
StromungsgroBen hergeleitet werden.

6.2.2.1 Radiale Geschwindigkeitskomponente

Wie in Abschnitt 3.2.1.1 erwihnt, ist die Kenntnis der radialen Geschwindigkeitskomponente
entscheidend fiir die radiale Vordrallverteilung in der Kernstromung. Aus diesem Grund wird
zuerst eine Funktion v;(r) abgeleitet, die die umfangsgemittelte radiale Geschwindigkeitskom-
ponente v, der Kernstrémung annéhern kann. Hierzu wird die stationidre Kontinuititsgleichung
(vgl. Schlichting und Gersten (1997)) iiber die zylindrische Fliche r=konstant betrachtet, die
die ganze Kammerbreite s abdeckt:

p=2m (2= (d (prvr) 9 (pve) 9 (pvy)
o0 /0( o " ae oz

) dzde =0 (6.24)
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In Ubereinstimmung mit den Kommentaren von Abschnitt 5.2.1 wird bei den Vordrallkammern
mit radial versetzten Receiverbohrungen (r; # r;) angenommen, dass die gesamte Kiihlluft aus
den Vordralldiisen nur durch die Kernstrémung radial transportiert wird. Da zusétzlich voraus-
gesetzt wird, dass p, v, v, und v, nur vom Radius r abhingig sind, wird Gl. (6.24) wie folgt

angendhert:
d(prv i o
zns (Izlr r) + 27[1' [pVZ]Z:S . znr [pVZ]Z:O = 0 mit [pVZ]Z:S - [pVZ]Z:O ~ / . pZZdZ
7=
(6.25)

Der in die Kavitit durch die Diisen zugefiihrte Kiithlluftmassenstrom 2 zr [pv,],_ dr und der
durch die Receiverbohrungen abgefiihrte Massenstrom 2 r [pv,],_ dr werden mit Gl. (6.26)
abgeschiitzt.

d
2mr(pv,],_odr~e;dm; =e;m d_r und 27r[pv,],  drxep;dip =e;m d_r (6.26)
1 2

Dabei nehmen die Parameter e; und e, nach Tab. 6.2 und Abb. 6.10(a) in Abhingigkeit vom
Radius r den Wert Eins oder Null an.

i=[12] |r<ri—di/2 | —di/2<r<1;+d;/2 | r>r1;+d;/2
€ 0 1 0

Tab. 6.2: Definitionen der Parameter e; und e,
SchlieBlich lautet die vereinfachte Kontinuitédtsgleichung in der Vordrallkammer:
2ns———+4+ep——e; — =0 (6.27)

Um GI. (6.27) zu 16sen, wird sie wie bei den meisten weiteren differenziellen Gleichungen
diskretisiert. Der diskretisierte Wert einer GroBe wird in Kapitel 6 mit den Indizes _y), (),
(i+1) etc. kennzeichnet, wihrend Ar wieder dem radialen Inkrement entspricht. Die Losung von
Gl. (6.27) wird damit zu:

fir e; = e, =0, Vi) = 0 (6.28)

Pyt \PEDHEDED T\ My T 2 g

Die Dichte p(;) wird aus dem Druck p;), dem Vordrall v, ;) und der Totaltemperatur T;) wie
folgt abgeleitet:

fir ey #0odere; #0, vy =

2
Pi) Yo(i)
P = EKT(i) mit T(i) = Tt(i) - 2Cp (6.29)

Abschnitt 6.2.2.2 bzw. 6.2.2.3 und 6.2.2.4 beschreiben spiter die Berechnungsschritte zur Er-
mittlung von p;) bzw. v ) und Ty).
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6.2.2.2 Radiale Druckverteilung

Die Integration der in der radialen Richtung projektierten stationdren Impulsgleichung

9=2r ) ) vz v, 0
/ / (pvri+pv—‘pi—p—"’+pvzi+—p> dzde =0 (6.30)
o= r do r dz  Or

iber die gleiche zylindrische Flidche und mit den dhnlichen Annahmen wie im letzten Abschnitt

fithrt zu: 2

dvy d
27rspvrd——27rsp +2ns— P =0.

dr
Anhand Gl. (6.31) kann eine angendherte radiale Druckverteilung in der Vordrallkammer in

(6.31)

Abhingigkeit von v, und v; ermittelt werden. Die vorgeschlagene diskretisierte Losung fiir den
Druck p lautet dann:

fiir IG) =11 P =P1 (6.32)
2
y Vo(it1 Vi(i+1) — Vi(i
fir r5 <t P =Par1) —AT( pis rq().(;)) - p(i—i—l)Vr(i—O—l)W)
. Vé(i—l) Vr(i) = Vi(i—1)
fir g >t pi) =Pi-1) TA( pio) - PGVl T )

Eine numerische Auswertung von p ;) wird aber nur moglich, wenn der Vordrall v, so wie die
GroBen p(;) bzw. Ty;) nach Gl. (6.29) bekannt sind. Der nédchste Abschnitt wird zunéchst die
Bestimmung von v, behandeln.

6.2.2.3 Radialer Drallverlauf

Die stationdre Impulsgleichung GI. (6.33) in Umfangsrichtung wird nun verwendet, um eine
realistische radiale Verteilung des Vordralls v, ;) herzuleiten.

drv, A 2, vy dp 0(PTg)  ITpp 9Ty
P v L PEALE P L P

=0 (6.33)

Infolge des turbulenten Charakters der Strémung wird vorausgesetzt, dass die viskosen Span-
nungen T, und 7,, vernachlidssigbare Krifte gegeniiber den Trigheitskriften in der Freistro-
mung induzieren. Beim Vernachlissigen der viskosen Kriften und der radialen Anderung der
Dichte p in GI. (6.33) und beim Einsetzen dhnlicher Bedingungen wie zuvor ergibt sich nach
der Integration von GI. (6.33) iiber die zylindrische Flidche r=konstant:

¢ L 2ppr / aa ? 47 = 0 (6.34)

drv
2mSPTV; i .

Des weiteren wird fiir turbulente Stromungen angenommen, dass im Gegensatz zu den viskosen
Spannungen die Reynoldsschen scheinbaren Schubspannungen pv; V’ den radialen Drallverlauf
der Kernstromung beeinflussen konnen. Aus diesem Grund wird Gl (6.34) zeitlich gemittelt
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und die Geschwindigkeitskomponente in ein zeitlich gemitteltes Glied vj und ein Schwankungs-
glied v/ geteilt. Damit lautet der erste Teil von GL. (6.34) nach mathematischen Umformulierun-
gen:

d d drv, drv/
2nsprvr% = 2mspr (Vr + V1) o (r(Vo+vh)) = znsprv_r% + 2msprv. dr(p

(6.35)

Im Rahmen dieser Arbeit wurde in Analogie zum Prandtlschen Mischungswegansatz ein Aus-
druck fiir das Glied der Reynoldsschen scheinbaren Schubspannungen im zylindrischen Koor-
dinatensystem abgeleitet. Anhang A.10 zeigt insbesondere, wie die turbulenten Geschwindig-
keitsschwankungen v/ und Vﬁp im zylindrischen Koordinatensystem mit Hilfe einer charakteri-
stischen Lénge / fiir die turbulente Vermischung in der Vordrallstromung ausgedriickt werden
konnen. Damit ergibt sich fiir das Glied der Reynoldsschen scheinbaren Schubspannungen fol-

gende Gleichung:
drvy d drvy 2
e el A = 6.36
Mg dr((dr)) (6.36)

Nachdem die Notation fiir die Zeitmittelung zur Erleichterung der Darstellung im Folgenden
aufgegeben wird, ergibt sich schlieBlich fiir Gl. (6.34):

dd d dd\ 2 s 9
2rsprve— 4 2msp— | 2 (2 | + 27012 / w2020 mit ®=rv, (6.37)
dr dr dr 0 0z

In GI. (6.37) wurde die GroBe rv,, durch die Variable ® ersetzt. ® wird weiter verwendet, um die
néchsten Gleichungen zu vereinfachen. Trotz des Unterschieds wird ® wie v,, in dieser Studie
auch Vordrall genannt. Aulerdem wird mit GI. (6.37) ersichtlich, dass bei der radialen Position
der Vordralldiisen und der Receiverbohrungen der letzte Teil der Gleichung die Rolle einer
Quelle oder Senke fiir den Vordrall spielen wird. Das zweite Glied, welches den turbulenten
Impulsaustausch darstellt, wirkt dagegen als Diffusionsglied fiir den Vordrall. Dieses bleibt aber
null, so lange der Drallverlauf dem eines Potenzialwirbels entspricht.

Um angeniherte Losungen von Gl. (6.37) zu finden, wurde der Mischungsweg ¢ entweder
als konstant angenommen oder aus dem Mischungswegansatz von von Karmén (vgl. Anhang
A.11.1.2) ermittelt. Zur Parametrisierung realistischer Drallverteilungen werden in Abhingig-
keit vom radialen Abstand von den Diisen drei charakteristische turbulente Lingen ¢}, /1 und
11 bendtigt. Zur Losung von Gl. (6.37) miissen weiterhin die Vordrallkammern in verschiedene
radiale Bereiche unterteilt werden, wie in Abb. 6.11 gezeigt. Die Unterteilung der Vordrallkam-
mer wurde abhdngig von der radialen Anordnung der Vordralldiisen gegeniiber den Receiver-
bohrungen durchgefiihrt. Demzufolge wurden unterschiedliche Losungen fiir die drei mogli-
chen radialen Anordnungen der Diisen r; ~ rp, r; > 12 und r; < rp hergeleitet. Die Details der
Herleitung dieser Funktionen sind in Anhang A.11 beschrieben. Dennoch wird nun als Beispiel
die mathematische Losung fiir Konfigurationen mit den Vordralldiisen und Receiverbohrungen
bei gleichem Radius (r; ~ rp) diskutiert. Die Losungen fiir die Fille mit radial nach auflen ver-
setzen Diisen (r; > rp) und radial nach innen versetzen Diisen (r; < rp) sind in Tab. A.2 und
Tab. A.3 des Anhangs zu finden.
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Abb. 6.11: Unterteilung der Vordrallkammer in verschiedene radiale Bereiche

rBQJ%’ rcmrl_f_w’ rA%rl_%’
+
y )
o = I'max — V flirCO) mit yé(ro) =11,63 und u,c= ri_acx (Ac nach Tab. 6.6) ,
+
y )
U = I'min + v% mit yX(rU) =11,63 und u.,s = % (A nach Tab. 6.6)

Tab. 6.3: Analytischer Ausdruck der radialen Unterteilung fiir den Fall 1: r; =~ 1,

d d d d
Ig=r11, Ic=I1+%, A=D—%, IF=I1—%, TE=DIh+5,
+
Ye(rp) . A
IO = I'max — VTS mit yaro) =11,63 und u,c= ﬁ (Ac nach Tab. A.2),
+
Yae ,
U= Twin TV mit ygo o =1163 und ua =22 (As nach Tab. A2)

Tab. 6.4: Analytischer Ausdruck der radialen Unterteilung fiir den Fall 2: r{ > 1,

d d d d

=11, Ic=I+%, TA=I—%, TF=T—7%, IE=I+7,
+
y .

0 = I'max — V E(TICO) mit yé(ro):11,63 und urczri—acx (Ac nach Tab. A.3),
+

U= VA mit oyt =1163  und — Ar (A, nach Tab. A3

U=Tmin TV mit ypo o =1163 und uga =2 (Asnach Tab. A3)

Tab. 6.5: Analytische Darstellung der radialen Unterteilung fiir den Fall 3: r; <r1»

Die Losung von Gl. (6.37) fiir r; = r, besteht aus mehreren Funktionen, die nach Tab. 6.6 den
radialen Verlauf des Dralls in den radialen Teilbereichen von Abb. 6.11(a) definieren. Bei der
Analyse dieser Funktionen sollen insbesondere die gewihlten radialen Unterteilungen der Vor-
drallkammer und die Haupteigenschaften der hergeleiteten Funktionen gezeigt werden. Die
radialen Positionen rp, rg und rc werden wie in Tab. 6.3 aus geometrischen Parametern be-
rechnet. Im Gegensatz dazu sind rp und ry von den Schubspannungsgeschwindigkeiten u.c
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und u;a abhingig. Die Radien ro und ry werden so klein gewdhlt, dass sie die Grenze der
viskosen Grenzschicht ndherungsweise kennzeichnen. Deshalb erreichen die dimensionslosen
Wandabstinde y: = urc(fmax —r)/v und y = uca(r — rmin) /v den Wert 11,63 bei der radialen
Position rg und ry. Dabei entspricht 11,63 dem dimensionslosen Wandabstand, bei dem sich die
lineare Wandfunktion und die universelle logarithmische Wandfunktion fiir die dimensionslose
Geschwindigkeit ut kreuzen. Demzufolge wurde ein linearer Geschwindigkeitsverlauf in die-
sen Wandgebieten angenommen. Hierzu wurde zusitzlich vorausgesetzt, dass die inneren und
duBeren Flichen der Vordrallkavitét nicht rotieren, wie in Tab. 6.6 festgestellt werden kann.

Nach Tab. 6.6 wird der Betrag der tangentialen Geschwindigkeit v, in der Kernstromung haupt-
sdchlich durch die Stromungsgeschwindigkeit v,g bestimmt, die sich aus der globalen Drehim-
pulsbilanz ergibt (vgl. Gl. (6.15) und (6.23)). Fiir einen gegebenen Wert fiir vy, m und p ist der
angenommene Mischungsweg /; der einzige Stromungsparameter, der die radialen Gradienten
dv,/dr beeinflusst. Deshalb werden ¢; sowie ¢; und £y (sieche Tab. A.2 und Tab. A.3) spi-
ter so gewihlt, dass die radialen Verteilungen des Vordralls, die sich aus dem eindimensionalen
Modell der Vordrallstromung ergeben, mit den gemessenen Geschwindigkeitsverteilungen iiber-

firra <r<rc (Berechnungsschritt 1)

®d =f(r) und ‘dq) =|gi(r)] mit
£ (1) = tifrg —r|’ ii(rg—1)* _
1(1) =18vep — 55 e+ |10l = 3 05 - d=max(didy)

und ¢ nach Tab. 6.11

firrc <r<rp (Berechnungsschritt 2)

®=1fo(r) mit
f2(I‘> = CI>c—|— %ln <1 + ALCV(pc(r—rc>> S CI)C = f1(fc> , X~ 041, AC = 61 |g1 (rc)|

= %c
und VoC = o

flrro <r<rmax (Berechnungsschritt 3)

®=-—20 (r—rp) mit Do =f(ro)

IO —T'max

firry <r<rp (Berechnungsschritt 4)

® =f3(r) mit

f3(1‘) :q)A—I—Az—?(l‘—I‘A) , q)A:fl(I‘A) und AA:€I|g1(rA)|

fir rpin <r<ry (Berechnungsschritt 5)

o= _2u (r—rmpn) mit Py =f3(ry)

U —Tmin

Tab. 6.6: Analytische Darstellung der radialen Drallverteilung fiir den Fall 1: r| =~
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einstimmen. Bei fehlenden Messergebnissen wurden die in Kapitel 5 ermittelten CFD-Daten
herangezogen (vgl. Abschnitt 6.2.3.3).

6.2.2.4 Totaltemperaturverteilung

Tab. 6.7 stellt die angenommenen Verteilungen der Kernstromungsgrofien Ty (r) und T(r) dar, die
notig sind, um die Wandreibung und die Wandwirmestrome in der Vordrallkammer zu ermitteln.
Aus den Gleichungen in Tab. 6.7 ist erkennbar, dass sich beide radialen Temperaturverteilungen
direkt aus v, und Ty, ableiten lassen. Im Ringbereich zwischen den Vordralldiisen und den
Receiverbohrungen (rp < r < rc) wird eine perfekte Mischung mit einer homogenen Tempera-
turverteilung vorausgesetzt. In den restlichen Gebieten der Vordrallkammer wurde der gleiche
Temperaturverlauf angenommen wie der, der sich normal zur Grenzschicht einer adiabaten nicht
rotierenden Wand einstellen kann. Letzterer wird insbesondere durch Jischa (1982) aus verein-
fachten Impuls- und Energiegleichungen hergeleitet. Es kann dabei festgestellt werden, dass der
Ausdruck der Temperatur am inneren und duBeren Radius, wo die Geschwindigkeit v,, gleich
null ist, Ahnlichkeiten mit der Gl. (3.12) vorweist.

In der folgenden Betrachtung werden die Gleichungen von Tab. 6.7 sowohl fiir adiabate Vor-
drallkammern als auch fiir nicht adiabate Winde verwendet. Mit der Kenntnis der statischen
Temperatur T und des Druckes p (vgl. Abschnitt 6.2.2.2) knnen nun alle Stoffgro3en der Luft
in der Vordrallkammer bestimmt werden, wie die dynamische Viskositét u, die kinematische
Viskositit v, die Wiarmeleitfahigkeit A etc..

firra <r<rc (Berechnungsschritt 1)

v2

Tt:TtZ und T:th—z—g;

firrc <r<rmaxx (Berechnungsschritt 2)

2
T=T+52 und T=Tc(1+Prs 55 Ma2 (1- (52)%))  mit

Vo
Te =T, Yo d M VoC
= — 5= un ac = ———
C 27 73, C RTe

fir rpjp <r<rp (Berechnungsschritt 3)

2
Te=T+5¢ und T=Ta(I+Pr 5! Ma (1- (5%)2))  mit

V<PA

2

\% VoA
Ta=Tin— 52 und May = —-2
a=To—75 A T

Tab. 6.7: Analytische Darstellung der radialen Totaltemperaturverteilung in der Ringkammer

6.2.2.5 Wandreibung

Zur Herleitung der Wandreibung wurden verschiedene Abhidngigkeiten des Reibungsbeiwertes
c¢ mit den Stromungsgréfen der Kernstromung untersucht, wie z.B. Gl. (6.38) oder GI. (6.39):

Cf o< Re™5 nach GL. (3.56) (6.38)
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cr ~ konstant fiir Re > 10° nach Nikuradse (1933) (6.39)

Mit Hilfe von Gl. (6.38) oder Gl. (6.39) konnten aber fiir die gesamte Zusammenstellung von
Vordralldiisensystemen keine guten Ubereinstimmungen zwischen dem eindimensionalen Mo-
dell der Vordrallstromung und den Temperaturmessungen gewonnen werden. Die besten Ergeb-
nisse (sieche Abschnitt 6.2.3) wurden schlieBlich durch die folgenden Berechnungsansitze fiir
die Wandschubspannungen erhalten.

Entlang der axialen Stator-Fldche wird angenommen, dass bei einem axialen Wandabstand von
s/200 die Luftgeschwindigkeit proportional zur Geschwindigkeit der Kernstromung ist. Wenn
der Proportionalitdtsfaktor xg genannt wird, ist dann die dimensionslose Geschwindigkeit uS+
bei dem Wandabstand s/200:

Xs 4/ V2 4 v2
R A L R (6.40)

o YS T 500

Dabei ist u;g die gesuchte Schubspannungsgeschwindigkeit am Stator und ygr der entsprechen-
de dimensionslose Wandabstand. Des weiteren wird vorausgesetzt, dass die dimensionslosen
GroBen ugr und yS+ das universelle lineare und das universelle logarithmische Wandgesetz (Ji-
scha (1982)) fiir hydraulisch glatte Winde erfiillen. Damit gilt auch fiir u und y{ beim Ex-
trapolieren beider universeller Wandfunktionen in der Ubergangsschicht zwischen y* ~ 5 und
yT a2 60:

) 1
ud = min(yd, ;ln(y§)+5,5) (6.41)

Mit einem in Abschnitt 6.2.3.6 festgelegtem Wert von 0,73 fiir xg bilden Gl. (6.40) und (6.41)
ein System von 3 Gleichungen mit den drei Unbekannten ugL, y§L und u.s. Mit Hilfe eines
iterativen Berechnungsalgorithmus konnen dadurch diese drei Variablen numerisch berechnet
werden.

Fiir die axiale Rotorfliche kann ein d@hnliches Gleichungssystem erstellt werden. Mit der fiir den
Rotor spezifischen Notation kann dieses Gleichungssystem wie folgt geschrieben werden:

Su
yi = 20(;Rv (6.42)
_ 2 2 k 2
up = R V(v 10 +vit (kmuve)® L xg und kg, nach Tab. 6.11  (6.43)
UrR
1
ug = min(yg, ;ln(yl‘{) +5,5) (6.44)

Statt der absoluten Geschwindigkeit muss hier die relative Geschwindigkeit eingesetzt werden.
AuBerdem wird in GI. (6.43) neben dem fiir den Rotor spezifischen Skalierungsfaktor xg der zu-
satzliche Parameter kT, eingefiihrt, dessen Wert in Abschnitt 6.2.3.6 angegeben wird. kt, wurde
benotigt, damit uS+ nicht null wird. Dieser Fall verursacht eine Singularitit im Gleichungssystem
Gl. (6.42) bis (6.44), bei der sich keine numerische Losung fiir das Triplet uf{ , yf{ und u;R ergibt.
Dank k, konnen fiir den in Abschnitt 6.2.3.6 gegebenen Wert von xg diese drei Groflen auch
numerisch bestimmt werden.
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Stator

fir  ryin+min(s/2, 1A — rmin) <1 < Tpax —min(s/2,rmax —r¢) und z=0 :

Tows = f12(r)  mit  fio(r) = r\,‘,s\/vvz—“’W und  Tys = pu%S
o T Vr

fir rmax —min(s/2,rmax —1c) <r<rmax und z=0 oder
fir r=rmyx und 0<z<sg:

TowS = f12(rmax - min(s/Z, I'max — rC))

fir  ryin <1 <rpip+min(s/2,rp —tmin) und z=0 oder
fir r=ry, und 0<z<s7:

TowS = f12(rmin + min(s/2, A — rmin))

Rotor

fir  ryin+min(s/2,1aA — rmin) <1 < Tpax —min(s/2,rmax —rc) und z=s :
V(p—ra)
(Vo —10)24+-vE+ (k1y Ve )?

TowR = f13<1‘) mit f13(r) = TwR \/ und TwR = pu%R

fir  rpax — min(s/27 Tmax — rC) <r<rmax und z=s:

TowR = f13 (rmax - min(s/Z, I'max — rC))

fir  rpin <1<ty +min(s/2,ra — ) und  z=s :

TowR = f13 (rmin + min(s/2, A — rmin))

Tab. 6.8: Analytische Darstellung der tangentialen Komponente der Wandschubspannungen

Sobald u;s und u;r bekannt sind, kdnnen die entsprechenden Wandschubspannungen entlang
der Vordrallkammerflichen wie in Tab. 6.8 ermittelt werden. Zur Vereinfachung der Modellie-
rung im unteren (r = Iyj,) und im oberen (r = rp,x) Gebiet der Vordrallkammer wurden dort
konstante Wandschubspannungen angenommen (vgl. Tab. 6.8).

6.2.2.6 Wirmeiibergang

Da nach Abschnitt 3.2.4.4 der konvektive Warmeiibergang mit den Winden der Vordrallkam-
mer auch die Kiihllufttemperatur Ty 3 beeinflusst, wurden in den Korrelationen fiir die Vor-
drallkammerstromung Berechnungsansitze beriicksichtigt, die die Effekte von nicht adiabaten
Wiinden in der Vordrallkammer abschédtzen konnen. Die angenommenen Beziehungen fiir die
Wirmestrome werden insbesondere in Abschnitt 6.3, 7.1 und 7.3 bendtigt, um ein besseres Ver-
standnis der gemessenen Wirmeiibergangszahlen und der Temperaturkennlinien zu erreichen.

Zu diesem Zweck werden fiir unterschiedliche Wandtemperaturverteilungen Ty, Vorhersagen
der lokalen wandnormalen Wirmestrome qy, anhand der Gleichungen von Tab. 6.9 berechnet.
Der hier fiir den Wirmestrom verwendete Berechnungsansatz ist die Annidherung von Whi-
te (1974) im Grenzschichtbereich des logarithmischen universellen Geschwindigkeitswandge-
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Stator

fuir z=0 :

c Tw—T .
Qws = P purS(T:J_ aws) mit

2
Taws = T+ Pr3 ZVT‘/; und T~ 2 In(yg)+12,8Pr%%® — 7.3 siehe White (1974)

fir r=rmyx und 0<z<sg oder fir r=ry, und 0<z<sy:

qws =0

Rotor

cpuRr(Tw—T. .
qQwR = PCp rR(T\i awR) mit

_ 2
Tawr = T-H’ﬁ% und T' =~ %ln(yf{) +12,8Pr%%8 _73

Tab. 6.9: Bei nicht adiabaten Vordrallkammern angenommene wandnormale Wirmestrome

setzes. Der Ausdruck von White setzt die Existenz einer universellen Temperaturgrenzschicht
in dhnlicher Weise wie bei der Geschwindigkeitsgrenzschicht voraus. Die Approximation von
White stellt eine starke Vereinfachung fiir das komplexe Stromungsfeld in der Vordrallkam-
mer dar. Die Giiltigkeit dieser Anndherung fiir Vordralldiisensysteme muss deshalb noch in
Abschnitt 6.3 untersucht werden.

6.2.2.7 Iterative Berechnungschritte

Aufgrund der umfangreichen Anzahl von Gleichungen, die die Korrelationen der Vordrallstro-
mung bilden, wird hier der gesamte Prozess zur Berechnung von Ty.3 und c;» zusammenge-
fasst. Die Berechnungsschritte erfolgen iterativ, wie in Tab. 6.10 vereinfacht dargestellt. Zuerst
werden die Totaltemperatur Ty, am Eintritt der Receiverbohrungen und die fiir den Vordrall cha-
rakteristische Geschwindigkeit v, abgeschiitzt. Tyo bzw. ¢ sind beispielweise geeignete erste
Abschitzungen fiir diese beiden Groen. Mit Hilfe von Ty, und v,g konnen die radialen Ver-
teilungen von umfangsgemittelten Stromungsgréfen in der Vordrallkammer hergeleitet werden.
Dazu gehéren der Druck p(r), der Vordrall v, (r), die Totaltemperatur Ty(r), die statische Tem-
peratur T(r) und die Dichte p(r) der Kiihlluft. Aus den Parametern der Kernstromung werden
dann die Stator- und Rotor-Wandreibung sowie der Drehimpuls I am Eintritt der Receiver-
bohrungen berechnet. Damit kann die Drehimpulsbilanz in der Vordrallkammer durchgefiihrt
werden. Falls die Summe des Austrittdrehimpulses I, und der Wandreibmomente mit dem Ein-
trittsdrehimpuls I; aus der Vordralldiise nicht iibereinstimmt, wird eine neue Abschitzung fiir
vep ermittelt, bis die Drehimpulsbilanz erfiillt ist. In dhnlicher Weise werden aus den radialen
Verteilungen der erhaltenen Stromungsgroflen die Wandwidrmestrome und die Rotorreibleistung
in der Vordrallkammer ausgewertet. Dabei wird die Temperatur T;, am Eintritt der Bohrungen
so weit angepasst, bis die Energiebilanz in der Kavitit stimmt. Danach kdnnen aus den gewon-
nenen Stromungsparametern die gesuchten GroBen Ty 3 und c¢» bestimmt werden. In dieser
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Arbeit wurden die Korrelationen der Vordrallstromung in das kommerzielle Auswertungspro-
gramm MATLAB implementiert.

my; = m3 =m, pr, Tro = T¢1, IL, n, Ty, benotigte Randbedingungen

Civ, Cir, 41, 11, . Xs, XR, KT Parameter nach Tab. 6.11
Ti2 und vgp Erste Abschitzungen
! Gleichungen von Abschnitt 6.2.2.1 bis 6.2.2.4

radiale Verteilung der Kernstromungsgrof3e:

p(r), Vo (), Tu(r), T(1), p(1)....
1 Gleichungen von Abschnitt 6.2.2.5 bis 6.2.2.6

Verteilung der Grenzschichtsgrof3e:

TowS> TopwR> qwS> qwR
1 Drehimpulsbilanz nach GI. (6.15) und (6.23)

d .
I} —Ms—Mgr —M;—Mg # fr rzjdz JTVedr — neue Abschitzung vonv,g
273

d
[ —Mg—Mr—M;—Mg = fr rzrdz J§Tvedr — Berechnung der Energiebilanz
243
1 Energiebilanz nach GI. (6.21)

Mro+Qys+Quwr # mcy(Tiz—Ty)  — neue Abschitzung von Ty,
Mr® 4 Quws +Qwr = tcy (T2 —Tir) — Iteration abgeschlossen
1 Gl. (6.15) und (6.14)

Ttrel3 und Ct2

Tab. 6.10: Berechnungsschritte zur Ermittlung von Ty 3 und ¢,

6.2.3 Kalibrierung und Uberpriifung der Korrelationen fiir die Vordrall-
stromung

Zur eindimensionalen Modellierung der Vordrallkammerstromung wurden die unbekannten Pa-
rameter Crv, Cir, 41, 411, 111, Xs und xR eingefiihrt, die die Funktionen von Abschnitt 6.2.2
parametrisieren. Cyvy, Crr, 41, /11, /111, Xs und xR miissen nun festgelegt werden, damit die Be-
rechnungsansitze von Abschnitt 6.2.2 die gemessenen Zusammenhédnge des Vordralls und der
Kiihllufttemperatur mit der Geometrie wiedergeben.

Deshalb wird hier gezeigt, wie die Parameter Cyv, Crr, 41, 411, 4111, Xs und xg hergeleitet wurden.
Dabei wird auch iiberpriift, wie genau das kalibrierte eindimensionale Vordrallkammermodell
mit den Messdaten fiir die unterschiedlichen geometrischen Konfigurationen iibereinstimmt.
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6.2.3.1 Drehimpulsverlustkoeffizient C;y am Austritt der Vordralldiisen

Die erste Gro3e, die fiir die Korrelationen bestimmt werden muss, ist Cyy. Zur Erinnerung ist
Crv =1, /(rj mhyjscyis) das Verhiltnis des Drehimpulses I} zu dem Drehimpuls eines idealen
Drallerzeugers mit einem idealen tangentialen Austrittwinkel von o=0° (vgl. Gl. (6.16)). Weil
dieser Parameter schwierig messbar ist, wird Cyy aus den numerischen Berechnungen von Ka-
pitel 5 hergeleitet. Er wird ohne Korrektur der numerischen Ergebnisse in die Korrelationen fiir
die Vordrallstromung eingesetzt. Fiir die Begriindungen der direkten Ubertragung der numeri-
schen Ergebnissen sei auf Anhang A.13 verwiesen.

In dieser Arbeit wurde aus den numerischen Ergebnissen von Abb. A.8 (siehe Anhang A.13) der
Drehimpulsverlustkoeffizient Cyy durch Gl. (6.45) und GI. (6.46) angendhert. Mangels weiterer
numerischer Ergebnisse sollte Gl. (6.47) fiir andere Vordralldiisenausfithrungen Anwendung
finden.

Cyv = min(0,1981In(IT) + 0,468 , 0,565) fiir die Diisen des Typs A (6.45)
Civ=Cyqv-nv fiir die Diisen des Typs B (6.46)
Civ~1,06-Cyqv-ny-cosa fiir beliebige Vordralldiisen (6.47)

6.2.3.2 Drehimpulsverlustkoeffizient C;r am Eintritt der Receiverbohrungen

Abhingig von der Eintrittsgeometrie der Bohrungen und Anstromwinkel S konnen die Ge-
schwindigkeitsverteilungen am Eintritt der Receiverbohrungen qualitativ stark von einander
abweichen (vgl. Abb. 5.6), so dass sich fiir einen gegebenen Drehimpuls I, verschiedene mas-
senstromgemittelte tangentiale Stromungsgeschwindigkeiten c, ergeben konnen. Da die Ge-
schwindigkeit c¢i, nach Gl. (6.14) die Kiihllufttemperatur Ty.3 bestimmt, werden in dieser
Studie die UngleichmiBigkeiten des Stromungsfeldes am Eintritt der Receiverbohrungen als
weitere potenzielle Stromungsverluste betrachtet. Zur Quantifizierung dieses Effekts wurde in
den Korrelationen fiir die Vordrallstromung der Parameter Cig =I5 /(rp thcy;) definiert (vgl.
Gl. (6.15)). Weil dieser Parameter experimentell nur sehr aufwendig zu bestimmen ist, wurde
Cir wie Cyy aus den numerischen Berechnungen ermittelt. Die Ergebnisse der Auswertung
sind in Abb. A.9 von Anhang A.14 fiir unterschiedliche Konfigurationen und Betriebspunkte
dargestellt.

Zur Vereinfachung der Korrelationen wird in den Konfigurationen dieser Arbeit nach der Analy-
se von Abb. A.9 ein konstanter Wert von eins fiir Cir eingesetzt. Bei nicht abgerundetem Eintritt
der Receiverbohrungen kann moéglicherweise der Wert von Cyr leicht von eins abweichen.

6.2.3.3 Radiale Verteilungen der Stromungsgrofen in der Vordrallkammer

Wegen mangelnder Messdaten werden ¢y, ¢y und #pp; (vgl. Tab. 6.6, Tab. A.2 und Tab. A.3) so
gewihlt, dass die radialen Gradienten der tangentialen Geschwindigkeit v,(r), die sich durch
die Korrelationen ergeben, mit den numerischen Ergebnissen moglichst gut iibereinstimmen.
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Die damit erreichten Ubereinstimmungen stellen Abb. 6.12 und A.10 von Anhang A.15 dar.
Vor der Analyse sollen aber zwei Bemerkungen hinzugefiigt werden:

Einerseits wird der Betrag der korrelierten Geschwindigkeit v, (r) nur geringfiigig durch ¢y, /jy
und /p; bestimmt, sondern hauptsichlich durch die Wahl von Cyy fiir den Eintrittdrehimpuls
(vgl. Abschnitt 6.2.3.1) und von xg fiir die Stator-Wandreibung (vgl. Abschnitt 6.2.3.4).

Andererseits miissten einfache Ausdriicke fiir ¢, /1 und /j;; im Hinblick auf die Anwendung
der Korrelationen bei anderen Geometrien gefunden werden. Nach den Untersuchungen von ver-
schiedenen Ausdriicken fiir ¢1, ¢;; und /j;; wurden die folgenden einfachsten Zusammenhinge
hergeleitet, die zu den besten Ubereinstimmungen mit den radialen Geschwindigkeitsgradienten
dv,/dr der CFD-Berechnungen von Kapitel 5 fiihrten. Dabei wird der turbulente Mischungsweg
/1 bei der radialen Position der Diisen mit dem Diisendurchmesser d; sowie mit dem axialen Ab-
stand s und dem Abstand zwischen benachbarten Diisen (r; /Ny) skaliert. Die Léingen ¢ und
/111, die in den von den Diisen entfernten Gebieten gelten, werden dagegen nur proportional zum
Radius angenommen, wie in Tab. 6.11 zusammengefasst.

Nach der Einfiihrung der gewihlten Ausdriicke fiir /1, ¢y und ¢ (siehe Tab. 6.11) konnen die
mit den Korrelationen ermittelten radialen Verteilungen der Stromungsgrofen iiberpriift werden.
Hierzu sind neben der Stromungsgeschwindigkeit v, (r) die KernstromungsgroBen Ti(r), T(r),
p(r) und p(r), die fiir unterschiedliche Konfigurationen aus den Korrelationen gewonnen wur-
den, mit Messdaten und numerischen Ergebnissen von Kapitel 5 in Abb. 6.12 dargestellt. Die
mit den CFD-Modellen berechneten StromungsgroBen wurden bei einem axialen Abstand s/2
vom Diisenaustritt in Umfangsrichtung gemittelt. Die Umfangsmittelung wurde fiir eine Win-
kelposition der Receiverbohrungen durchgefiihrt, bei der sich eine Bohrungsachse in der Ebene
©=0° (vgl. Abb. 4.5) befindet. Die gemessenen Stromungsgeschwindigkeiten ergaben sich aus
einer Umfangsmittelung in den untersuchten PIV-Messebenen. Die gemessenen Driicke von
Abb. 6.12 wurden mit Hilfe der Sonden p71, p72, pg1 und pg> (vgl. Abschnitt 4.5.1) aufgenom-
men, wihrend die Messwerte der Sonden T,;, To; und Ty3 (vgl. Abschnitt 4.5.3.4) fiir die
Analyse der Totaltemperatur T; verwendet wurden. Weitere Vergleiche, die in Anhang A.15 fiir
Unterdrall (K;=0.75) und Uberdrall (K;=1.43) innerhalb der Vordrallkammer gezeigt werden,
bestétigen die vorliegenden Ergebnisse.

An den radialen Messstellen stimmt die Geschwindigkeit v, (r) aus den Korrelationen mit den
Geschwindigkeitsmessungen innerhalb der Messgenauigkeit iiberein. Die Abweichungen von
etwa 1% mit den gemessenen Driicken konnen auf den Umfangsdruckgradienten zuriickgefiihrt
werden (vgl. Abschnitt 5.3.4). Ahnliche Abweichungen mit den Temperaturmessungen wie in
Abschnitt 5.3.5 sind fiir die Korrelationen in Abb. 6.12 wieder zu erkennen. Zum Verstindnis
der Drehimpulsverluste in der Vordrallkammer sind dennoch diese Diskrepanzen von geringer
Bedeutung. Im Vergleich zu numerischen Ergebnissen vorhersagen die Korrelationen qualita-
tiv dhnliche radialen Verteilungen der Stromungsgrofen. Der grofite Unterschied zwischen den
Korrelationen und den CFD-Berechnungen entspricht den um etwa 10% kleineren Geschwin-
digkeiten v, (r), die sich fiir die Korrelationen aufgrund der gegeniiber den CFD-Berechnungen
hoheren ermittelten Reibungsmomente ergeben (vgl. Abschnitt 6.2.4).

Die radialen Geschwindigkeitsverteilungen, die mit den Korrelationen gewonnen wurden, wei-
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sen auch Ahnlichkeiten mit numerischen Ergebnissen aus der Literatur vor (vgl. Konfiguration
G-Ref mit den Ergebnissen von Wilson et al. (1997) in Anhang A.18 oder Konfiguration G-
rI>r2 mit den Ergebnissen von Jarzombek et al. (2007) in Anhang A.18). Aus diesem Grund
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Abb. 6.12: Radiale Verteilungen der Stromungsgroflen in der Vordrallkammer fiir IT ~1,4 und
K; ~1 (cyis nach Gl. (3.29); p1is = p1/R /Ty s mit Tyi5 nach Gl. (3.30))
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kann angenommen werden, dass das Vordrallstromungsmodell von Abschnitt 6.2.2 mit Hilfe
von einer auf einer noch breiteren Datenbasis durchgefiihrten Kalibrierung radiale Geschwindig-
keitsverteilungen einer noch breiteren Auswahl von Vordrallkammergeometrien abbilden kann.

Aus diesen Vergleichen kann auch der Riickschluss gezogen werden, dass die Korrelationen
realistische Verteilungen der StromungsgréBen in der Vordrallkammer wiedergeben und somit
beniitzt werden konnen, um die radialen Anderungen des Vordralls zu erkliren (vgl. Abschnitt
6.2.4).

6.2.3.4 Temperaturinderung durch Vordrall

Der Koeffizient xg fiir die Stator-Wandreibung (vgl. Gl. (6.40)) ergab sich bei der Anpassung der
durch die Korrelationen ermittelten Temperaturdifferenzen Ty 3 — Tip zur Temperaturmessda-
ten. Zur Erinnerung ist die Temperaturdifferenz Ty 3 — Ty2 die Temperaturabsenkung, die durch
den Vordrall c¢; (vgl. Gl. (6.15)) von der Vordrallkammer (Position 2) bis zu den Receiver-
bohrungen (Position 3) induziert wird (siehe Gl. (6.14)). Die Ubereinstimmungen, die fiir den
gewdhlten Wert von 0,73 fiir xg erreicht wurden, konnen mit Hilfe von Abb. 6.13 fiir drei unter-
schiedliche Konfigurationen diskutiert werden.

Konfiguration G-Ref, G-r1>r2 und G-A3/A1=4,4 wurden fiir die Analyse von Ty 3 — T2 ge-
wihlt, weil sich ihre geometrischen Eigenschaften deutlich von einander unterscheiden (vgl.
Tab. 4.2). Die Messwerte der Sonde T»;, die sich etwa bei der radialen Position der Receiverboh-
rungen (vgl. Abschnitt 4.5.3.4) befindet, wurden ohne Korrektur zusammen mit den Messdaten
der Sonden T3; und T3, fiir die Bestimmung der gemessenen Temperaturdifferenzen T3 — T2
eingesetzt.

Sehr gute Ubereinstimmung der korrelierten Temperaturen mit den Messdaten wird bei maxi-
malen Abweichungen von 1 K bis 1,5 K erreicht. Diese Abweichungen haben etwa die gleiche
GroBenordnung wie die Genauigkeit der Sonde T, und die Temperaturgradienten innerhalb der
Vordrallkammer. Diese Ubereinstimmungen sind ausreichend gut fiir die Anwendung, die fiir
die Korrelationen von Abschnitt 6.2.2 in dieser Arbeit vorgesehen ist (vgl. Kapitel 7).
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(a) Konfiguration G-Ref (b) Konfiguration G-r1>r2 (¢) Konfiguration G-A3/A1=4,4

Abb. 6.13: Temperaturabsenkung T3 — T¢2 von der Vordrallkammer zu den Bohrungen
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6.2.3.5 Temperaturinderung durch Rotorwandreibung

Die GroBenordnung der Koeffizienten xR, die die Rotorwandreibung gemif Gl. (6.43) bestim-
men, wurde aus den Messdaten ermittelt. Da das Rotorreibmoment Mg (vgl. GL.( 6.17)) nicht di-
rekt gemessen wurde, wurde die GroBenordnung von xg aus der Temperaturdnderung Ty, — Tyg
bestimmt, die in den Vordrallkammern mit adiabaten Winden durch die Rotorarbeit induziert
wird. Des weiteren wurden die radialen Gradienten der in dieser Arbeit gemessenen Nuf3elt-
Zahlen benutzt, um mit Hilfe einer angenommenen Analogie zwischen der Geschwindigkeits-
grenzschicht und der Temperaturgrenzschicht (siehe Abschnitt 6.2.2.6) die radialen Anderungen
von xR herzuleiten. Der erhaltene Ausdruck fiir xr (siehe Tab. 6.11) ist somit abhiingig von der
radialen Position der Diisen und den Strémungsmodi Uberdrall (c¢2 > up bzw. vy (r1)/(wr;) > 1)
und Unterdrall (ci2 < up bzw. vy (r1)/(wr;) < 1) . Die Uberpriifung der GroBenordnung fiir die
hergeleitete Funktion fiir xg (siehe Tab. 6.11) wird nun mit Hilfe der Temperaturmessungen
durchgefiihrt. Die vorgeschlagene radiale Verteilung fiir xg und die Abhingigkeit von xg mit
K &~ vy (r1)/(er;) wird beim Vergleich mit den gemessenen radialen Verteilungen der Wirme-
tibergangskoeffizienten noch iiberpriift werden (vgl. Kapitel 6.3).

Statt die Darstellung der Temperaturinderung Ty — T in der Vordrallkammer wurde zur Uber-
priiffung der Korrelation fiir die Rotorwandreibung die Analyse der gesamten Temperaturab-
senkung Tye 3 — Tyo stromaufwirts der Vordralldiisen bis zu den Bohrungen bevorzugt, weil
Tie13 — Tio aufgrund geringeren experimentellen Aufwands in allen Konfigurationen gemessen
wurde. In den untersuchten Vordrallkammern konnte dennoch nicht sichergestellt werden (vgl.
Abschnitt 5.3.5 und 6.2.3.3), dass die Winde perfekt adiabat bleiben. Aus diesem Grund ist der
Vergleich mit den adiabaten Vorraussagen der Korrelationen von Abschnitt 6.2.2 problematisch.
Wie in Abschnitt 3.2.4.4 weist dies erneut auf die Notwendigkeit genauer Erkenntnisse iiber den
Wirmeiibergang in der Vordrallkammer zum Verstindnis der Kiihllufttemperatur T3 hin.

Ein Vergleich der berechneten Temperaturdifferenzen Ty.e;3 — Ty und Tye13 — Ty fiir Konfigu-
ration G-Ref, G-r1>12 und G-A3/A1=4,4 zeigt zuerst, dass der vorausgesagte Effekt der Rei-
bungsaufheizung nur bei Unterdrall (uy/c; > 1) bemerkbar ist (vgl. Abb. 6.13 und Abb. 6.9).
Da fiir uy /c; > 1 gute Ubereinstimmungen mit den Messdaten zu beobachten sind, wird ange-
nommen, dass die Anderung der Totaltemperatur T — Ty, die sich infolge der Reibungsauf-
heizung fiir up /c; > 1 ergibt, von den Korrelationen korrekt angeniihert wird. Beim Uberdrall
(up/cy < 1) stimmen die vorausgesagten Temperatur-Kennlinien mit den Messdaten sehr gut
fiir alle Fille iiberein, auBer fiir die Konfigurationen G-A3/A1=4,4 und G-A3/A1=4,8. Die klei-
nen Abweichungen (<2 K) von Konfiguration G-hmin konnen insbesondere auf eine leichte
Uberschitzung des Eintrittsdrehimpulses I; (vgl. Gl. (6.16)) zuriickgefiihrt werden, da in die-
ser Vordrallkammer ein niedriger Einfluss der Wandreibung zu erwarten ist. Auch wenn sie fiir
Konfiguration G-Ref und G-r1>r2 noch klein sind (<2 K), konnen in Abb. 6.9 zunehmende Dis-
krepanzen zu den Messdaten im Vergleich zu Abb. 6.13 festgestellt werden. Die Korrelationen
fiir Konfiguration G-A3/A1=4,4 iiberschitzen sogar die Temperaturabsenkungen T3 — Tto
um bis zu 4 K, obwohl sie die Temperaturabsenkungen Ti.e;3 — T¢2 und damit den Vordrall ¢,
in Abb. 6.13 exakt bestimmen. Diese erhohten Unterschiede sowie die bemerkbaren Abwei-
chungen von Konfiguration G-A3/A1=4,8 (bis um 4 K) werden nicht auf Fehlabschidtzungen
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der Korrelationen sondern auf unerwiinschten Wirmeiibergang entlang der Rotorfldche zuriick-
gefiihrt. Fiir die Begriindung dieser Aussage sei auf Anhang A.16 verwiesen.

Zusammenfassend bestitigt Abb. 6.9 die korrekte eindimensionale Voraussage der Temperatu-
rabsenkung T3 — Ty fiir ein adiabates System. AuBlerdem konnen die Abweichungen mit
den Messdaten in Abb. 6.9 als ein Hinweis darauf interpretiert werden, wie empfindlich die
gemessene Kiihllufttemperatur Ty 3 gegeniiber dem Wirmetibergang in der Vordrallkammer
1st.

6.2.3.6 Ermittelte Werte fiir C;v, Cir, 41, ‘11, /111, Xs Und xg

Nach ihrer Herleitung aus den Messdaten und den numerischen Ergebnissen fasst Tab. 6.11 die
ermittelten Werte der Parameter Cyv, Cir, 41, ¢11, 4111, Xs, XR und kp, zusammen.

Civ  nach numerischen Ergebnissen von Abschnitt 6.2.3.1

Cir  nach numerischen Ergebnissen von Abschnitt 6.2.3.2

(r=0,0821 %> mit A =0,0001 m?
i = 0,0065 1512

i = 0,065 152

xs = 0,73

Fir (r—r;) >2d; xgr = 0,08

Fir (r—r)<2d; xgr= Mcos <n%) +M mit

XR min = 0’8730’08 + 0’87;0’08 arctan (M) und v =100 ms~!

kty = 0,15 siehe Abschnitt 6.2.2.5

Tab. 6.11: Hergeleitete Parameter fiir die Korrelationen von der Vordrallstromung

6.2.4 Riickschliisse iiber den Vordrall und die Drehimpulsverluste

Mit Hilfe der aus den Messdaten hergeleiteten Korrelationen fiir die Vordrallstromung (sie-
he Abschnitt 6.2.2 und 6.2.3) konnen im Vergleich zu publizierten Ergebnissen neben der
Wandreibung in der Vordrallkammer drei weitere Quellen fiir die Summe der Drehimpulsver-
luste identifiziert werden, die den Vordrall stromaufwirts der Receiverbohrungen bestimmen
(vgl. Abb. 6.14). Die Unterteilung und Quantifizierung dieser Stromungsverluste bietet damit
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einen neuen Einblick in die Entstehungsmechanismen des Vordralls. Die Drehimpulsverluste
werden hier in vier Kategorien dargestellt:

Der bedeutendste Drehimpulsverlust entsteht am Austritt der Vordralldiisen und wird in
dieser Arbeit durch den Drehimpulsverlustkoeffizienten Cyy quantifiziert. Gemédf Abschnitt
6.2.3.1 induziert allein ein Drallerzeuger mit einem Austrittwinkel o eine Reduzierung der po-
tential maximalen tangentialen Stromungsgeschwindigkeit c; j;cosee um einen Faktor Cry/Cqv
/cosa =~ 1,06 ny. Fiir die zylindrischen Vordralldiisen des Typs A (vgl. Abb. 4.1) fiihrt z.B. der
Drehimpulsverlust am Austritt des Drallerzeugers zu einer Reduzierung des Vordralls auf zirka
1,06 - 0,72 ~ 80% von cjjscosa. Damit wird ersichtlich, dass die Drehimpulsverluste in den Vor-
dralldiisensystemen durch Diisen mit hohen Durchflussbeiwerten Cyv deutlich reduziert werden
konnen. Demzufolge sollten zur Reduzierung der Drehimpulsverluste die Vordralldiisen mit ei-
nem moglichst hohen Durchflussbeiwert Cqyvy ausgelegt werden, worauf noch in Abschnitt 7.3
eingegangen wird.

Die zweite Verlustquelle ist nach diesen Untersuchungen die Wandreibung. Dabei weist Abb.
6.16 darauf hin, dass fiir einen gegebenen Eintrittsdrehimpuls I; der Drehimpuls I, am Ein-
tritt der Receiverbohrungen hauptsichlich durch die Stator-Wandreibung reduziert wird. Im
Vergleich ist die Rotor-Wandreibung um eine GroBenordnung niedriger. Die aus den Messda-
ten ausgewerteten Stator-Wandreibmomente erreichen zirka 20% des Eintrittsdrehimpulses I;
fiir die Referenz-Konfiguration G-Ref. Umgerechnet heilit es, dass die Stator-Reibmomente
die umfangsgemittelte Stromungsgeschwindigkeit v, (r;) = v von 0,8 ¢ jscose auf zirka 0,64
ciiscosa bzw. auf 0,60cqis (siche Abb. 6.12) absenkt. Bei der Analyse der Wandreibungsmo-
mente (vgl. Abb. 6.16) wird auch deutlich, dass die Reibungsmomente mit der Wandfldche der
Vordrallkammer zunehmen. Wihrend Konfiguration G-hmin mit der engsten Vordrallkammer
das kleinste Wandreibmoment besitzt, kann ndmlich das hochste Reibungsmoment in Konfigu-
ration G-smax mit der breiteren Ringkavitit beobachtet werden. In der Vordrallkammer G-smax
sind sogar die Momente M1 und Mo um mehr als das Doppelte groBer als in der Referenzkon-
figuration G-Ref. Damit wird ersichtlich, dass groBe Wandfldachen, die entweder durch eine
breitere Ringkammer (Konfiguration G-smax), eine hohe Ringkammer (Konfiguration G-smax
im Vergleich zu G-hmin) oder durch eine kleinere Austrittfliche A /sino der Diisen erhalten
werden, die Drehimpulsverluste erhohen. Wie noch in Abb. 6.16 dargestellt, sind die ermittelten
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Abb. 6.16: Stator- und Rotor-Wandreibmomente
(siehe Abb. 6.15 und Gl. (6.17) bis (6.20) fiir die Definitionen von My, Mo, Mg und M)

Stator-Reibmomente von Konfiguration G-r1>r2 mit nach aulen versetzten Vordralldiisen um
etwa 15% grofler als in Konfiguration G-Ref. Dies wird auf den grofleren Radius r zuriickge-
fiihrt, welcher einen leicht hoheren Vordrall in der Vordrallkammer induziert (vgl. Abb. 6.12).
Damit wird gezeigt, dass eine Konfiguration mit nach auBlen versetzten Vordralldiisen hohe-
re Drehimpulsverluste verursachen kann. Neben dem leicht niedrigeren Verlustkoeffizienten
NR, der fiir Konfiguration G-r1>r2 ermittelt wurde (vgl. Abb. 6.6), sind ihre hoheren Stator-
Reibmomente weitere Hinweise, dass grof3e radiale Versatze r, —r; zwischen dem Drallerzeu-
ger und den Receiverbohrungen die Stromungsverluste erhohen. Dies soll nochmals bei der
Analyse der Gesamteffizienz diskutiert werden (vgl. Kapitel 7).

Vergleiche der aus den Messdaten ermittelten Wandreibmomente mit den numerischen Ergeb-
nissen erlauben zusitzliche Aussagen iiber die Genauigkeit der CFD-Berechnungen von Kapitel
5: Die mit den CFD-Modellen berechneten Stator-Wandreibmomente sind deutlich niedriger als
die aus den Korrelationen bestimmten Momente (sieche Abb. 6.16 und Anhang A.17). Weitere
Vergleiche wiirden auch zeigen, dass die aus den Messdaten hergeleiteten Stator-Wandreibmo-
mente deutlich hoheren Reibungsbeiwerten ¢y (um eine Faktor grofler als 2) entsprechen als die,
die sich aus bereits erwihnten Reibungsgesetzen wie Gl. (3.56) ergeben. Die Auswertung dieser
Arbeit deutet damit darauf hin, dass die CFD-Berechnungen und die in der Literatur gefunde-
nen Ansitze von Abschnitt 3.2.3.2 die Stator-Wandreibung eher unterschitzen. Dabei soll nicht
vergessen werden, dass die sich ergebenden Unterschiede zwischen den Korrelationen und den
numerischen Ergebnissen auf den in den Korrelationen eingesetzten Ausdruck fiir den Eintritts-
drehimpuls I; zuriickzufiihren ist (vgl. Abschnitt 6.2.3.1). Es soll auch betont werden, dass die
kleinsten Unterschiede der CFD-Ergebnisse mit den Korrelationen (<4%I;) fiir die Reibungs-
momente von Konfiguration G-hmin erreicht wurden. Diese Beobachtung kann mit den klein-
sten Temperaturabweichungen in Verbindung gebracht werden, die in Abschnitt 5.3.6 auch fiir
Konfiguration G-hmin festgestellt wurden. Dies zeigt erneut, dass die genausten numerischen
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Voraussagen fiir die Konfiguration mit der geringsten Vordrallkammerwandfldche erhalten wur-
den. Schlielich soll zur Analyse der Aussagekraft der CFD-Modelle noch bemerkt werden,
dass deutlich bessere Ubereinstimmungen zwischen den Korrelationen und den numerischen
Vorhersagen fiir die Rotorreibmomente bei Uberdrall (K; >> 1) vorliegen (vgl. Abb. 6.16 und
Anhang A.17).

Die Turbulenz der Stromung und die sekundiren Stromungen in der Vordrallkammer in-
duzieren zusitzliche Drehimpulsverluste, die eine weitere Reduzierung des Vordralls ¢, am
Eintritt der Receiverbohrungen verursachen. Mit der radialen Verteilung der umfangsgemittel-
ten Stromungsgeschwindigkeit v, (r), die sich von der Geschwindigkeitsverteilung eines Poten-
zialwirbels unterscheidet (vgl. Abb. 6.12), konnen diese Stromungsverluste quantifiziert wer-
den. Hierzu kann das Drehimpulsverhiltnis (r- v, (r))/(r1 - vo(r1)) benutzt werden, welches mit
Hilfe der Korrelationen von Abschnitt 6.2.2 berechnet werden kann. Die Herleitung der Kor-
relationen fiir die Vordrallstromung zeigen, dass die aus der Literatur bekannten Ahnlichkeit-
sparameter Ky, Rey, Ar; und Cy; zur Erklirung der in Vordralldiisensystemen entstehenden
radialen Verteilungen des Vordralls nicht geniigen. Hierzu mussten in der vorliegenden Arbeit
neben der Drallzahl Ky, bzw. v,p /up = ¢¢1/u; = K| die charakteristischen turbulenten Lingen
41, f11 und /£y eingefiihrt werden, um die Geschwindigkeitsverteilung der Kernstromung mit
der Geometrie zu korrelieren. Nach Einfiihrung dieser GroBen konnen die radialen Anderungen
der Geschwindigkeit v, in einer Vordrallkammer wie z.B. in Abb. 6.12(c) wie folgt beschrie-
ben werden: Oberhalb der Vordralldiisen (rc < r <rp nach Abb. 6.3 und Abb. 6.4) sorgt der
turbulente Impulsaustausch dafiir, dass v, weniger stark sinkt, als es bei einem Potenzialwirbel
der Fall ist. Im Ringraum zwischen den Diisen und den Receiverbohrungen verursachen lange
Mischungswege ¢p1 und kleine radiale Massenstrome m nahezu konstante radiale Geschwin-
digkeitsverteilungen (dv, /dr ~ 0), die Drehimpulsverluste generieren. Indem die Kiihlluft die
Vordrallkammer mit einer hohen tangentialen Geschwindigkeitskomponente durch die Receiver-
bohrungen verlisst, beginnt der Vordrall v, unterhalb der Bohrungsachse bei r < r, deutlich
abzunehmen.

Der letzte Drehimpulsverlust, der in dieser Arbeit eingefiihrt wird, kann bei der Uberfiihrung
der Luft von der Kernstromung in die Receiverbohrungen entstehen. Dieser Stromungsverlust
wird anhand des Parameters Cyr von Abschnitt 6.2.3.2 ausgewertet. Fiir die untersuchten Konfi-
gurationen wurde aber der Drehimpulsverlust am Eintritt der Receiverbohrung als vernach-
lassigbar klein (Cir ~ 1) gegeniiber den anderen erwédhnten Verlusten in der Vordrallkammer
ausgewertet.

Nach Verdeutlichung ihres Nutzens fiir die Quantifizierung der einzelnen Drehimpulsverluste
miissen die Korrelationen von Abschnitt 6.2.2 nun noch eingesetzt werden, um den Einfluss der
untersuchten geometrischen Parameter auf die Kiihllufttemperatur vorzustellen. Dabei miissen
aber die Anderung der Kiihlluftdruck und die Effekte des Wirmeiibergangs in der Vordrallkam-
mer mitberiicksichtigt werden (siehe Abschnitt 3.2.5). Diese Untersuchungen werden daher
nach der Analyse des Wirmeiibergangs bei der Auswertung der Gesamteffizienz der Vordrall-
diisenssysteme durchgefiihrt werden (vgl. Kapitel 7).
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6.3 Wirmeiibergang am Rotor

Mit den Erkenntnissen der vorigen Abschnitte iiber das Stromungsfeld konnen nun die Ergeb-
nisse der Wiarmeiibergangsmessungen ausgewertet werden. Infolge der niedrigen Anzahl von
veroffentlichten Daten strebt dieser Abschnitt eine Bestidtigung und Ergiinzung der existieren-
den Kenntnisse iiber den Wirmeiibergang am Rotor an. Insbesondere sollen aus den neuen
Messdaten Korrelationen fiir die Wirmeiiberganzahlen ermittelt werden, die in der Literatur
kaum zu finden sind. Die Auswertung beginnt in Abschnitt 6.3.1 mit einer Darstellung der ge-
messenen lokalen Wirmeiibergangszahlen zur Identifizierung der Haupteffekte. Danach werden
in Abschnitt 6.3.2 die Wiarmeiibergangszahlen in Umfangsrichtung gemittelt, um die Effekte der
gefundenen Einflussparameter genauer zu quantifizieren und Korrelationen herzuleiten.

6.3.1 Gemessene lokale Wirmeiibergangszahlen

Um Vergleiche mit veroffentlichten Studien zu ermdéglichen, werden zuerst die gemessenen
lokalen Wirmeiibergangszahlen h mit der Breite s der Vordrallkammer und der mittleren Wir-
meleitfdhigkeit der Vordrallkammerluft A, als dimensionslose lokale NuBlelt-Zahlen Nu darge-
stellt.

h
Nu s % it qu=h(Taw—Ty) und Ty nachGL (4.5 (6.48)

C AM(Taw —Tyw) A2

Die Wirmeiibergangszahl h ist der Proportionalititsfaktor zwischen dem wandnormalen Wir-
mestrom qy sowie der Temperaturdifferenz zwischen der Wandoberfldche (Ty,) und der Stro-
mung (T,yw). Da h per Konvention hiufig positiv angenommen wird, wird der Warmestrom qy
positiv gezéhlt, wenn T, groBer als Ty, ist. Damit Nu und h ausschlieBlich positiv, endlich
und unabhiingig von der Temperaturdifferenz Ty, — Ty bleiben, muss Ty so gewidhlt werden,
dass bei null Warmestrom T,y gleich Ty, bzw. die adiabate Wandtemperatur ist. Somit gelten
die in dieser Arbeit gemessenen Nuflelt-Zahlen Nu nur fiir die in Abschnitt 4.8.2 gewihlte An-
niherung fiir die Referenzlufttemperatur Tyy,. Im Gegensatz zu vielen Verdffentlichungen iiber
Rotor-Stator-Systeme wurde hier die Nuf3elt-Zahl nicht mit dem Radius r sondern mit der Brei-
te s der Vordrallkammer berechnet. Diese Wahl wird nach Darstellung der ersten Ergebnisse in
Abschnitt 6.3.2.1 begriindet. Beim Multiplizieren der vorgestellten NufBelt-Zahlen mit r/s las-
sen sich die Ergebnisse von Abb. 6.17 direkt mit den Nuflelt-Zahlen von anderen publizierten
Studien vergleichen. Insbesondere gilt rj /s =rp/s = 22 bei der radialen Position der Receiver-
bohrungen und der Vordralldiisen von Konfiguration G-Wii.

Abb. 6.17 zeigt auf der Rotorfliche von Konfiguration G-Wii gemessene charakteristische Nuf3elt-
Zahlen bei unterschiedlichen Drallzahlen K, dimensionsfreien Massenstromen Cw, sowie un-
terschiedlichen Umfangs-Reynolds-Zahlen Re,. Im Vergleich zu anderen Untersuchungen ge-
lingt mit der verwendeten Messtechnik eine Messauflosung der Warmeiibergangszahlen bis zur
Eintrittskante der Receiverbohrungen, wie in Abb. 6.17 zu sehen. Des weiteren bestitigen die
Messergebnisse dieser Arbeit mehrere Effekte, die in der Literatur bei anderen Konfiguratio-
nen und mit Hilfe von anderen Messverfahren beobachtet wurden. Aus einem Vergleich von
Abb. 6.17 mit publizierten Studien gehen folgende Ergebnisse hervor:
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Radiale Position Eintritt einer

der Dusen Receiverbohrung
(a) Unterdrall mit K; =0,87 (b) Uberdrall mit K; =1,75 (¢) Uberdrall mit K; =5,20
(IT=1,21; Cw, = 28100; (I =1.21; Cw, = 28600; (TT=1.21; Cw, = 28600;
Atz =0,22; Rey = 2,48 - 10%) Ar2 =0,38; Rey, = 1,25 109 A2 =0.91; Re, = 4.21 - 10%)
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(d) Uberdrall mit K; =1,25 (e) Uberdrall mit K; =2,53 (f) Uberdrall mit K; =7,63

(IT1 =1,43; Cw, = 42300; (I1 =1,44; Cw, = 42400; (IT =1,43; Cw, = 42500;
At2 =0,31; Re,, = 2,60 - 10°) At2 =0,55; Re,, = 1,28 - 10%) At2 =1,33; Re, = 4,27 - 10%)

Abb. 6.17: Auf der rotierenden Fldche der Vordrallkammer gemessene Nuflelt-Zahlen (Kon-
figuration G-Wii mit r;/s =r1p/s =22; Nu=qw-S/(A12(Taw — Tw)); Taw nach
Gl. (4.5))

Zum einen sind nicht-homogene Verteilungen von Nufelt-Zahlen mit maximalen Werten bei
radialer Position der Receiverbohrungen zu sehen, welche in Konfiguration G-Wii der radialen
Position r; der Diisen auch entspricht. Dies erinnert an die Ergebnisse von Lock et al. (2004),
die die hochsten Wirmeiibergangskoeffizienten bei der radialen Position der Vordralldiisen und
der Receiverbohrungen in einer Vordrallkammer mit versetzten Vordralldiisen gemessen hatten
(vgl. Anhang A.19).

Zum anderen konnen qualitativ unterschiedliche Verteilungen fiir die Fille Unterdrall (K| < 1)
und Uberdrall (K; > 1) in Abb. 6.17 festgestellt werden, wie aus den CFD-Voraussagen iiber
die Stromung erwartet werden konnte (siehe Kapitel 5). Bei Unterdrall mit K{=0,87 treten aus-
serhalb des Nahebereichs der Bohrung die kleinsten tangentialen und radialen Anderungen der
Wirmeiibergangszahlen auf (siehe Abb. 6.17(a)). Die Receiverbohrung verursacht eine Unsym-
metrie der Verteilung in Umfangsrichtung und lokal erhohte Nuf3elt-Zahlen. In Abb. 6.17(a)
erscheinen auf der Druckseite der Receiverbohrung (linke Seite der Bohrung in Abb. 6.17(a))
die hochsten NuBlelt-Zahlen. Die Wiarmeiibergangszahlen im Bereich der Receiverbohrung sind
etwa 1,5 bis 2 mal groBer als in einem von einem Bohrungsdurchmesser radial versetzten Gebiet.
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Lock et al. (2004) erhalten in einem anderen Vordralldiisensystem ein vergleichbares Verhilt-
nis von 1,8 (vgl. Anhang A.19). Mit Hilfe von numerischen Berechnungen fiihren Lewis et al.
(2006) die hohen Wirmeiibergangszahlen auf die Kernstromung zuriick, welche am Eintritt der
Receiverbohrungen die in der Rotor-Grenzschicht transportierte Luft verdriangt. Die homogene-
ren Verteilungen der restlichen Flichen der Rotorscheibe lassen vermuten, dass bei Unterdrall
die Rotor-Grenzschicht dhnliche Eigenschaften wie in konventionellen achsensymmetrischen
Rotor-Stator Stromungen besitzt (sieche Abschnitt 3.2.1.1). Lock et al. (2003) kennzeichnen den
Stromungsmodus, in dem solche Rotor-Grenzschichten entstehen, als viscous flow regime.

Bei Uberdrall (K; > 1) wurden hohere NuBelt-Zahlen und stirkere radiale Gradienten der Wiir-
meiibergangskoeffizienten gemessen. Solche Verteilungen konnen insbesondere unerwiinschte
thermische Spannungen in der Turbinenscheibe generieren. Mit der Umkehrung der relativen
Stromungsgeschwindigkeit am Bohrungseintritt bewegen sich die Maxima von der linken Seite
(vgl. Abb. 6.17(a)) zur rechten Seite der Bohrung (vgl. Abb. 6.17(b) bis 6.17(f)). Die hohe-
ren radialen Anderungen der Wirmeiibergangszahlen mit maximalen Werten bei der radialen
Position der Diisen lassen vermuten, dass bei Uberdrall die Luftstrahlen aus den Vordralldiisen
die Rotor-Grenzschicht verdriangen. Somit entstehen Warmeiibergangszahlen, die eher fiir Prall-
strahlen als fiir achsensymmetrische Rotor-Grenzschichten charakteristisch sind. Dieser zweite
Stromungsmodus wurde auch von Lock et al. (2003) beobachtet und inertial flow regime ge-
nannt.

Fiir die Herleitung von Korrelationen miissen zudem die Einfliisse der Stromungsparameter K,
Cw, und Re,, diskutiert werden, die iiblicherweise die Rotor-Grenzschicht kontrollieren (siehe
Abschnitt 3.2.1.1). Die Erhohung der NuBlelt-Zahlen mit der Drallzahl K in Abb. 6.17 bestétigt
die Hauptrolle von K fiir die Rotor-Grenzschicht. Quantitative vergleichbare Abhédngigkeiten
des Wirmeiibergangs mit K; konnen in den Untersuchungen von Wilson et al. (1997) und
Lock et al. (2004) gefunden werden. Eine Erhohung der im Bereich der Receiverbohrungen
gemittelten Nuflelt-Zahl um zirka 30% kann in Abb. 6.17 fiir K; zwischen 1,25 und 2,60 beob-
achtet werden, wihrend Wilson et al. (1997) eine vergleichbare Steigerung in einem anderen
sogenannten direkten Vordralldiisensystem fiir K; zwischen 0,99 und 1,98 messen. Als weite-
rer Vergleich zeigen die Messungen von Lock et al. (2004) (Anhang A.19) eine Verdopplung
der Wirmeiibergangszahl bei der radialen Position gegeniiber den Vordralldiisen fiir eine Erho-
hung der Drallzahl von K; =0,5 auf K| =1,39. Mit leicht hoheren Wirmeiibergangszahlen bei
K; =1,25 und bei Cy,, =42300 im Vergleich zum Fall mit K; =1,75 und C,,, =28600 geht aus
Abb. 6.17 hervor, dass Cy,» den Wirmetibergang ebenso beeinflusst. Die Wirkung der Umfangs-
Reynolds-Zahl Re,, scheint dagegen von geringerer Bedeutung zu sein, wie der Vergleich von
Abb. 6.17(a) mit Abb. 6.17(f) zeigt.

6.3.2 Umfangsgemittelte Wirmeiibergangszahlen

6.3.2.1 Einflussparameter

Nun sollen die Einfliisse von K, Cw; und Re,, genauer quantifiziert werden, da sie in Abschnitt
3.2.1.1 und 6.3.1 neben den geometrischen Parametern als potenzielle Einflussparameter fiir die
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NuBelt-Zahl Nu(¢) erkannt wurden. Zur Vereinfachung werden hierzu nur die umfangsgemit-
telten Wirmeiiberganzahlen h(r) beriicksichtigt. Fiir Daten iiber die tangentialen Anderungen
der Wirmeiibergangszahlen sei auf Abb. 6.17 verwiesen. Wie in Abschnitt 6.3.1 werden die
Wirmeiibergangszahlen h(r) mit Hilfe der Referenzlufttemperatur Ty, der Gl. (4.5) gebildet.

h(r) ergibt sich somit aus den lokalen Wirmeiibergangszahlen h(r,0) nach Gl. (6.49).

1

H(r) =5

2n

/0 h(r,0) d6 (6.49)
Fiir die von den Diisen und von den Receiverbohrungen weit entfernten Rotorflichen (mit
Ir—rp| >>2s, s~ d; und r| & 1), die aber fiir diese Arbeit von geringerem Interesse sind,
ist vermutlich die radiale Position r am besten geeignet zur Skalierung der Warmeiibergangs-
koeffizienten. Wegen des iiberwiegenden Einflusses der Kiihlluftstrahlen aus den Vordralldiisen
(vgl. Abschnitt 6.3.1) wird dennoch angenommen, dass sich die Dicke der Rotorgrenzschicht
in der Nihe der Receiverbohrungen besser mit dem axialen Abstand s zwischen den Diisen und
dem Rotor als mit dem Radius r skalieren ldsst. Demzufolge wurden sowohl die Warmeiiber-
gangszahlen als auch die dimensionslose radiale Koordinate { mit dem axialen Abstand s nach
Gl. (6.50) definiert.

r—r1

mit § =

6.50
s S (6.50)

Die erhaltenen radialen Verteilungen der umfangsgemittelten NuBelt-Zahl Nu(¢) sind in Abb.
6.18 dargestellt. Wie in Abb. 6.17 wird hier eine klare Erhohung der Nuf3elt-Zahlen im radialen
Bereich der Vordralldiisen und der Receiverbohrungen bei { = 0 ersichtlich. Fiir { >1,5 senkt
aber Nu({) weniger deutlich mit dem steigenden Radius, so dass die Grenzschicht der Rotor-
flache in zwei Zonen unterteilt werden kann. Der erste Bereich mit hohen Nuflelt-Zahlen fiir
-1,5< ¢ <1,5 markiert die direkte Einflusszone der Receiverbohrungen und der Luftstrahlen
aus den Diisen, wihrend sich eine von den Receiverbohrungen ungestorte achsensymmetrische
Rotorgrenzschicht mit méBigen radialen Gradienten der NufBlelt-Zahlen bei { >1,5 einstellt. Da-
mit werden die Ergebnisse von Abb. 6.17 bestitigt, ohne aber weitere Erkenntnisse iiber die
quantitativen Effekte von Ky, Cw; und Re,, auf den Wirmeiibergang zu liefern.

Hierzu miissen die gemessenen radialen Verteilungen der NuBelt-Zahlen Nu({) in drei Zonen P,
Q und R aufgeteilt werden, die nach der Betrachtung der gemessenen Wirmeiibergangsgradien-
ten definiert wurden, wie in Abb. 6.19 zu sehen ist. In diesen Zonen wurden aus den Messdaten

die gemittelten NuBelt-Zahlen Nul(ll: ), Nul(l(g) und Nul(jlf ), sowie die Extrema Nupax, Nu(P) und

min
Nur(][?il)1 der zentralen Bereiche P und Q ermittelt (vgl. Abb. 6.19).

Statt die gemittelten NufBelt-Zahlen und Extrema als Funktion von K;, Cw; und Re, darzustel-
len, wird eine weitere Kennzahl definiert, mit der die NuBelt-Zahlen im Fall einer durch Prall-
strahlen induzierten Kiihlung iiblicherweise korreliert werden. Dabei handelt es sich um die am
Austritt der Diise gebildete Reynolds-Zahl Reg;. Bemerkenswert ist, dass Reg nach Gl. (6.51)
direkt zu Cy,» proportional ist.

p12€1s _ p1€1S ST .. . .
Re, = ~ ~ 2 Cyo fur my ~1in (6.51)

H12 H12 Ay
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Abb. 6.18: Radiale Verteilungen der umfangsgemittelten NuBelt-Zahl Nu(¢) in der Konfigura-

tion G-Wii
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AuBerdem kann auch Reg in Abhingigkeit von K und Re, wie folgt hergeleitet werden:

p12¢€1 s ;s
Res = = )
H12 I1haxCOSQ

K, Re, (6.52)

Aufgrund der Beziehungen zwischen Reg, K, Cw; und Re,, in der Konfiguration G-Wii reicht
die Untersuchung der Einfliisse von nur zwei Kennzahlen zum Verstindnis der Anderungen des
Wirmeiibergangs mit den Stromungsparametern. Da die in Abb. 6.17 gezeigten Verteilungen
mehr Ahnlichkeiten mit durch Prallstrahlen induzierter Kiihlung haben, werden die gemittelten
NuBelt-Zahlen und Extrema schlieBlich in Abb. 6.20 nur als Funktion der Stromungsparameter
K und Reg dargestellt. Mit Hilfe dieser Darstellung konnen nun die Effekte der Drallzahl K
und der Reynolds-Zahl Reg genau quantifiziert werden.

In Abb. 6.20 wird deutlich, dass K; der Haupteinflussparameter auch fiir die umfangsgemittel-
ten NuBelt-Zahlen Nug ), Nur(nQ), Nugi)n, Nufﬁr)l, Nupax und Nug{ ) ist. Insbesondere kann die
starkere Abhingigkeit von K; fiir Nuy,x beobachtet werden, wihrend auflerhalb der Einflus-
szone der Vordralldiisen Nugrl,Q ) nur leicht von K; beeinflusst wird. Generell bedingt bei Uber-
drall (K; > 1) eine Steigerung von K; meistens eine Erhohung der NuBelt-Zahlen. Trotz einer
begrenzten Anzahl von Daten scheint sich anzudeuten, dass die NuBlelt-Zahlen nach dem Errei-
chen eines Minimums bei Unterdrall (K; < 1) mit einer steigenden relativen Geschwindigkeit
zwischen Luft und Rotor wieder ansteigen. Im Vergleich ist der Effekt von Reg weniger ausge-
pragt. Dabei bewirkt eine hohere Reynolds-Zahl Reg nur eine leichte Erhohung des Wirmeiiber-
gangs in den Einflusszonen P und Q der Vordralldiisen. Bei einem radialen Abstand |{| >1,4 ist
keine Abhéngigkeit von der fiir die Diisen charakteristischen Reynolds-Zahl Re festzustellen
(siehe Verteilungen von Nu®) , Nu'Q und Nu(l in Abb. 6.20(c), 6.20(d) und 6.20()).

min?® min

aus den Messdaten

r Nu !
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Abb. 6.19: Diskretisierung der radialen NuBelt-Zahl-Verteilung am Rotor mit:
P R max
Nup = i [0 Nu(@)dg: Nupd = & 14 Nu(9)dg: Nufy) = 7L [ Nu(¢) dg;

Numax = max (Nu(¢)); Nu®) = Nu(—14); Nu'® = Nu(1,4)

min min
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Abb. 6.20: Effekte der Drallzahl K; und der Reynolds-Zahl Reg auf die gemittelten NuBelt-
Zahlen von Abb. 6.19 - Konfiguration G-Wi

6.3.2.2 Korrelationen

Zur Korrelation der Messdaten stehen jetzt zwei Moglichkeiten zur Verfiigung. Die erste Metho-
de besteht in der Kalibrierung der Berechnungsansétze von Abschnitt 6.2.2 mit den gemessenen
NuBelt-Zahlen. Die zweite Methode beruht auf einer einfachen Interpolation der gemessenen
NuBelt-Zahlen. Die Ergebnisse beider Methoden miissen hier vorgestellt werden, weil sie beide
Vor- und Nachteile haben.

Der Vorteil der Berechnungsansitze von Abschnitt 6.2.2 ist, dass sie fiir alle in dieser Arbeit
untersuchten Vordrallkammern benutzt werden konnen. Aus diesem Grund werden die Korrela-
tionen von Abschnitt 6.2.2 noch zur Bestimmung der Wandwérmestrome in Kapitel 7 benotigt,
um die Effekte des Warmiibergangs auf die Gesamteffizienz bei unterschiedlichen Vordrallkam-
merkonstruktionen zu diskutieren. Die mit Hilfe der zweiten Methode erhaltene Korrelation der
Wirmeiibergangszahlen (siehe Gl. (6.53)) ist im Vergleich zu den Berechnungsansitzen von
Abschnitt 6.2.2 nur fiir eine geometrische Konfiguration giiltig und kann deshalb nicht fiir die
Untersuchungen von Kapitel 7 verwendet werden. Die Ergebnisse der zweiten Methode sind
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dennoch genauer, wie nun gezeigt wird.

Nu'~) =Re™- (A+B-K;+C-KZ+D-Kj) mit m,A,B,Cund D nach Tab. 6.12 (6.53)

K; <1,05 K; >1,05
Nul-) | m A B C D A B C D

NulP) | 0,18 | 308,616 | -1012,799 | 1133,59 | -412,01 | 7,031 | 17,501 | -825 | 146
Nu'Q [ 0,18 | 2379 | -708,564 | 748,83 | -260,01 | 508 | 24,584 | -14,12 | 2,74
NulP | 0 | -100,096 | 61696 | -9232 | 448 | -42091 | 818,865 | -434,.8 | 76,86

min
Nur(nQir)1 0 563,776 | -1602,869 | 1737,23 | -609,92 | 8,174 142,712 | -75,84 | 13,47
Nupmax | 0,11 | 1477,576 | -4789,76 5259,2 -1888 35,037 | 43,825 | -22,35 | 3,97
Nul(rlf) 0 700,31 -1975,129 | 2028,52 | -682,31 | 10,269 | 98,624 | -43,83 | 6,47

siche Abb. 6.21 fiir die Definition der Zone P, Q und R

Tab. 6.12: Dimensionslose Koeffizienten der Gl. (6.53)

In Abb. 6.21 werden exemplarische Ergebnisse der Korrelationen von Abschnitt 6.2.2 mit den
gemessenen Wirmeiibergangszahlen verglichen. Obwohl die korrelierten Wéarmeiibergangszah-
len bei der radialen Position der Receiverbohrungen ({ = 0) die Messergebnisse um etwa 30%
unterschétzen, wird der radiale Verlauf durch die Gleichungen von Abschnitt 6.2.2.6 qualitativ
gut wiedergegeben. Die in Abb. 6.21 festellbaren Differenzen kdnnen auf die ermittelten Werte
fiir xg (vgl. Tab. 6.11) und auf die in Abschnitt 6.2.2.6 angenommene Beziehung zwischen der
Geschwindigkeits- und Temperaturgrenzschicht zuriickgefiihrt werden. Dabei kann vom univer-
sellen Wandgesetz von White (1974) nur eine begrenzte Genauigkeit fiir die Voraussage einer
instationdren und nicht-achsensymmetrischen Rotorgrenzschicht erwartet werden, die zwischen
den Receiverbohrungen entsteht. Trotz der in Abb. 6.21 beobachteten Unterschiede werden die
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Abb. 6.21: Umfangsgemittelte NuBelt-Zahl Nu({) entlang der Rotorfliche der Vordrallkam-
mer G-Wii
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Ergebnisse der Korrelationen von Abschnitt 6.2.2 fiir ihre Verwendung in Kapitel 7 als ausrei-
chend betrachtet.

Eine genauere Korrelation der gemessenen Wirmeiibergangszahlen stellt Gl. (6.53) dar, die
durch Interpolation der Messdaten gewonnen wurde. Da die Untersuchungen mit Luft bei na-
hezu Umgebungsbedingungen (siehe Kapitel 4) durchgefiihrt wurden, gilt Gl. (6.53) fiir eine
Prandtl-Zahl Pr von zirka 0,70. AuBlerdem kann wie bereits erwahnt, Gl. (6.53) nur fiir die
Vordrallkammern, die mit Konfiguration G-Wii geometrisch dhnlich sind, eingesetzt werden.
Nach Tab. 6.12 ist der maximale Wert fiir den Koeffizienten m 0,18 in GIl. (6.53). Damit ist
m unterhalb des theoretischen Werts von 0,5 fiir einen axialsymmetrischen Staupunkt auf einer
nicht rotierenden Wand. Der Exponent 0,5 lisst sich unter anderem dank der Analogie zwischen
der Keilstromung mit einem Keilwinkel von 180° und dem axialsymmetrischen Staupunkt (vgl.
Schlichting und Gersten (1997)) aus den analytischen Losungen von Eckert (1942) fiir die lami-
nare Temperaturgrenzschicht in der Nihe des Staupunkts einer Keilstromung ableiten.

Mit Hilfe von Gl. (6.54) und (6.53) kann auch die radiale Verteilung der umfangsgemittelten
NuBelt-Zahl Nu(¢) korreliert werden.
(Numax — Nur(:i)n>2
2,8 (Numax - Nul(lll)))
(Numax o NU(Q) )2

min

(C+14)+Nulb) ) fir —14<L<0

min

NU(C) = min( Numax;

Nu(¢) = min( Nupay; (14— +Nu'Q) fir 0<¢<14

2,8 (NUmaX - Nulng)> min
@ _ nu®
Nul@ N
Nu(¢) = 2% C—14)+Nu@  fir 14<¢ <304 (6.54)

Abb. 6.18 illustriert schlieBlich, wie gut die mit Gl. (6.54) erhaltenen radialen Verteilungen mit
den Messdaten iibereinstimmen.



7 Bewertung der Gesamteffizienz

Nachdem die Messergebnisse der vorliegenden Arbeit in Kapitel 6 mit den geometrischen Para-
metern korreliert wurden, kann nun eine Analyse der Gesamteffizienz der untersuchten Vor-
dralldiisensysteme vorgestellt werden, um die urspriingliche Frage nach der Kiihlleistung und
moglicher Verbesserungspotenziale zu beantworten (vgl. Kapitel 1). Da bisher noch keine Kenn-
zahl zur Quantifizierung der Gesamteffizienz gefunden wurde (vgl. Abschnitt 3.2.5), werden
zunéachst mit Hilfe der gewonnenen Korrelationen charakteristische Druck- und Temperatur-
kennfelder von zwei unterschiedlichen Vordralldiisensystemen dargestellt. Der Vergleich soll
die Haupteigenschaften der Kennfelder mit und ohne Wirmeiibergang in der Vordrallkammer
illustrieren. Er soll aber auch zeigen, dass die Bestimmung der Konfiguration mit der hochsten
Effizienz nicht direkt aus den Druck- und Temperaturkennfeldern ersichtlich ist. Aus diesem
Grund wird danach der polytrope Wirkungsgrad n,3 (in Analogie zum Abschnitt 3.1.2) zur
Ermittlung der Gesamteffizienz von Vordralldiisensystemen mit adiabaten Wénden eingefiihrt
(vgl. Abschnitt 7.2). n,3 kann dazu dienen, die Effizienz unterschiedlicher adiabater Vordrall-
diisensysteme zu vergleichen, aber auch die Betriebspunkte mit minimalen Stromungsverlusten
zu finden. Da n,3 keine Aussage liber die Kiihlleistung und iiber Systeme mit Wirmeiiber-
gang liefern kann, werden die Korrelationen von Abschnitt 6.1 und 6.2.2 erneut eingesetzt, um
die Effekte der untersuchten Konstruktionsdnderungen auf die Kiihllufttemperatur T3 bei
vorgegebenem Kiihlluftdruck py.13, vorgegebenem Kiihlluftmassenstrom m3 und vorgegebener
Wandtemperatur T\, zu quantifizieren (vgl. Abschnitt 7.3). Im letzten Abschnitt soll damit der
Einfluss der einzelnen untersuchten geometrischen Anderungen auf die Gesamteffizienz gezeigt
werden.

7.1 Charakteristische Druck- und Temperaturkennfelder

Fiir die Analyse der Druck- und Temperaturkennfelder wird Konfiguration G-Ref mit der von
Geis (2002) experimentell untersuchten Konfiguration G-A3/A1=1,6 verglichen, deren Stro-
mungsverluste in dieser Arbeit ebenfalls korreliert wurden (siehe Abschnitt 6.1). Konfigurati-
on G-Ref und G-A3/A1=1,6 wurden gewihlt, weil sie sich durch zwei der einflussreicheren
Parameter unterscheiden: niamlich das Flachenverhiltnis A3/A; und der Verlustkoeffizient ny
der Vordralldiisen (siehe geometrische Parameter von G-Ref und G-A3/A1=1,6 in Tab. 4.2 und
Tab. A.1).

Zur Darstellung der Kennfelder sind in Abb. 7.1 die Anderungen des Druckverhiltnisses pyei3/
pto und des Temperaturverhiltnisses Ty 3/ Tt als Funktion des reduzierten Kiihlluftmassen-
stroms 1i13y/RT¢0/(proA1) und der dimensionslosen Umfangsgeschwindigkeit uy/+/2c,Tyo ge-
zeigt. Zusitzlich wird der Einfluss des Wirmeiibergangs in der Vordrallkammer auf die Kiihl-
lufttemperatur Ty 3 beim Einsatz der Korrelationen von Abschnitt 6.2.2.6 mit einer homoge-
nen Wandtemperatur Ty, von 322 K untersucht. Die Kennfelder wurden erhalten, indem fiir
einen festgelegten Druck p¢p und eine festgelegte Referenztemperatur Ty der Kiihlluftmas-
senstrom 3 bei zwei unterschiedlichen Umfangsgeschwindigkeiten u, variiert wurde (sieche
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Abb. 7.1). Hier wird wie im ganzen Kapitel 7 angenommen, dass der Druck in der Vordrallkam-
mer dank perfekter Dichtungen am inneren und @u3eren Radius nur durch den Kiihlluftmassen-
strom m; = mj3 bestimmt wird.

Aus Abb. 7.1 gehen folgende Merkmale der Kennfelder hervor, die fiir die Auslegung beriick-
sichtigt werden sollen: Zum einen bestétigen die Korrelationen, dass eine Reduzierung der Kiihl-
lufttemperatur Ty, 3 bei konstanter Drehzahl und fiir eine gegebene Geometrie meistens nur
durch eine Reduzierung des Kiihlluftdrucks pye3 erreicht werden kann. Zum anderen ist die
gesamte Durchfluss-Charakteristik der Vordralldiisensysteme nur wenig abhédngig von der di-
mensionslosen Umfangsgeschwindigkeit u, / \/m fiir ein Fldchenverhiltnis A3 /A > 3, da
in einem solchen Fall das Durchflussverhalten allein durch die Drosselflache der Vordralldiisen
bestimmt wird. Die Abhédngigkeit von pye13/pro mit uy/ \/m nimmt aber mit sinkendem
Fliachenverhiltnis A3 /A zu. Der Wirmeiibergang kann in Abhéngigkeit von der Wandtempera-
tur die Kiihllufttemperatur deutlich erhohen, so dass er bei der Auslegung auch beriicksichtigt
werden muss. SchlieBlich ist aus den Kennfeldern der optimale Betriebspunkt oder die Konfi-
guration mit der hochsten Effizienz nicht offensichtlich, da fiir einen gegebenen Massenstrom
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Abb. 7.1: Charakteristische Druck- und Temperaturkennfelder von Vordralldiisensystemen -
Korrelationen von Abschnitt 6.1 und 6.2.2 mit pig =1,8 bar, Tyg = Ty; =302 K,
Tw =322 K und up =70 ms~! oder up =140 ms ™!
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3 eine kiltere Kiihllufttemperatur Ty 3 gleichzeitig einem niedrigen Kiihlluftdruck entspricht.
Deshalb wird nun eine neue Kennzahl eingefiihrt, mit der die Effizienz unterschiedlicher Vor-
dralldiisenssysteme gemessen werden kann.

7.2 Definition und Kennlinien des Wirkungsgrades 1,3

Die Definition einer Kennzahl zur Ermittlung der Effizienz ist nicht nur notig fiir den Vergleich
unterschiedlicher geometrischer Konfigurationen sondern auch fiir die Identifizierung eines Be-
triebspunkts mit minimalen Strémungsverlusten. Da der Kiihlluftdruck pye 3 und die Kiihlluft-
temperatur T3 fiir jeden Betriebspunkt mit Hilfe der Korrelationen von Abschnitt 6.1 und
6.2.2 ermittelt werden konnen, kann nun die gleiche Vorgehensweise wie in Abschnitt 3.1.2 zur
Auswertung der gesamten Stromungsverluste genutzt werden. Dafiir werden die Temperaturin-
derungen Tiye13ad4/Tt0, die in einem Vordralldiisensystem mit adiabaten Winden zu erwarten
sind, mit den isentropen Temperaturinderungen Tye13min/Tto verglichen, die sich durch eine
verlustfreie Entspannung bei dem gleichen Druckverhiltnis pyel3/pro wie folgt ergibt:

K—1

5\
Tire13min = Tro (ptre ) (7.1)
Pto

Die Effizienz von Vordralldiisensystemen mit adiabaten Winden kann somit durch einen poly-
tropen Wirkungsgrad quantifiziert werden (siche Anmerkung von Abschnitt 3.1.2 fiir die ver-
wendete Terminologie). Beim Ersetzen des Indexes 6 durch den Index 3 in den Gleichungen

von Abschnitt 3.1.2 kann der polytrope Wirkungsgrad 7,3 fiir ein Vordralldiisensystem anhand
Gl. (7.2) berechnet werden.

NMp3 = (7.2)

—1 In(Ty3aa / Ti0)\
K n3 mit ny = (1 _ In(Ti3aa/ to))
k—1 n3 In(p3 / pro)
wobei der virtuelle Totaldruck p¢3 und die virtuelle Totaltemperatur Ty3,q aus den bekannten
GroBen pye13 und Tie13aq Wie folgt hergeleitet werden:

u% T¢3ad w1
Ti3ad = Trelzad + 5= und  p3 = Pyel3 (7.3)
2 Cp Ttrel 3ad

Die damit gewonnenen polytropen Wirkungsgrade 7,3 sind fiir die gleichen Konfigurationen
und die gleichen Betriebspunkte wie im vorigen Abschnitt in Abb. 7.2 iiber den Anstromwinkel
B dargestellt.

Bemerkenswert ist zuerst, dass die polytropen Wirkungsgrade der untersuchten Vordralldiisen-
systeme mit maximalen Werten von zirka 0,23 deutlich niedriger als etwa bei Turbinenstufen
sind. Dies ldsst vermuten, dass bedeutende Erhohungen der Effizienz im Vergleich zu den hier
betrachteten Konfigurationen theoretisch erzielbar sind. AuBerdem zeigt Abb. 7.2, dass der ma-
ximale Wirkungsgrad beider Konfigurationen bei Uberdrall fiir einen Anstromwinkel 8 groBer
als 40 © erreicht wird. Daraus kann der Schluss gezogen werden, dass der Fall mit einem nomi-
nalen Vordrall (¢;3/u; = 1 bzw. B ~ 10 ° 415 ° je nach Konfiguration) kein optimaler Betrieb-
spunkt fiir die untersuchten Konfigurationen ist. Wie der Vergleich von Konfiguration G-Ref
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Abb. 7.2: Polytroper Wirkungsgrad n,3 von Vordralldiisensystemen mit adiabaten Winden in
Abhingigkeit des Anstromwinkels f - Korrelationen von Abschnitt 6.1 und 6.2.2 mit
pro =1,8 bar und Ty = Ty; =302 K

mit G-A3/A1=1,6 es andeutet, ergibt sich der optimale Anstromwinkel aus der Aufteilung der
einzelnen Stromungsverluste. Aufgrund des kleineren Flidchenverhiltnisses A3 /A von Konfigu-
ration G-A3/A1=1,6 sind nimlich die gesamten Stromungsverluste stiarker von den Strébmungs-
verluste in den Receiverbohrungen beeinflusst, so dass in G-A3/A1=1,6 n,3 das Maximum bei
etwa dem gleichen Anstromwinkel f erreicht, bei dem der Verlustkoeffizient nr der Receiver-
bohrungen maximal wird. In Konfiguration G-Ref tritt indessen der maximale Wirkungsgrad
erst bei B ~60 ° ein, wenn die Stromungsverluste in den Receiverbohrungen nicht mehr ver-
nachlissigbar gegeniiber dem mit ny quantifizierten Totaldruckverlust der Diisen werden.

Im Gegensatz zu den bekannten Kennzahlen negr, Cer/c1is oder ® (vgl. Abschnitt 3.2.5) be-
riicksichtigt der Wirkungsgrad 1,3 die erreichte Kiihllufttemperaturabsenkung Tie13a4 — Tt im
Zusammenhang mit der Druckédnderung p.13 — pro der Kiihlluft bis in den Receiverbohrungen.
Aus diesem Grund ist er fiir Aussagen iiber die Gesamteffizienz von adiabaten Vordralldiisen-
systemen besser geeignet als negr, Cefr/C1is 0der ®. Weil np3 von der Durchfluss-Charakteristik
des Systems abhiéngt und kein Indikation iiber den Kiihlluftmassenstrom und die Kiihlleistung
enthilt, geniigt aber die Ermittlung von 7,3 nicht fiir eine aussagekriftigere Auswertung der
Gesamteffizienz. Deshalb muss im nédchsten Abschnitt eine andere Vorgehensweise zur Analy-
se der Gesamteffizienz herangezogen werden.

7.3 Potenzielle Erhohung der Effizienz durch Konstruktionsinderung

Das Ziel des letzten Abschnitts ist es, die Gesamteffizienz mit Hilfe der hergeleiteten Korrelatio-
nen fiir die untersuchten Konstruktionsdnderungen zu bestimmen. Dank der Korrelationen von
Abschnitt 6.2.2.6 wird auch der Einfluss des konvektiven Warmeiibergangs auf die Kiihllufttem-
peratur diskutiert. Die vorliegenden Ergebnisse konnen somit dazu dienen, Verbesserungspoten-
ziale zur Erhohung der Kiihleffektivitit von Vordrall-Kiihlluftsystemen aufzuzeigen.

Wie bereits in Abschnitt 7.2 erwéhnt, reicht hierzu die Ermittlung von np3 nicht. Stattdessen
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wird die Analyse der Kiihllufttemperatur T3 fiir ein vorgegebenes Druckverhéltnis pyer3/pro
und einen vorgegebenen Kiihlluftmassenstrom m3 bevorzugt. Da bei den vorliegenden experi-
mentellen Untersuchungen pye 3 /pro und m3 nicht unabhingig von einander eingestellt werden
konnten, konnen die entsprechenden Temperaturen Ty 3 nur durch die Anwendung der in die-
ser Arbeit entwickelten Korrelationen ermittelt werden. Aus den damit gewonnenen Tempera-
turreduzierungen Ty 3 — To kOnnten in einer weiteren Studie, die den Rahmen von Abschnitt
7.3 sprengen wiirde, die entsprechend erzielbaren Einsparungen des Kiihlluftmassenstroms be-
stimmt werden, die zu Erhohungen des Gasturbinenwirkungsgrades fiihren konnten.

Um die Ubertragbarkeit der Korrelationen nachzuweisen, werden die Berechnungen bei Randbe-
dingungen durchgefiihrt, die fiir ein Flugtriebwerk charakteristisch sind. Die Randbedingungen
und Ergebnisse der Simulationen sind in Abb. 7.3 dargestellt. Zur Untersuchung der Auswir-
kung von Anderungen der Geometrie dient Konfiguration G-Ref als Basis, zu der im Vergleich
gewihlte geometrische Parameter variiert werden. Neben den geometrischen Parametern von
Interesse musste bei den anderen Konfigurationen von Abb. 7.3 auch der Diisendurchmesser d;
gedndert werden, damit alle Konfigurationen den gleichen Massenstrom i = 1i3=2,18 kgs ™!
haben. Das Flichenverhiltnis A3z/A; weist in Abb. 7.3 indirekt auf die durchgefiihrten An-
derungen des Durchmessers d; hin, da die gesamte Fliche Az der Receiverkanile gleich der
Flache von Konfiguration G-Ref gelassen wurde. Fiir jede untersuchte Konfiguration wurde ei-
ne Berechnung mit adiabaten und nicht adiabaten Winden durchgefiihrt. Die dafiir eingesetzte
Verteilung der Wandtemperatur Ty (r) ist in der Beschriftung von Abb. 7.3 definiert. Da die
Temperaturdifferenz zwischen der Kiihlluft und der Wandfldche je nach Gasturbinenklasse sehr
unterschiedlich sein kann, liefern die Simulationen von Abb. 7.3 mit Wirmeiibergang beispiel-

70 - Tlre\smm - T10 =-95K

60 _ |:| Ohne Warmetibergang Bl

|:| Mit Warmetlibergang (lineare Wandtemperaturverteilung T, fiir die Rotor- und Stator-Flache)
g 50 __
o 40 _ o
" e o3
E 30 Lo 40 58
E | & 1 1 44
201 1384, - 38133 35|, ISIE! 39137
25 11!
10 F I 151
P
0 1 1 1
Referenz  (r,-r,)/d,=-1,45 (r,r,)/d,=2,82 s=24s;; S < Spy h=0,67h, Dusen Dusen
G-Ref loax=0:941 . ret des Typs B des Typs B
&n,=0,6
(AJA=30) (AJA=3,1) (AJA=29) (AJA=31) (AJA=30) (AJA=30) (AJA=37) (A/A,=38)

Anderungen . :-:'. IZFI. Iﬂ. C,j. <|=. I<|=.

im Vergleich —

e T g lg og wg =g ag <4g

Abb. 7.3: Einfluss von geometrischen Parametern auf die Temperaturabsenkungen T3 — Tyo
- Aus den Korrelationen von Abschnitt 6.1 und 6.2.2 hergeleitete Voraussage mit
u = u3=323 ms~!, m; =1h3=2,18 kgs !, p;o=25 bar, pye3=15,3 bar, T;n=780 K,
Tw:TtO +40- (1‘ — rmin)/hRef und hRef:0,0468 m
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hafte Ergebnisse, die dann fiir andere Wandtemperaturen korrigiert werden miissen.

Die Ergebnisse von Abb. 7.3 werden zuerst fiir einzelne geometrische Anderungen beschrieben,
um am Ende Schliisse fiir die Voraussagen ziehen zu kénnen. Beginnt man mit der Analyse
der adiabaten Temperaturdnderung der Konfiguration mit radial versetzten Diisen stellt man
fest, dass ein radialer Abstand von -1,45d; zwischen den Diisen und den Receiverbohrungen
infolge des niedrigen Drehimpulses I; eine Erhohung um 8 K der Kiihllufttemperatur Ti3

induziert. Beim Vergroern des Radius r; ist dagegen kein Unterschied zur Referenzkonfigura-
tion zu sehen. In diesem Fall gleicht der positive Effekt des hoheren Eintrittsdrehimpulses I;

die leicht hoheren Stromungsverluste in der Ringkavitit aus, die hauptsichlich durch eine ho-
here Wandreibung und einen um 4% niedrigeren Verlustkoeffizienten nr erzeugt werden. Der
Effekt einer breiteren Vordrallkammer ist aufgrund hoherer Wandreibmomente My und M (vgl.
Abb. 6.16) durch eine Temperaturerh6hung von 3 K gekennzeichnet. Im Gegensatz zur breiteren
Vordrallkammer von Abb. 7.3 wurden gleichzeitig die Breite s und die radiale Position der Dii-
sen (r; > rp) in Konfiguration G-smax geindert. Deshalb féllt der Vergleich mit einer breiteren
Ringkavitit in Abb. 7.3 schlechter aus als zwischen der Konfiguration G-Ref und G-smax (vgl.
Abb. 6.9). Der Einfluss einer kleineren Kammerbreite s als die der Konfiguration G-Ref wurde
nicht simuliert, da die Gefahr von Resonanzeffekten fiir s/d; <1,2 steigt (mehr Details in Ab-
schnitt 5.2.3.1). Somit kann eine weitere Reduzierung der Breite s ohne Anpassung der Diisen-
und Receiverbohrungsdurchmesser als wenig vorteilhaft fiir die Kiihleffektivitit betrachtet wer-
den. Ansonsten ermdglicht nach Abb. 7.3 eine niedrige Hohe h der Ringkammer die Temperatur
Tie13 um 1 K bei adiabaten Wianden und um 4 K bei nicht adiabaten Winden abzusenken. Trotz-
dem fiihrten weder die Kavitidtshohe noch die bisher betrachteten geometrischen Parameter zu
bedeutenden Reduzierungen der Kiihllufttemperatur.

Im Gegensatz dazu stellen ein hoherer Durchflussbeiwert der Diise und der Receiverbohrungen
einen wirksameren Weg zu erhohter Effizienz in Vordrallkiihlluftsystemen dar. Mit einer Vor-
dralldiisenbauart B kann der Verlustkoeffizient ny von 0,75 auf 0,89 erhoht werden. Um den
gleichen Massenstrom m=m3=2,18 kgs*1 einzustellen, wurde der Durchmesser d; um 10%
reduziert. Aufgrund der Simulation perfekter Dichtungen in der Vordrallkammer ist der Vor-
drallkammerdruck p; keine Funktion weiterer Driicke als piop und pyer3. Infolge des hoheren
Fliachenverhiltnisses Az/A; ergab sich dann eine Zunahme des Druckverhiltnisses IT auf 1,6
im Vergleich zu I1=1,56 in Konfiguration G-Ref. Das hohere Druckverhiltnis und der hohere
Parameter ny induzieren beide einen hoheren Eintrittdrehimpuls I;. Als Konsequenz nimmt die
Temperatur Ty 3 gegeniiber Konfiguration G-Ref um 11 K ab.

Eine weitere Absenkung von 14 K wurde fiir eine Erhohung der GréBe nr von 0,43 auf 0,6
berechnet. Mit ng =0,6 wird ein hoherer Druckriickgewinn pge;3 —p; vom Diisenaustritt bis
zum Eintritt der Receiverkanile modelliert. Damit sinkt der Druck p; in der Vordrallkammer
fiir den festgelegten Druck pye3. Der angeforderte Massenstrom m;=m3=2,18 kgs_l fiihrt zu
einer weiteren Reduzierung des Diisendurchmessers d;. Dadurch steigt das Druckverhéltnis I1
bis auf 1,86 und die Temperatur T3 nimmt weiter ab. Nach den Ergebnissen von Abschnitt
6.1.2 liegt die Vermutung nahe, dass ein Geschwindigkeitsverhiltnis nr von 0,6 fiir ein Flachen-
verhiltnis von A3 /A;=3,8 und fiir eine dhnliche geometrische Gestaltung wie in dieser Studie
nicht moglich ist. Beim Auslegen der Vordrallkammer sowie des Raums zwischen den Leit- und
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den Laufschaufeln einer axialen Turbinenstufe wird eine solche Erhohung des Parameters nr
vorstellbar. Dafiir miissten der Abstand (2zr; /Ny — d; sina) zwischen zwei benachbarten Dii-
sen und der Abstand (27r, /Ng — dy) zwischen zwei benachbarten Receiverbohrungen deutlich
reduziert werden. Diese Vermutung soll als Anregung fiir die Weiterentwicklung von Vordrall-
diisensystemen dienen und wird daher im Rahmen dieser Arbeit nicht weiter untersucht.

Der Einfluss des Wérmeiibergangs auf die Kiihllufttemperatur kann aus dem Vergleich mit den
Berechnungen ohne Wirmeiibergang abgeleitet werden. Die gewihlte Wandtemperaturvertei-
lung verursacht eine Erhohung der Temperatur Ty.j3 um etwa 5 K (mehr als 10% des tota-
len Temperaturabfalls) bei allen Konfigurationen auer bei der Vordrallkammer mit minimalen
Wandflichen. In diesem Fall betrdgt die Erhohung nur 2 K, was einen weiteren Vorteil einer
engen Ringkavitit darstellt.

Trotz der angenommenen Vereinfachungen wurden folgende Erkenntnisse aus den Simulatio-
nen gewonnen.

Zunichst bleibt die potenzielle Erhhung der Kiihleffektivitit médBig, wenn die radiale Positi-
on, die Breite und die Hohe der Kavitit gedndert werden. Als Vergleich ist die Erhohung des
Eintrittsdrehimpulses I; unter anderem iiber einen hohen Durchflussbeiwert ein viel sichererer
Weg zu bedeutenden Temperaturreduzierungen Ty.e;3 — Tio. Weitere bemerkenswerte Verbesse-
rungen lassen sich nach dieser Studie ansonsten iiber eine Reduzierung der Totaldruckverluste
vom Diisenaustritt bis zu den Receiverkanilen erzielen. Diese Verluste, die hauptséichlich durch
die GroBe nr bestimmt werden, werden durch die rdumlichen und zeitlichen Geschwindigkeits-
dnderungen in der Vordrallkammer und am Eintritt der Receiverkanile induziert. In einer kon-
ventionellen Konfiguration, die aus Vordralldiisen und Receiverbohrungen besteht, konnen sol-
che Geschwindigkeitsgradienten dennoch nur schwer vermieden werden. Neue Bauarten von
Vordrall-Kiihlluftsystemen, die eine stromungsgiinstigere Fithrung der Kiihlluft in den Receiver-
kanidlen ermdglichen, miissen dafiir noch entwickelt werden.



8 Zusammenfassung

Zur Erhohung der Kiihleffektivitdt von gekiihlten Gasturbinenschaufeln wird in der vorliegen-
den Untersuchung die Frage nach der Effizienz moderner Vordralldiisensysteme verfolgt. Ver-
offentlichte Untersuchungen liefern zwar einige Berechnungsansitze fiir die stromungsseitige
Auslegung dieser Komponente, aber in Anbetracht der moglichen konstruktiven Losungen ste-
hen in der Literatur nur vergleichsweise wenige Messdaten zur Verfiigung. Mangels experimen-
teller Ergebnisse kann die Genauigkeit von Auslegungsmethoden wie z.B. von CFD-Verfahren
bei Vordralldiisensystemen nicht systematisch iiberpriift werden. Damit bleiben viele einzelne
Effekte, wie die Reduzierung des Vordralls in der Vordrallkammer oder der Einfluss des Wir-
meiibergangs auf die Kiihllufttemperatur unklar. Eine umfassende Ubersicht der Stromungsver-
luste und der Gesamteffizienz von Vordrall-Kiihlluftsystemen ist derzeit nicht verfiigbar. Die
Problematik der Ubertragung der Messdaten auf das Druck- und Temperaturniveau von Gastur-
binen wird zudem kaum diskutiert.

Aus diesen Griinden wurden im Rahmen dieser Arbeit detaillierte experimentelle Untersuchun-
gen der Stromung und des Wirmeiibergangs an einer breiten Auswahl von Vordralldiisensy-
stemen bei praxisnahen hohen Umfangsgeschwindigkeiten iiber 185 ms~! durchgefiihrt. Das
Durchflussverhalten der Vordralldiisen und der rotierenden Receiverbohrungen, die Anderun-
gen des Drucks, der Temperatur und des Vordralls in der Vordrallkammer sowie die Wirme-
iibergangszahlen an der Rotoroberfliche wurden dabei gemessen. Da die Messungen in engen
Rotor-Stator Zwischenrdumen bei hohen Stromungsgeschwindigkeiten und hohen Geschwin-
digkeitsgradienten stets eine gro3e Herausforderung fiir die aktuellen Stromungsmesstechniken
sind, war ein sorgféltiger Aufbau eines angepassten Priifstandes mit der zugehorigen Strémung-
und Temperaturmesstechnik notwendig. Hinzuweisen ist in diesem Zusammenhang auch auf
die ausgeprigten periodischen und nicht-periodischen Instationaritdten der Stromung, die ein-
geschrinkte Zugédnglichkeit zum Messvolumen und die hohen Drehzahlen, die die experimentel-
len Untersuchungen erschwerten. Dafiir bedurfte es besondere konstruktive Mafnahmen fiir das
PIV-Messsystem, die Lufttemperatursonde sowie die Druck- und Rotortemperaturmessstellen.
Die entwickelten Losungen kénnen auch als Anregung fiir die Verbesserung der Messtechniken
in dhnlichen Messeinrichtungen dienen.

Die experimentellen Ergebnisse, die fiir mehrere Geometrien und durch die erwihnten Stro-
mungsmesstechniken gewonnen wurden, konnten mit eigenen numerischen Voraussagen und
veroffentlichen Ergebnissen in Hinblick auf eine genaue Beschreibung der komplexen Stromun-
gen von Vordralldiisensystemen verglichen werden. Dabei wurden instationire Stromunsgbe-
rechnungen in vier Vordrallkammergestaltungen bei jeweils mehreren Betriebspunkten durchge-
fiihrt, um systematische Abweichungen der numerischen Verfahren aufzuzeigen. In diesem Zu-
sammenhang wurde auch der Einfluss der Turbulenzmodellierung analysiert, indem neben dem
auf dem k-¢ und k- Turbulenzmodell basierten SST-Modell das sog. SAS-Turbulenzmodell
eingesetzt wurde. Das SAS-Turbulenzmodell bot die Moglichkeit, zu iiberpriifen, ob die Genau-
igkeit der Simulationen durch die Berechnung der grof3eren turbulenten Wirbel in der Vordrall-
kammer verbessert werden kann.
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Durch den breiten Datensatz konnte ein eindimensionales Modell fiir die Vordrallstrémung her-
geleitet werden, mit der die Totaldruckverluste sowie die Drehimpulsverluste durch eingefiihrte
Verlustkoeffizienten quantifiziert werden. Die Zusammenhinge, die sich aus der Auswertung
der Daten ergeben, bilden ein Gleichungssystem, anhand dessen die relevanten Stromungsgro-
Ben, wie Druck, Temperatur, Vordrall und Warmeiibergang mit den geometrischen Parametern
einer groflen Anzahl an Vordralldiisensystemen korreliert werden kénnen. Aufgrund ihrer uni-
versellen Eigenschaften bieten die Korrelationen die Moglichkeit, die hier gewonnenen Daten
auf Bedingungen von Gasturbinen unterschiedlicher Konfigurationen zu tibertragen. Verbesse-
rungspotenziale zur Erhohung der Effektivitit konnten damit ebenfalls aufgezeigt werden. Ne-
ben den so entwickelten Korrelationen, die fiir zukiinftige Untersuchungen als Basis dienen,
konnen letztlich folgende Erkenntnisse fiir die Entwicklung effizienterer Vordralldiisensyste-
men hervorgehoben werden:

Bei der Analyse der Genauigkeit der numerischen Voraussagen wurden sehr gute Ubereinstim-
mungen des Durchflussbeiwertes der Diisen mit den Messdaten festgestellt. In der Vordrallkam-
mer ergeben sich jedoch grofere Diskrepanzen. Sowohl die Geschwindigkeitsmessungen, die
Druckmessungen als auch die Temperaturmessungen zeigen eine Uberschitzung des berechne-
ten Vordralls in der Ringkammer um etwa 10% bis 15%. Damit wird deutlich, dass numerische
Berechnungen bei der Auslegung von Vordralldiisensystemen weiterhin mit Hilfe von Messda-
ten oder Korrelationen iiberpriift werden miissen.

Zur Quantifizierung der Stromungsverluste wurden nicht nur die Durchflussbeiwerte der Diisen
und der Receiverbohrungen ermittelt, sondern es wurde auch eine Theorie fiir die Drehimpuls-
verluste in der Vordrallkammer entwickelt. Mit den hergeleiteten Zusammenhéngen zwischen
den Verlustskoeffizienten und der Geometrie werden die konstruktiven Parameter ersichtlich,
die fiir die Stromungsverluste und den Wirmiibergang entscheidend sind. Insbesondere wurde
neben der Geometrie des Diisen- und Receiverbohrungseintritts das Verhéltnis A3 /A der Aus-
trittflache der Receiverkanile zur Austrittfliche der Vordralldiisen als Haupteinflussparameter
fiir die Durchflussbeiwerte der Diisen und der Receiverbohrungen identifiziert. Die deutliche
Abhingigkeit der Wiarmeiibergangszahlen am Rotor von der radialen Position der Vordralldii-
sen und der Receiverbohrungen ist ein weiteres Ergebnis, welches fiir die Auslegung einer hoch
beanspruchten Turbinenscheibe in Betracht gezogen werden muss.

Aus der Darstellung der Druck- und Temperaturkennfelder von Vordralldiisensystemen geht
hervor, wie sich die minimal erreichbare Kiihllufttemperatur T3 in Abhingigkeit von der
Umfangsgeschwindigkeit uy, der Wandtemperatur Ty, und des Drucks py.3 am Bohrungseintritt
dndert. Damit wird insbesondere deutlich, dass der konvektive Wirmeiibergang fiir eine genaue
Voraussage der Kiihllufttemperatur nicht vernachléssigt werden kann.

SchlieBlich wird ein polytroper Wirkungsgrad 1,3 zur Auswertung der Effizienz von Vordralldii-
sensystemen eingefiihrt. Er zeigt einerseits, dass die maximale Effizienz, nicht wie hdufig in der
Praxis angenommen, bei einer axialen Anstromung der Receiverbohrungen erfolgt. In den hier
betrachteten Konfigurationen wurde das Optimum bei einem leichten Uberdrall gefunden. Ande-
rerseits fiihrt die Ermittlung von 1,3 unmittelbar dazu, dass die modernen Vordralldiisensysteme
einen deutlich niedrigeren polytropen Wirkungsgrad im Vergleich zu dem einer Turbinenstufe
haben. Eine Erhohung des Wirkungsgrades kann durch einen Drallerzeuger mit einem hohen
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Durchflussbeiwert und bei einem hohen dimensionslosen Drehimpuls Cyy =1 /(r myjsCyis)
an seinem Austritt erreicht werden. Auch die Reduzierung der Vordrallkammerhohe stellt zwar
eine Moglichkeit zur Verbesserung der Effizienz dar, die damit erzielbaren Steigerungen des
Wirkungsgrades 7,3 bleiben aber weniger von Bedeutung gegeniiber der potenziellen Erhthung,
die mit einem erhohten Durchflussbeiwert (= nr) der Receiverbohrungen erreicht werden. Die
Messdaten zeigen, dass infolge der beachtlichen Geschwindigkeitsgradienten in der Vordrall-
kammer kaum Erhéhungen von nr fiir die Receiverkanile, die aus zylindrischen Bohrungen
bestehen, moglich sind. Somit konnte die Frage, welche konstruktive Anderungen zZu weiteren
Reduzierungen der Druckverluste am Eintritt der Receiverkanéle fiihren, eine weiterfithrende
Themenstellung sein.
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Anhang

A.1 Abschitzung der Rotorreibleistung in einer Ringkammer

Die Rotorreibleistung W‘{“’_"; in einer Ringkammer ohne Vordrall wird hier mit der Eulerschen

Leistung W;“’_f 0 verglichen, welche notig ist, um die Kiihlluft auf die Rotorumfangsgeschwin-
digkeit ug zu beschleunigen. Dafiir wird die gleiche Notation wie im Abschnitt 3.1.3 beniitzt.
Nach der Herleitung einer mittleren axialen Geschwindigkeit v, in der Ringkammer aus dem

Kiihlluft-Massenstrom 1ig:
Mg

Vzeo = (A.1)
‘ 2nr, (rmax - I'min)poo
wird das Leistungsverhiltnis:
Vpo=0 02 Tiix Ty 2.8 02 Tidx Ty 2.8
w5 0,1676 poo vog™ gm0 0™ 0,1676 po, v22 T2 fmin 2.
< _ : < : . (A.2)
W;‘P_zgo 2nrm (rmax - I'min) Poo Vz oo u% 2Ty (rmax - rmin) Poo V70 w? rIZII
Mit der Annahme (rmax — I'min) /Tm << 1 gilt:
rfﬁgx - rifn ~ 4,6 r§ﬁ6 (fmax — Imin) + - - - (A.3)
Dies fiihrt zu: 0
W5 0,1676 oty (01 02
V=0 S g v ” (A4)
W56 N
Fiir Kiihlluft in der Ringkammer bei 20 bar und 780 K ergibt sich:
or2\ *?
<v_m) ~0,037 mit 1,=02m und n= 15000U min~! (A.5)
Unter der Voraussetzung ‘%‘f ~ 100 kann somit die folgende Schlussfolgerung geschrieben wer-
den:
Vpoo=0
—1=2 - 20,027-100-0,037 ~ 10% (A.6)

V(PZZO
W276
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A.2 Durchflussbeiwert C i der Receiverbohrungen nach Yan et al. (2003)

mit:  13ig = A3p3idC,3id (A7)

Dabei ergeben sich p3iq und c,3iq wie folgt:

1

1 30\ *
P3id = %] (5—]) und  ¢;3iq = /¢ — ¢4 (A.8)
t t

Mit C% = 2¢p(Ti3 — T3) gilt dann fiir ¢, 34q:

Cr3ia = 1/ 26p(Ti3 = T3) — ¢ = 1/ 26p(Ti —T3) +2¢p(Ta ~Ter) ¢y (A9)

Die Glieder 2¢c, (T — T3) bzw. 2¢p (T3 — Ty1) in Gl. (A.9) lassen sich mit Hilfe der isentropen
Beziehung bzw. mit Hilfe der Eulerschen Gleichung wie folgt ausdriicken:

Kk—1

3\ %
2¢p(Ty1 —T3) = 2¢p Ty (1 — (5—1) > und  2cp(Ti3 —T1) = 2(u3ciz —ugeer) (A.10)
t

SchlieBlich gilt Gl. (3.41) fiir Cgg.
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A.3 Einfluss der Wirmeleitung auf die Thermoelementtemperatur bei
unterschiedlichen Thermoelementliangen It

Zur Quantifizierung des Wirmeleitungseffekts auf Mantelthermoelemente in ruhender Luft
kann das Thermoelement als ein gerader Stab mit einer mittleren Warmeleitfahigkeit Atg be-
trachtet werden, deren Spitze die Temperatur Ttg der Messstelle besitzt, und deren anderes
Ende die Temperatur Ty, des Gehiduses hat, an dem das Thermoelement befestigt wird. Fiir die
Lénge und den Durchmesser des Stabes werden die Linge ltg zwischen der Thermoelement-
spize und seiner Befestigungsstelle am Gehéduse sowie der Thermoelement-Durchmesser dtg
angenommen. Die Wirmekonvektion zwischen dem Thermoelement und der Luft bei einer
Temperatur Tg,s wird iiber eine konstante Wiarmeiibergangszahl h entlang des gesamten Sta-
bes modelliert. Nach der Integration der Fourieschen Gleichung iiber der Stablédnge ergibt sich

Gl. (4.4), die einen Zusammenhang zwischen der Lufttemperatur Tg,s und der Temperatur Ttg
der Thermoelement-Messstelle aufstellt.

50mm I
— A 00|o
A,=30WK'm Q50mm o

_ | Adiabate Flache \ |/ 0.5
%i i o T Y. mm
2N SHEHE  hT
g§ i 1 e L,=15WK'm’”
Y =7
=X Libiid &?HHHH% 1,=2,TWK'm"

Adiabate Flache ! p ‘.o I i 5

i i =19,2WK'm”
Ly

1 - Thermoelement des Typs K A,=29,7WK'm’’

2 - Temperatur-Messstelle
3 - Gehause Schnitt A-A

Abb. A.1: FEM-Modell eines eingebetteten Mantelthermoelements des Typs K

Um Gl. (4.4) zu tberpriifen, wurde ein dreidimensionales FEM Modell eines eingebetteten
Mantelthermoelements aufgesetzt, dessen Randbedingungen in Abb. A.1 dargestellt sind. Da-
bei wurden auch die spezifischen Wirmeleitfahigkeiten fiir den metallischen Schutzmantel aus
Edelstahl, die pulverférmige Isolation und die Thermodrzhte beriicksichtigt. Die Abmessungen

FEM-Modell von Abb. A.1
O h= 5Wm?K* T, -T,=20K

- A h= 20 Wm?*K™* T, -T,=20K
= O h=100 Wm?K* T_-T,=20K
8 e h=100 Wm?K™ T, -T, =10K
s Messung
- 1 10k<T,, -T,<20K
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Abb. A.2: Einfluss der Wirmeleitung auf die Thermoelementtemperatur bei unterschiedlichen
Thermoelementlingen Itg
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und die Wirmeleitfihigkeit einzelner Komponenten des Mantelthermoelements wurden aus den
Arbeiten von Nitsche (1994) und Gritsch (1998) iibernommen. Beim Einsetzen der Wirmeleit-
fahigkeit des Schutzmantels fiir Atg in Gl. (4.4) wird eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen
den FEM Berechnungen und Gl. (4.4) erzielt, wie in Abb.A.2 gezeigt. Ein Vergleich der von
unterschiedlich langen Thermoelementen angezeigten Temperaturen ermoglichte es zusitzlich,
einen Messpunkt in Abb. A.2 einzutragen. Fiir iiblicherweise am Testanfang beobachtete Tem-
peraturdifferenzen T.f — Ty, zwischen 10 K und 20 K und einen Warmeiibergangskoeffizienten
h =100 Wm~2K~!, was etwa der NuBelt-Zahl Nu = (hdtg)/A = 2 einer Kugel unter Freikon-
vektion bei dem Temperatur- und Druckniveau des Priifstandes entspricht, liegt der Messpunkt
auf den theoretischen Linien von Abb. A.2.
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A.4 Details des Verfahrens zur Auswertung der Wirmeiibergangsmes-
sungen

A.4.1 Randbedingungen des FE-Modells

Hier werden die einzelnen Randbedingungen beschrieben, die im FE-Modell der Rotorscheibe
eingesetzt wurden (vgl. Abschnitt 4.8.2). Mit der Voraussetzung einer tangentialen Geschwin-
digkeit u/2 in der Spalte zwischen der Fliche W2 und dem Stator kann die gleiche adiabate
Wandtemperatur fiir die stationdren und rotierenden Fldchen in der Spalte erwartet werden, so
lange der gleiche Riickgewinn-Faktor fiir beiden Flichen angenommen wird. Da die Sonden
T71 und T7, moglicherweise die Temperatur zwischen der adiabaten Wandtemperatur des Sta-
tors und der Totaltemperatur der Luft messen, wird Gl. (A.11) aus Vereinfachung fiir die Re-
ferenzgastemperatur T,y der Zone W2 eingesetzt. Da in Zone W3 keine Messdaten iiber die
Lufttemperatur zu Verfiigung stehen, wird dort die Gastemperatur T,y j—; SO angepasst, dass
die in der Zone W3 gemessene Metalltemperatur Tyef j—; im FE-Modell getroffen wird. Zu-
gleich wird auch in diesem Bereich ein konstanter Warmeiibergangskoeffizient h angenommen,
welcher aus einer Korrelation fiir eine turbulente Grenzschicht einer frei rotierenden Scheibe
bestimmt wird (vgl. Gl (A.14)). Ahnlicherweise wie fiir Fliche W2 wird die gleiche adiabate
Wandtemperatur fiir die rotierenden und nicht rotierenden Flidchen in der Zone W4 angenom-
men. Als Konsequenz werden die Messwerte Toy (siehe Abschnitt 4.5.3.5) tibernommen und
zwischen den einzelnen Sonden linear interpoliert (vgl. Gl. (A.15)). Mangels Instrumentierung
in der Bohrung der Rotorscheibe fiir die Wirmeiibergangsmessungen wird fiir die GroBe T,y
der Zone W5 die moglichst minimale Temperatur angenommen, welche durch die Referenz-
temperatur (Gl. (A.17)) der Zone W1 bei der radialen Position r, der Bohrung abgeschitzt
wird. In den Ringkammern Q und R von Abb. 4.3(d) sind aufgrund der Abmessungen niedrige
Geschwindigkeiten im absoluten Bezugsystem zu erwarten. Als Konsequenz konnen die rela-
tiven Geschwindigkeiten w in den Zonen W6 und W7 mit der Rotorgeschwindigkeit u = or
angendhert werden. Beim Einsetzen des Riickgewinn-Faktors der turbulenten Grenzschicht ei-
ner ebenen Platte werden die Referenzgastemperaturen T,y fiir die Flache W6 und W8 aus der
Messwerten Tjg3 und Tjg; (siche Abschnitt 4.5.3.2) bestimmt, wie Gl. (A.19) und GI. (A.23)
es beschreiben. Jedoch fiihrt die Anwendung der Messwerte Tg, in der Zone W7 zu keiner
Losung fiir Wiarmeiibergangskoeffizienten auf dieser Flache. Mit Gl. (A.21) fiir T,y in der Zo-
ne W7 ergeben sich Wirmeiibergangskoeffizienten von physikalisch korrekter Gro3enordnung
sowohl auf der Riickseite der Rotorscheibe als auch am Austritt der Receiverbohrung. Wie in
der Zone W3 ist die Lufttemperatur in der Zone W9 unbekannt. Die Gastemperatur T,y j—>
wird dann angepasst bis eine dort gemessene Rotortemperatur Ty, ; mit dem FE-Modell iiber-
einstimmt. Dabei wird die gleiche Korrelation fiir die Warmeiibergangskoeffizienten wie in der
Zone W3 benutzt und es wird kontrolliert, dass der erhaltene Wert T,y j—> zwischen der Ga-
stemperatur der Zone W8 und der Umgebungstemperatur Ty, des Labors bleibt. Im Folgenden
sind auBerdem h(h ; j,r,¢), h(h ; j,z,6), h(h ;,r) und Taw(Tok,z) Funktionen, die im Anhang
A.4.2 definiert sind.
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Zone W1  vgl. Abb. 4.13
Gesuchte GroBe  hj ;
Referenzlufttemperatur T,y nach Gl. (4.5)
Wirmeiibergangszahl ~ h nach GI. (4.6)
Zone W2  vgl. Abb. 4.13
Gesuchte Grofie h ;
T T
Referenzlufttemperatur Ty = % (A.11)
Wirmeiibergangszahl ~ h=h(h j,1) (A.12)
Zone W3 vgl. Abb. 4.13
Gesuchte GroBe  Tay,i=1
Referenzlufttemperatur ~ Tay = Taw, i=1 (A.13)
A
Wirmeiibergangszahl  h = 50.0197(n +2)(n+2.6)" %8 p6 Reg'8 (A.14)
nach Northrop (1988) mit b=02m und n=1
Zone W4 vgl. Abb. 4.13
Gesuchte GroBe  hyef j—19
Referenzlufttemperatur ~ Tyy = Taw(Tok,z) mit k=1,....5 (A.15)
Wirmeiibergangszahl ~ h = heef j—19 (A.16)
Zone W5  vgl. Abb. 4.13
Gesuchte Groie hj ;
Toi + T+ T Z — orp)?
Referenzlufttemperatur ~ Tyy = 2+t 123 Sip + Pr% M (A.17)
3 2¢p 2¢p
Wirmeiibergangszahl ~ h=h(h;;,z,0) (A.18)
Zone W6  vgl. Abb. 4.13
Gesuchte GroBe  h ;
1 (oby)? :
Referenzlufttemperatur ~ T,y = T3 +Pr3 mit by = 0,234 m (A.19)
Cp
Wirmeiibergangszahl ~ h=h(h j,1) (A.20)
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Zone W7  vgl. Abb. 4.13
Gesuchte GroBe  h;
Tio1 + T2+ T b3)?
Referenzlufttemperatur Ty = 101+ 202 + 108 —|—Pr% (0)2 3) (A.21)
Cp
mit bz =0,220 m
Wirmeiibergangszahl ~ h =h(h j,r) (A.22)
Zone W8  vgl. Abb. 4.13
Gesuchte GroBe  h;
1 (0by)? .
Referenzlufttemperatur T,y = Tio1 + Pr3 mit by, =0,206m (A.23)
Cp
Wirmeiibergangszahl ~ h =h(h ;,r) (A.24)
Zone W9  vgl. Abb. 4.13
Gesuchte GroBe  Tuy i—2
Tum — Taw,i=2
Referenzlufttemperatur ~ Tyy = b b (r—by)+ Taw,i=2 (A.25)
min — U1
mit by, =0,030m und b;=0,2m
A
Wirmeiibergangszahl  h = EO.OI97(n +2)(n+2.6) 98 pr6 Reg'8 (A.26)

nach Northrop (1988)

mit b=02m und n=1
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A.4.2 Bilineare Interpolation

Um eine bilineare Interpolation der Referenzwerte § j auf einer Zone Wn des FE-Modells (sie-
he Abb. 4.13) durchzufiihren, werden zuerst einzelne Punkte der entsprechenden Flichen Wn
mit Hilfe kurvilinearer Koordinaten y und & identifiziert. Die Referenzpunkte werden dann
bei gewihlten Koordinaten y; und &; so platziert, dass sie ein zweidimensionales strukturiertes
Gitter (i = [1,imax) und j = [1,jmax]) der Fliche Wn bilden (siche Abb. A.3). Demzufolge kann
fiir jeden Punkt der Fliche Wn eine Gruppe von vier Referenzknoten (i,j), (i+1,j), (i,j+1)
und (i+1,j+ 1) zugewiesen werden. Dadurch kann die GroBe ¢ beliebiger Punkte (y, &) der
Fliche Wn aus den Referenzwerten ; ; wie folgt interpoliert werden:

C= (G5 E) = HLBHE - ) + L (A27)
mit Ca,i,j:%W/_‘lfi)‘f‘Ci,j und Cb,i,j:%(‘//—‘l/i)+é’i,j+l

Fiir eine lineare Interpolation in einer einzigen Richtung vereinfacht sich Gl. (A.27) in:
E=¢(Gw) = (v —w) +§ (A.28)

In dieser Arbeit entspricht je nach betrachteter Zone Wn die Grofe { entweder dem lokalen Wiir-
meiibergangskoeffizienten h oder der Referenzlufttemperatur T,,, wihrend die kurvilinearen
Koordinaten w und & die Radial-, Axial- oder Winkelkoordinaten r, z, ¢ und 6 (siche Abb. 4.13)
darstellen.

y=konstant mit. G =h.,,
g=¢,.,=konstant =
=konstant
y=r oder y=z
’ g=¢=konstant &=¢ oder £=0
Flache Wn =y,,=konstant

y=y=konstant

Abb. A.3: Hilfsgitter zur Interpolation einer Grofle ¢ auf einer Fliche Wn des FE-Modells
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A.5 Bestimmung der Messgenauigkeit

A.5.1 Stromungsgeschwindigkeit

Wenn angenommen wird, dass sich der relative Messfehler Avy /v fiir die Hauptkomponente
der Geschwindigkeit (sieche Richtung von v in Abb. 4.6(c)) aus der Unsicherheit des Zeitin-
tervalls (Adt = 0,01 us), der Bestimmung der Partikelverschiebung (AdPixel = 0,1Pixel) sowie
aus der Genauigkeit der raumlichen Kalibrierung AGgy,jip. abschétzen lésst, gilt ndherungsweise
fiir Avy /vx:

AVX ~ g > AGKalib. Adf"ixel Adt mit v = GKalib. dPixel ( A2 9)
Vx \% Gxalib. dPixel dt dt

~—~ ) Ne——

>3% 0,7% 1,3% 1%

In GI. (A.29) entspricht die angenommene Unsicherheit AdPixel = 0,1Pixel nur der minimalen
Partikelbewegung, die das Auswertungsprogramm DaVis iiber eine Kreuzkorrelation auflésen
kann. Potenzielle Fehler bei der Ermittlung der Partikelverschiebungen, die insbesondere wegen
einer niedrigen Bildqualitit auftreten konnen, sind dabei nicht beriicksichtigt. Des weiteren wird
in der Abschitzung von AGg,jib. €in Ablesefehler des Autors beim Bestimmen des Abstands
zwischen zwei benachbarten Markierungen der Kalibrierungsplatte von 0,4 mm/60 mm=0,67%
sowie ein Erkennungsfehler der Markierungen durch das Auswertungsprogramm DaVis von
0,5 Pixel angenommen. Um eine Genauigkeit Avy /vy des zeitlich gemittelten Stromungsfeldes
fiir eine Rotorwinkelposition nahe dem minimalen 3% Fehler von Gl. (A.29) zu erhalten, wur-
den die endgiiltigen Geschwindigkeitsfelder aus der Mittelung von 100, bzw. 200 Bildern fiir
die Messungen mit Feststoffpartikel bzw. mit Fliissigpartikeln (siehe Abschnitt 4.7) ermittelt.
Trotzdem zeigte eine Vorausrechnung, dass die mit 100 Bildern gewonnenen Geschwindigkeits-
komponenten vy lokal um etwa 2% des Werts abweichen konnen, der aus 300 Bildern berechnet
wurde. Aufgrund dieser Restunsicherheit allein kann der relative Messfehler Avy /vy groBer als
3% sein. Die ausgewertete mogliche Abweichung von 2% wurde somit verwendet, um die Gro-
Benordnung dieser Restunsicherheit zu bestimmen. Demzufolge wird ein endgiiltiger mittlerer
Messfehler Avy /vy gleich oder kleiner als 3%+2%=>5% erwartet.

Aus Avy /vx konnen dann die relativen Unsicherheiten der radialen, tangentialen und axialen
Komponente der Stromungsgeschwindigkeit vereinfacht hergeleitet werden. Mit den Vorausset-
zungen, dass Avy gleich Av, (siehe Orientierung des Koordinatensystems X, y, z in Abb. 4.6(c))
und dass die Geschwindigkeitskomponente vy etwa um den Faktor 10 hoher als vy und v, ist, er-
gibt sich ein Relativmessfehler Av, /v, um den Faktor 10 groBer als Avy /vx. Aufgrund des Win-
kels von ca. 34° zwischen den beiden CCD-Kameras wird Avy mit Avy ~ Avy /tan(17°) ~ 3Avy
angenihert. Nach weiteren Berechnungsschritten, die bereits in Bricaud et al. (2006) beschrie-
ben wurden, gilt fiir die Relativmessfehler der radialen, tangentialen und axialen Geschwindig-
keitskomponenten:

Av; N 30 Avy  Avy N Avy  Av, N 1OAVX

Vi 14... vy Vo Vy ' Vy

(A.30)

Gl. (A.30) verdeutlicht, dass die Unsicherheit fiir die radiale und axiale Komponente in dem
gewdhlten Stereo-PIV-Aufbau eine Groenordnung hoher als fiir die tangentiale Richtung ist.
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A.5.2 Wirmeiibergangszahl

Vor der Ermittlung des mittleren Messfehlers Ah/h soll zuerst klargestellt werden, dass der Feh-
ler Ah/h an den erhalten Wirmeiibergangszahlen der Fliche W1 erheblich ortsabhingig ist. Am
Eintritt der Receiverbohrung oder an den Grenzen mit den Flachen W2 und W4 bleiben die po-
tenziellen Fehler Ah/h aufgrund eines dreidimensionalen Wirmestromfeldes und vereinfachter
Randbedingungen der Zone W2, W4 und W5 am grofiten. Zwar wiirde eine feinere Auflosung
der Wandtemperaturmessung hauptsédchlich in den Zonen mit hohen Temperaturgradienten die
Erfassung der Extreme drastisch verbessern. Jedoch wiren die iiber Teilflichen gemittelten Wiir-
meiibergangskoeffizienten wenig betroffen, da die Temperaturgradienten sehr lokal auftreten.

Um eine mittlere Genauigkeit der gemessenen Wirmeiibergangszahlen zu bestimmen, kann
der mittlere Messfehler Ah/h als die Summe der Fehler auf dem wandnormalen Wirmestrom
(AqQw/qw) und auf der treibenden Temperaturdifferenz (A(Ty — Taw)/(Tw — Taw)) gebildet wer-
den (siehe GI. (A.31).

— 1 mit: (A.31)
h qw Tw — Taw
Aqw _ ASR + AlR + A(_Tw ZoneW1 __Tw ZoneW7) und ( A32)
qw SR AR TwZonew1 — TwZonew7
ATy —Taw) ATy» (Pr'3(cio — ) —c2)Aciy  Pr!'/3(cp —up)Aup (A33)
Tw —Taw Tw — Taw Cp (Tw - Taw) Cp (Tw - Taw) .

In Gl. (A.32) wird Aqy/qw aus der Unsicherheit iiber die Wirmeleitung (AAr /AR ~ 2% ) und
die Dicke (Asgr/sr =~ 0,3%) der Rotorscheibe sowie aus dem mitteleren Messfehler der axia-
len Oberflichetemperaturdifferenz (A(Tyw zonew1 — TwZonew7)/ (TwZonew1 — TwZonew7)) herge-
leitet. Zum einen ist A(Tw ZoneWw1 — Taw zonew7) das Ergebnis der Kalibrierung der einzelnen im
Rotor eingebetteten Thermoelemente, die mit einer Genauigkeit unter 1 K (=0,5 K) kalibriert
wurden (vgl. Kapitel 4.5.4). Zum anderen addieren sich dazu die Unsicherheit der axialen Po-
sitionen der Thermoelemente in der Nut. Dieser Fehler wurde mit Hilfe der eindimensiona-
len Fourierschen Gleichung fiir einen mittleren Wirmestrom gy, von 9 kWm™2 bei maximal
1 K abgeschiitzt. Mit einer maximalen absoluten Ungenauigkeit A(Ty, Zonew1 — TwZonew?7) VON
2(1+40,5) =3 K wird Aqw/qw gleich 10%. Da aber die Wahrscheinlichkeit, dass die Thermo-
elemente der Zonen W1 und W7 gleichzeitig die maximalen Abweichungen vorweisen, eher
klein bleibt, ist eine mittlere Ungenauigkeit Aqy /qw von 5% mit einem Temperaturmessfehler

A(Twzonew1 — Twzonew7) von 1 K realistischer.

Der Hauptteil der Messfehler Ah/h ist dennoch auf die Bestimmung der Referenzlufttempe-
ratur T,y nach Gl. (4.5) zuriickzufiihren. Mit den angenommenen Messfehlern fiir die Dreh-
zahl n = u,/(2xry) von 20 Umin~!, fiir den Vordrall ¢, von Ac(/c» = 5% und fiir die Total-
temperatur Ty, in der Vordrallkammer von AT;» =1 K ergibt sich eine mittlere Ungenauigkeit
A(Ty — Taw)/(Tw — Taw)von 17% nach Gl. (A.33). Je nach Betriebspunkt kann jedoch die Gro-
Be von 0,08% bis zu 38% variieren, wobei die hochsten relativen Fehler bei niedriger Drehzahl
und hohen Druckverhiltnissen auftreten. Wie es spiter gezeigt wird, sind diese Betriebspunkte
durch hohe Wirmeiibergangszahlen h und niedrigen Temperaturdifferenzen Ty, — T,y auf der
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Flidche W1 charakterisiert. SchlieBlich wird nach Gl. (A.31) ein mittlerer Messfehler Ah/h klei-
ner als 5%+17%=22% erwartet.
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A.6 Geometrische Parameter der von Geis et al. (2000) untersuchten Vor-
dralldiisensysteme

I I

® x| E 2 | 5|4

e | = |2 | E | & | B | &

=] - S g S g

0] e o — o 1 o [

Parameter (vgl. Abb. 4.1) g é il i) il f? il 3

ool S T A~ < S IV (< (T

Sl <% %59 ¢%

&) &) &) < &) <

&) &)

Vordralldiise

Bauart B B B B B B B

a 0 20 20 20 20 20 20 20
g1 = vANy/(2nrsin) | - | 0,18 | 0,18 | 0,18 | 0,18 | 0,18 | 0,17 | 0,17
In/dy - 2,25 2,25 2,25 2,25 2,25 2,25 2,25

Receiverbohrung

&3 = /A3NR/(27r7) -1 008 | 011 | 0,15 | 0,08 | 0,15 | 0,08 | 0,15
rr/d3 - Standard -1 0,00 | 0,00 | 0,00 | 0,00 | 0,00 | 0,00 | 0,00

rr/d3 - Variante 1 -1 0,30 - - 0,30 - 0,30 -

cr/d3 - Variante 2 -1 0,30 - - - - - -
Ir/d3 — | 4,00 | 5,66 | 8,00 | 400 | 8,00 | 4,00 | 8,00

Vordrallkammer

Asz/A - 1,56 | 1,58 | 1,56 | 1,56 | 1,56 | 1,56 | 1,56
(r1 —12) /d; ) — 1021|021 | 021|005 005 ]| 121 | 1,21
/1 -1 1,01 1,01 1,01 1,00 1,00 1,04 1,04
ds/d; -1 1251085 | 0,63 | 1,25 | 0,63 | 1,25 | 0,63
s/dj - 1,25 1,25 1,25 | 0,63 | 0,63 | 3,00 | 3,00
h/d; - 585 | 585 | 5,85 | 585 | 585 | 5,85 | 5,85
(rmax —12)/d) -1 3,80 | 3,80 | 3,80 | 3,80 | 3,80 | 3,80 | 3,80
rp/d; - | 27,50 | 27,50 | 27,50 | 27,50 | 27,50 | 27,50 | 27,50

Fiir alle Konfigurationen gilt r, =220 mm
(1): Die von Geis et al. (2000) untersuchten Vordralldiisen sind zusitzlich radial orientiert, so dass die
Achse der Diisen den Rotor bei der radialen Position der Receiverbohrungen treffen. Aus diesem Grund

ist der Radius r; groBer als r».

Tab. A.1: Geometrische Parameter der von Geis et al. (2000) untersuchten Vordralldiisensyste-
me
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A.7 Verwendete Messdaten zur Herleitung der Korrelation fiir nlr{dms

Aufgrund der in der Literatur beobachteten abklingenden Wirkung der Bohrungsanzahl und
des Eintrittsradius fiir Ng >12 und rg /d3 >0,15 (siehe Dittmann et al. (2002a) und Dittmann
(2006)) wurde in dieser Arbeit angenommen, dass das Flichenverhiltnis Az /A; der Hauptpa-
rameter ist, der den hohen Wert fiir ng verursacht. Deshalb wurden die Daten von Geis et al.
(2000) zur Herleitung der Korrelation GI. (6.9) verwendet, obwohl die in Abb. A.4 dargestellte
Konfiguration von Geis et al. (2000) weniger Receiverbohrungen (Ngr =12 gegen Ng =48 in
den hier untersuchten Konfigurationen) mit einem gréBeren Eintrittsradius rr /d3 haben.

_ogk Pi/Ps<1.05 = 0.08 T
| Toost o F N
Ié . % Aﬂp
& 0.00{4
00 02 04 06 00 02 04 06 10 11 12
A:L/A3 [_] A1/A3 ['] pl/p3 [']
(a) Parameter Byax (b) Parameter na (c) Parameter An,

0.9 0.9
- 0.8 N - 0.8 ~
é 0.7 g 0.7
=061 &06F Q.30 Geis et al. (2000)
- 0.5F 4 09T 0 GA3/A1=1,6-smax r,/d,=0,3Q Geis et al. (2000)
= 0.4 = 0.4F 2 G-A3/A1=4,4 r/d,=0,15
0.3 0.3 a G-A3/A1=4,8 r/d,=0,15
0.2F 0.2F v G-Ref r./d,=0,15
0.1E 0.1F o G-smax r/d,=0,15
07\\\|\\\|\\\|\\\|\\\ 07\\\|\\\|\\\|\\\|\\\
0 . . . 1 0 04 0.6 0.8 1
B [-] B [-]
(d) Parameter n* fiir B < Bmax (e) Parameter n* fiir B > Bmax

Abb. A.4: Herleitung der Korrelation Gl. (6.9) fiir ng aus gewihlten Messdaten
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A.8 Berechnete Stromungsverluste am Bohrungsaustritt

Trotz einer groben Vernetzung des Austrittsplenums (siehe Abschnitt 5.1) werden die numeri-
schen Ergebnisse dieser Arbeit zur Quantifizierung der Stromungsverluste am Bohrungsaustritt
herangezogen. Nach Untersuchung des berechneten Stromungsfeldes wird ersichtlich, dass der
Bohrungsquerschnitt, der sich in einem Abstand 3,9 d; vom Eintritt der Receiverbohrungen und
0,1d3 vom Austritt befindet, eine geeignete Stelle zur Ermittlung des gesamten Stromungsver-
lustes ist, der durch die Einstromung der Luft in die rotierenden Bohrungen induziert wird. Bei
einem Abstand von 3,9ds vom Eintritt ist ndmlich die Stromungsgeschwindigkeitsverteilung
in den rotierenden Bohrungen am homogensten und die Wandreibung kann noch gegeniiber
den Eintrittverlusten vernachldssigt werden. Auflerdem sind bei einem Abstand von 0,1 d3 vom
Austritt die Stromungsverluste, die beim Verlassen der Bohrung entstehen, kaum bemerkbar.
Um die Austritt- von den Eintrittverlusten zu trennen, wurde daher die zur axialen Richtung
normale Fliache AzBilz' ? bei einem axialen Abstand von z /d3=3.9 in der Receiverbohrung Bol
definiert (vgl. Abb. 5.8 und Abb. A.5). Bei jedem Zeitschritt At (vgl. Abschnitt 5.1.1) wurde
anhand einer sogenannten User Defined Function im kommerziellen Programm ANSYS CFX
der iiber die Fliche Afﬁff’g gemittelte statische Druck berechnet. Der so erhaltene statische
Druck wurden dann iiber Nz =160 Zeitschritte At (was einer Rotorbewegung von zirka 125°
bei n =6000 Umin~! entspricht) arithmetisch gemittelt, um den zeitlich unabhingigen mittle-

ren statischen Druck plzg(l:f’g zu bestimmen:

_ 1% 1 1 NAt
Zd—3,9 _ ~ _
PBoi = N_Z AL 39/Azd wPdA S NzAt/o AL 39/Azd wpdAadt  (A34)

Bol Bol

Beim Ersetzen von p3 durch plzaizf’g zur Berechnung von nR (vgl. Gl. (6.4) und Gl. (6.5)) wurde
die GroBe nZd 39 hergeleitet und in Abb. A.5 mit dem numerisch vorausgesagten Verlustkoef-
fizienten nr verglichen. Der Unterschied zwischen nZd 39

Effekt der Scherstromung im Austrittsplenum zu quantifizieren.

und nr wird hier benutzt, um den

0F Receiverbohrung

— 60F

% 50 ; W, %

£ 40F >

< 30F T-us

=" 20F *n =30 A O G-Ref

*e  F ! O G-r1>r2

= 10F &

— E < A G-smax
05\ OI\\\\I@\\I\\\\I\\\\I\\\\I\\\\I\\\\OGhmln
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 25 3.0 3.5

u,/w, [-]

Abb. A.5: Einfluss der Scherstromung am Austritt der Receiverbohrungen auf nr
(Ergebnisse aus den CFD-SST-Berechnungen)
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A.9 Totaldruck p.3 in den Receiverbohrungen: Vergleich von Gl. (6.13)
mit den CFD-SST-Berechnungen

In den CFD-Modellen kann der Totaldruck der Kiihlluft direkt berechnet werden, indem wie
in Anhang A.8 der iiber den Querschnitt AZB%?3’9 flichengemittelte Totaldruck pfr‘ilzg (’)91 bestimmt
wird:

=39 _ 1 N§Z _ / dA ! / A1 / dAdt (A.35)
p v = — p 1 ~ _ p 1 *
trel Bol Ny 1 Alzgci)—13,9 A]zsc:):l3,9 tre Ny At Jo Alzacl)—l3,9 Alzgcl):l3,9 tre

Der Totaldruck pfr‘ilzé’fl wird als Referenz zur Uberpriifung der eindimensionalen Berechnungs-

methode des Totaldrucks pye 3 dienen. Gl. (6.13) ermdglicht es, aus den numerisch vorausge-
sagten Stromungsfeldern zwei Annédherungen fiir den Totaldruck kurz vor dem Bohrungsaustritt
zu berechnen. Die erste Anndherung pye;3 = f (p]Z;z):l3 ’9, nr) wird mit dem Verlustkoeffizienten
nr erhalten, der nach Abschnitt 6.1.2.4 die Stromungsverluste am Austritt der Bohrungen mit
beriicksichtigt (siehe Gl. (6.13) fiir die Definition der Funktion f). In der zweiten Annidherung

Puelz = (pZB(i):ls’g, n§d23’9) wird der Verlustkoeffizient nﬁd:w eingesetzt, der die Stromungsver-

luste am Austritt der Bohrungen ausschlie3t. Sowohl nﬁdzw als auch nr ergeben sich allein aus
den numerischen Daten. Fiir beide Anndherungen wurden auB3erdem die von den CFD-Modellen
berechneten Groflen py, T1o =Ty, pg:j” und Ty 3 verwendet. Der Vergleich beider Annihe-
rungen von P13 mit dem Referenzdruck pfrilzé’(’)gl ist in Abb. A.6 zu sehen.

Die beste Ubereinstimmung mit dem Totaldruck pfr‘ilzlg (’)91 wird fiir die Anndherung erhalten, die
mit nﬁd:3’9 berechnet wurde, da ptzr‘llzé’fl dem Totaldruck an einer Stelle in der Bohrung ent-

spricht, wo die Stromungsverluste des Bohrungsaustritts noch nicht feststellbar sind.

2d=3,9

ptrel 3:f(pBol ! nR) ptrel 3:f(p§l=13vg’ and=3,9)
'c\? I @ G-Ref & G-Ref
= r m G-ri>r2 O G-ri>r2
%é 1 A G-smax A G-smax
% [ @ G-hmin B~50° O G-hmin
= of
e | pe10° ; ﬁ
a 1| J .
w ol £-40
g B=~60° oo B
s Ll B=20
~ e b b b b b b b
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 25 3.0 35

u,iw, [-]
Abb. A.6: Totaldruck pge 3 in den Receiverbohrungen: Vergleich von Gl. (6.13) mit den
CFD-SST-Berechnungen (siehe Gl. (6.13) fiir die Definition der Funktion f, siehe
Gl. (A.35) fiir die Definition von pZd:3’9 und siehe Anhang A.8 fiir die Definitionen

4=39 4=3.9 trel Bol
von pg,,~” und von g )
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A.10 Herleitung der turbulenten Geschwindigkeitsschwankungen v, und

/

Vo

im zylindrischen Koordinatensystem

In diesem Abschnitt werden die Berechnungsschritte und die Vereinfachungen beschrieben, die
zu Gl. (6.36) fithren. Hierzu wird zuerst eine turbulente Drallstrémung mit einem sehr niedrigen
Turbulenzgrad berticksichtigt. Diese Stromung wird dadurch als verlustfrei angenédhert. Demzu-
folge wird fiir ihre radiale Drallverteilung die eines Potenzialwirbels angenommen. Damit gilt

fiir diesen idealen Fall: _
dI'V(pid _ dI‘V(pid

i T - 0 mit Vﬁpid =0 (A.36)
Gl. (A.36) kann auch wie folgt geschrieben werden:
d_. Y a1
Vd";‘d - —V";ld mit V) =0 (A.37)

Fiir eine turbulente Stromung mit hoheren Geschwindigkeitsschwankungen Vip kann vorausge-
setzt werden, dass ihre radiale Drallverteilung Vv, aufgrund turbulenten Impulsaustauschs von
der idealen Drallverteilung v, ;q abweicht. Wie in Abb. A.7 dargestellt, kann in Analogie zum
Mischungswegkonzept von Prandtl diese Abweichung mit der Geschwindigkeitsschwankung
Vﬁp und der Abmessung /; des turbulenten Wirbels quantifiziert werden, welcher die Anderung
der Geschwindigkeit verursacht. Prandtl kennzeichnete solche Wirbel mit dem Begriff Fluidbal-
len (Jischa (1982)). Per Analogie wird /; in dieser Arbeit auch Mischungsweg genannt. Nach
Abb. A.7 ergibt sich die Geschwindigkeitsschwankung Vﬁp aus den radialen Geschwindigkeits-

dnderungen Avy;q und Av,, der idealen bzw. realen Drallverteilung wie folgt:

@ ~ dV—_(p und AVoid ~ dVoia
14 1 dr 14 1 dr
Nach Beriicksichtigung von GI. (A.37) und (A.38) gilt dann fiir die ideale Geschwindigkeitsén-

derung Avyig:

/ —_—

Vo

AV, —AVpig  mit (A.38)

dvei Vo
Mg~ =% =~ =2 (A.39)
Damit kann Vﬁp durch Gl. (A.40) ausgedruckt werden.
g7~ _
V=00 ke (A.40)
¢ dr r
FT (r+l1,Vot+AVgid)  (r+1,Ve+AVe) - —- Drallverteilung eines Potenzialwirbels,

die sich fur eine Strémung mit
einem niedrigen Turbulenzgrad einstellt

IA

= Radiale Drallverteilung, die infolge
turbulenter “Fluidballen” der

Grokenordnung {1 entsteht

Vo

Abb. A.7: Ubertragung des Mischungswegkonzepts von Prandtl auf die radiale Drallverteilung
einer turbulenten Strémung
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Fiir /1 unabhingig vom Radius r kann Gl. (A.40) wie folgt umgeschrieben werden:

drv,
v, =0 —2

A4l
0 o (A41)

Mit der Annahme, dass die lokale radiale Geschwindigkeitsschwankung v, immer proportional
zur entsprechenden Komponente Vﬁp ist, gilt auch fiir v/:

l
mit -2 = a = konstant (A.42)
dr ? 1

Nach Einsetzen von Gl. (A.41) und (A.42) lautet das Glied, welches den turbulenten Impulsaus-
tausch in GI. (6.35) darstellt:

drv/ drv, d drv,
1— @ — fap—2— (4 —2 A43
e Y dr( ! ) (A43)

Wenn /| wie V,, eine zeitunabhiingige Grofe ist, ergibt sich fiir Gl. (A.43):

drv’ d drvy \ 2 |a]
19 =2 222 it =101y A.44
Y dr( ( dr > ) m V2 (A.49)

Daraus wird auch die folgende Definition fiir die turbulente Schubspannung ;¢ b vorgeschla-
gen:

drvy ) 2
T = P <T¢> (A.45)
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A.11 Herleitung angeniherter Losungen fiir die Impulsgleichung Gl. (6.37)

In Anhang A.11 kennzeichnen die Indizes p und q zwei beliebige radiale Positionen in der
Vordrallkammer.

A.11.1 Losungen fiir ein Ringvolumen mit v; ~ 0 und ohne Diise und
Receiverbohrung

Mit der Annahme
ViRV, ~0 (A.46)
vereinfacht sich GI. (6.37) wie folgt:

d [ ,[(d®\*\
2msp <£ (E) )_ (A.47)

a2
pfz (d—> = a = konstant (A.48)
r

Nach Gl. (A.45) kann die Konstante a durch die turbulente Schubspannung 7w, ausgedriickt
werden.

dies fiithrt zu

a=1"Trpub (A.49)

In Wandnidhe am inneren oder duleren Radius r, der Vordrallkammer kann somit a durch die
Wandschubspannung 7, wie in GI. (A.50) abgeschitzt werden.

arrit, (A.50)
SchlieBlich lautet die Losung:
d®
0= = dro [ 2 = Frolieg (AS1)
dr P

In Abschnitt 6.2.2.3 werden folgende Notationen fiir den inneren und dufleren Radius der Vor-
drallkammer verwendet:

Uy =Uga flir ro=rp, und up=u;c flir ry=rnax (A.52)

In Abhingigkeit des gewihlten Ausdrucks fiir den Mischungsweg ¢ ergeben sich unterschiedli-
che Funktionen fiir den angenéherten radialen Drallverlauf &.
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A.11.1.1 Fiir / = konstant in Analogie zum Mischungswegkonzept von Prandtl

Die Losung von Gl. (A.51) ist dann:

ToUzo

d=2,+ (r—rp) (A.53)

wobei @, bzw. 1, den GroBen ©4 bzw. ra in Abschnitt 6.2.2.3 gleichgesetzt werden.

A.11.1.2 Fiir ¢/ # konstant in Analogie zum Mischungswegkonzept von von Karman

Da sich der radiale Drallverlauf am dufleren Radius der Vordrallkammer (r > r¢) mit Gl. (A.53)
nicht beschreiben liel, wurde angenommen, dass der Mischungsweg ¢ in diesem Bereich nicht
konstant ist. Von Kdrmén definierte einen Mischungsweg ¢, der von den Geschwindigkeitsgra-
dienten nach Gl. (A.54) abhingig ist (siehe Jischa (1982)).

(= % mit  x = 0,41 (A.54)
dy?

Dabei wird y die von Karmédnsche Konstante genannt. Mit Hilfe dieser Definition fiir £ kann
unter anderem die logarithmische Wandfunktion hergeleitet werden. Aus diesem Grund wurde
vermutet, dass sie im Ubergangsbereich zwischen der Wandgrenzschicht am duBeren Radius
und der Kernstromung in der Nihe der Vordralldiisen und Receiverbohrungen auch gut geeignet
sein konnte. Dafiir wurde in Analogie zu Gl. (A.54) folgende Definition fiir den Mischungsweg
¢ in einer Drallstromung vorausgesetzt:

do
dr

2o
dr?

Beim Einsetzen Gl. (A.55) ergibt sich fiir Gl. (A.51):

0=y mit x =041 (A.55)

SR S

2 = —
x dr dr

(A.56)

Die Losung der differenziellen Gleichung Gl. (A.56) lautet fiir die Randbedingung ‘P(r:rp) =¥,

¥ o (A.57)

TolUzo

Nach einer zweiten Integration kann die Losung fiir den Drallverlauf & hergeleitet werden:

do
‘Pp(r—rp)> mit W, = a (A.58)
Tlp

® =, + 2Pl <1 +

X IoUzo

In Abschnitt 6.2.2.3 werden der Radius rp, und die entsprechenden Stromungsgroen durch die
zum Radius rc passenden Werte ersetzt.
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A.11.2 Losung fiir ein Ringvolumen mit v, = £ m/(2zspr) und ohne Diise
und Receiverbohrung (r; # 1)

Mit den Annahmen
v,~0 , v,=+m/(2zspr) und ¢ = konstant (A.59)

vereinfacht sich GlI. (6.37) wie folgt:

do d’® dd
m i nspl 2 dr 0 (A.60)
Eine offensichtliche Losung von Gl. (A.60) ist:
do
— =0 (A.61)
dr

An der Grenze mit dem Ringvolumen, welches die Diisen enthilt, werden hohe turbulente
Schubspannungen 7w, erwartet. Nach Gl. (A.45) ist daher d® /dr in diesem Bereich nicht
null. In diesem Fall erfiillt der Drallverlauf die folgende Beziehung:

&@Zi mh
dr? Amspl?

(A.62)

Nach zwei Integrationen von GI. (A.62) lautet die allgemeine Losung fiir die radiale Drallver-
teilung:
d®
dr .
In Abschnitt 6.2.2.3 wurde zusitzlich angenommen, dass allein die turbulenten Schubspannun-

P =P, +Py(r—r1p) £ (r—r1p)? (A.63)

m
8rspl?

gen keine kleineren Geschwindigkeitsgradienten dv,, /dr als bei einem Potenzialwirbel verursa-
chen konnen. Dadurch wurden in Abschnitt 6.2.2.3 nur die Losungen von GI. (A.60) verwen-
det, bei denen die Bedingung d®/dr > 0 erfiillt war. Gleichzeitig wurde vorausgesetzt, dass
der hochste Geschwindigkeitsgradient d®/dr wie die groBten turbulenten Schubspannungen im
Grenzbereich mit den Vordralldiisen auftritt. Mit der Erwartung, dass die turbulenten Schub-
spannungen keine hohere tangentiale Geschwindigkeit v, als im Bereich der Diisen generieren
konnen, wurde der maximale Geschwindigkeitsgradient dv,, /dr dort gleich null definiert. Damit
wurde schlieBlich Gl. (A.64) in Abschnitt 6.2.2.3 eingesetzt.

dvg

i p:0 und p=E oder p=F

D=, vep(r—1p) £ ——
(A.64)
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A.11.3 Losung fiir ein Ringvolumen nur mit den Diisen (r; # 1)

Gl. (6.37) enthilt einen Widerspruch. Auf einer Seite setzt sie mit dem Glied dv,/dz voraus,
dass v, auch eine Funktion von der Koordinate z ist. Auf der anderen Seite wird nur eine
Funktion vom Radius r fiir v, in Abschnitt 6.2.2.3 gesucht. Um eine einfache Losung fiir dieses
Teilgebiet der Vordrallkammer herzuleiten, wurde aufgrund dieses Widerspruchs die folgende
Vereinfachung angenommen:

d
oo (A.65)
dz
Damit verschwindet das Quelleglied von GI. (6.37), welche nun wie folgt geschrieben wird:
do d dd >
2rsprve— +2asp— | 02 [ — =0 (A.66)
dr dr dr

Da das Ringvolumen, welches nur die Diisen enthilt, einen kleinen Bereich der untersuchten
Vordrallkammern darstellte, wurde fiir dieses Gebiet die einfachste Losung fiir Gl. (A.66) aus-
gewdhlt. Sie lautet:

@ _,

dr
Deshalb gilt in Abschnitt 6.2.2.3 fiir dieses Ringvolumen:

(A.67)

D =Py mit $pg = IBVyB (A.68)
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A.11.4 Losung fiir ein Ringvolumen nur mit den Receiverkanilen (r; # 1)

Aus dem gleichen Grund wie in Anhang A.11.3 wird folgende Beziehung fiir das Ringvolumen
angenommen, welches nur die Receiverbohrungen enthilt:

d
o _g (A.69)
0z
Zusitzlich wird vorausgesetzt, dass
m
2msprvy = £ d—(r —1p) und /¢ =Xkonstant. (A.70)
2

Unter diesen Bedingungen vereinfacht sich GI. (6.37) wie folgt:

m dd 5
d—z(r —1p) 4 + 4rspl

d’® d®
——=0 A71
dr? dr ( )
Nachdem die Losung d®/dr = 0 mit Hilfe der Analyse der numerischen Ergebnissen ausge-

schlossen wird (vgl. Abb. 6.12), ergibt sich fiir Gl. (A.71):

d’® )
=+ — A.72
dr? 4mspld, (r=1p) ( )
Dies fiihrt nach zwei Integrationen zu:
do m d®

und (A.73)

2 2 : _
E—‘I’qim((r—rp) —(rq—rp) ) mit \Pq—aq

i r—1p)° — (1g —1p)°
<1>:c1>q+111q(r—rq)iWmﬂdz(—(rq—rp)%—rqw( p) 3<q 0) > (A74)

Aus Vereinfachungsgriinden wurde die Grofe Wy in Abschnitt 6.2.2.3 wie in Anhang A.11.2
mit der beim Radius ry auftretenden tangentialen Geschwindigkeit vyq abgeschitzt:

Die radialen Positionen r, und rq wurden in Abschnitt 6.2.2.3 mit den Indizien E, F, A und C
ersetzt, die die Grenzen des modellierten Teilgebiets der Vordrallkammer definieren.
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A.11.5 Losung fiir ein Ringvolumen mit den Diisen und den Receiverboh-
rungen (r; ~ 1)

Mit den Annahmen:

di=dy=~d (A.76)

¢ = konstant (A.77)

v =~ 0 (A.78)

v, & 2nprd = konstant (A.79)

vereinfacht sich Gl. (6.37) wie folgt:

p &0 PP AP | rmhvyl—s 1yl

+4 =0 A.80
PR A T d d (A.80)
Mit Hilfe folgender Abschidtzungen
mvel,—0~I; und rmve|,—s ~ mdP (A.81)

ergibt sich fiir Gl. (A.80):

5 .

i47tsp€2(:1cf Cf + r:;cp — % ~0 (A.82)
In Analogie zu einem turbulenten Freistrahl (Abramovitz (1963)), wird nun vorausgesetzt, dass
die turbulente Schubspannung 7 null entlang der Achse des Luftstrahls bleibt, der die Dii-
sen verldsst. Die zur Achse des Luftstrahls entsprechende radiale Position wurde in Abschnitt
6.2.2.3 rg genannt. Nach Gl. (A.82) wiirde dadurch der Vordrall ®g gleich dem Vordrall I; /m
direkt stromabwirts der Diisen werden. Aus den Messungen und numerischen Ergebnissen (vgl.
Abschnitt 5.3.2) wurde aber festgestellt, dass der Vordrall ®p bei einem axialen Abstand s/2
vom Diisenaustritt aufgrund der Strahlausweitung in der Vordrallkammer deutlich kleiner als
I}/ ist. Um realistische Werte fiir ®g zu bestimmen, wurde das Glied I; durch m®g in
Gl. (A.82) ersetzt. Damit ergibt sich:

2
20 dd do
1P Mpi0  mit dp—rpves und o] =0  (AS83)

+dnspl?——
P ar T d dr |,

Die analytische Losung dieser differentiellen Gleichung, die in Abschnitt 6.2.2.3 verwendet

wurde, lautet dann:
m |rg —rf?

b=y >
B T2nspde?

(A.84)
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A.12 Angeniherte Losungen der radialen Drallverteilung fiir die Fille
rpr>rnundr; <n

firrp <r<rc (Berechnungsschritt 1)

=Py mit &= IBVyB

firrc <r<rp (Berechnungsschritt 2)

® =fy(r) mit
f(r) = Pe+ 50 (14 Evpclr—10)) . Pe=@g, z~041, Ac=lvec,

VoC = ?—CC und /; nach Tab. 6.11

firro <r<rmax (Berechnungsschritt 3)

q) - rOE)I(')max <r o rmax) mlt CI)O = f4 (rO)

firrg <r<rp (Berechnungsschritt 4)

® =f5(r) und %ir’ = max(Vgyr + ﬁp%(r —r1r),0) mit

f5(r) = Pp+ vor(r —15) + Snsr;lzz%" (r—rp)?  fiir ‘% >0,

fs(r) = D(rgyy)  fir =0,

b =3, VoF = gﬁ s T(i1) = L) + Ar > I() und  /qp nach Tab. 6.11

F

firra <r<rg (Berechnungsschritt 5)

®=fo(r) und 92 =ge(r) mit
fo(r) = Pe+ vop(r—1E) + 25— ((r —1a)2(r—1g) — (r—rA)3—(rE—rA)3>
g6(r) = voE + m ((te—r1a)* = (r=14)%),

$g =15(rg), VeE= %E und  /jy nach Tab. 6.11

firry <r<rp (Berechnungsschritt 6)

®=1f7(r) mit

f7(1') :CDA—i—?T?(I‘—I'A) R CI)AZfﬁ(I'A) und AA:£H|g6(rA)|

fir rpjp <r <ry (Berechnungsschritt 7)

o= Py (I‘ — rmin) mit Py="»f; (I‘U>

TU —Tmin

Tab. A.2: Analytische Darstellung der radialen Drallverteilung fiir den Fall 2: r{ > 1,
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firra <r<rg (Berechnungsschritt 1)

d=Pdg mit Pg= IBVyB

firrg <r <rgp (Berechnungsschritt 2)

®="fg(r) und % =max(ver— m‘%(r— rg),0) mit

f8(r) = (I)E —|—V(pE(I'—I'E) — m (r—rE)z fur % > O )

8nsp€12H

fg(r) = (D(r(i—l)) fiir %;q: =0 s

P = Pg, VoE = e , r(i_l) = I‘(i) —Ar < I‘(i) und £III nach Tab. 6.11

g

firrg <r <rc (Berechnungsschritt 3)

d =fy(r) mit

P (re—pe)
fo(r) :<I>p—i—v(p1:(r—r1:)—|—Wnélﬁld2 <(TF—TC)2(r—rF)— (r—rc) 3(rF rc) ) ’

Pp =13(rp) und Vep= ?—FF

firrc <r<rp (Berechnungsschritt 4)

b =1 (1‘) mit

fio(r) = Pc + %ln (1 + /f—cv(pc(r—rc)> . Pc="fy(rc), x=~041, Ac="/lmvec,

— %c
VoC = Ic

firro <r <rmax (Berechnungsschritt 5)

=20 (r—rmax) mit P =fio(ro)

IO —I'max

firry <r<rp (Berechnungsschritt 6)

b =1 (1‘) mit

fll(r):d>A+/}—f(r—rA), Py =Dg, AAZEIV(,)A und V(PA:%

fir rpip <r <ry (Berechnungsschritt 7)

b= Py (r_rmin) mit dy = fll(rU)

Ty —Tmin

Tab. A.3: Analytische Darstellung der radialen Drallverteilung fiir den Fall 3: ry <1p
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A.13 Dimensionsloser Drehimpuls C;y am Austritt der Vordralldiisen

Weil eine gute Ubereinstimmung zwischen dem berechneten und gemessenen Verlustkoeffizi-
enten 7ny in Abschnitt 5.3.1 festgestellt wurde, wird angenommen, dass der Drehimpuls am
Eintritt der Vordralldiise zusammen mit der dort entstehenden Stromungseinschniirung korrekt
berechnet wurde. Mit der zusitzlichen Annahme, dass die Druckverteilung in der Vordralldiise
auch korrekt berechnet wurde, wird nach dem Drehimpulserhaltungsgesetz der Schluss gezogen,
dass die CFD-Berechungen dieser Arbeit genaue Vorhersagen des Drehimpulses I; am Austritt
der Vordralldiise liefern. Ein weiterer Hinweis dazu kann aus den Ergebnissen von Abschnitt
5.3.6 gefunden werden. Dort wurden die kleinsten Abweichungen der CFD-Berechungen mit
den Messdaten fiir die Vordrallkammer mit der niedrigsten Wandfldche beobachtet. Damit liegt
die Vermutung nahe, dass die beobachteten Abweichungen nicht die Folge einer Uberschiitzung
von I; sondern das Ergebnis einer Unterschidtzung der Wandreibung in der Vordrallkammer sind.
Aus diesen Griinden wurde der dimensionslose Drehimpuls Cyy ohne Korrekturen aus den CFD-
Ergebnissen hergeleitet.

Crv wurde aus den numerischen Berechnungen von Kapitel 5 ermittelt und ist in Abb. A.8 fiir
die untersuchten Vordralldiisen dargestellt. Zusétzlich zu den Ergebnissen dieser Arbeit sind in
Abb. A.8 die Berechnungen der Diplomarbeit von Tomaselli (2007) illustriert, welcher sich mit
den Vordralldiisen des Typs B beschiftigte. Die Analyse von Abb. A.8 weist auf Zusammen-
hinge von Cyy mit dem Durchflussbeiwert Cqy und dem Verlustkoeffizienten ny der Diisen
hin.

0.80°3 > & G-Ref 1.305 © G-Ref
075_5 o G-ri>r2 1.257 o G-ri>r2
N A G-smax — 1.203 A G-smax
0.704 O G-hmin =~ 1153 O G-hmin
—_ E 49 O
= 0653 > G-A3/Al=44 S T°F o > G-A3/A1=4,4
S <1109 © o o
O 0.60- S | 052 s8a
T GL6.45) < 1.053 © o
0.55—; (@) 1.00_2 >
0.50 0.953
0.457\\\|\\\\\|\\\\\|\\\\\|\\\\\|\\\ 0.907\\\|\\\\\|\\\\\|\\\\\|\\\\\|\\\
1.2 1.3 1.4 1.5 1.6 1.2 1.3 1.4 1.5 1.6
il -]
(a) Parameter Cpvy (b) Parameter Cry/(Cavy - 1v)

Abb. A.8: Herleitung eines allgemeinen analytischen Ausdrucks fiir Cyy =1; /(1 s cis) -
CFD-SST-Berechnungen
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A.14 Dimensionsloser Drehimpuls C;r am Eintritt der Receiverbohrungen

Weil Cir experimentell nur sehr aufwendig zu bestimmen ist, wurde Cig wie Cyy aus den
numerischen Berechnungen ermittelt. Cir wurde mit Hilfe von Gl. (A.85) bestimmt:
12 211212 211212

rpmen o (uf — 20 (Tyes — Tr2))  rom (u3 — 2¢p(Tyers — Tio))

In Abb. A.9 sind die Verlustkoeffizienten Cir dargestellt, die durch die CFD-Modelle fiir un-
terschiedliche Konfigurationen und Betriebspunkte berechnet wurden. Abb. A.9 zeigt, dass Cir
je nach Konfiguration um bis zu 6% von eins abweichen kann. Da die Daten keine eindeutigen
Beziehungen zwischen Crr und den berechneten Konfigurationen zeigen, werden diese Abwei-
chungen auf die Berechnungsungenauigkeit zuriickgefiihrt.

=
N
o

o ] < G-Ref
= 1154 0 Gri>r2
= i A G-smax
£1.104 O G-hmin
=) B
& 1.05- o
ij . A o
2 1.007
£ o °g
< 0.957
=) B
No.go\\\\\|\\\\\|\\\\\|\\\\\|\\\\\|\\\\\|
9 60 -30 0 30 60 90

B[]

Abb. A.9: Abschitzung des Parameters Crr durch 2u,I,/ (rzr'n(u% —2¢p(Tire13 — Tio))) - CFD-
SST-Berechnungen
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A.15 Radiale Verlaufe von Stromungsgrofien in der Vordrallkammer beim
Uberdrall und Unterdrall

(r-r,)id, [-]

NOR O kN W A
N

(r-r)id; [-]

NOB O RN W A
T

Z4f Z4f 4f 4
<5 ! <5 <
1t ) 1t 1t 1t
of of of 0
af af af 1
2+ , 2+ o, 2+ 5 -2 J;
04 05 06 07 08 0.98 099 1.00 096 098  L.00 0.98 1.00 1.02 1.04 088 002 096 1.00
Vo/Cyis[-] Ti/To [] TiMo [-] p/p1 [] p/pais[-]
¢ Messung —— Kaorrelationen o CFDSST

(a) Unterdrall: IT=1,2; K;=0,75

=4 At At At

T3 33} 33} 33}

L2 L2t L2t L2t
1 ¢ 1} 1} 1}
of j of of of
-1 °° 1t 1t 1t
2 2t 2t | & 2t é

1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 IO 1
04 05 06 07 08 098 099 1.00 094 096 098 0.98 1.00 1.02 1.04 0.88 092 096
Vo/Cyis[-] Ti /Mo [-] CTiMo[l] p/p1 [-] p/pais[-]
¢ Messung —— Kaorrelationen o CFDSST

(b) Uberdrall: T1=1,6; K;=1,43

Abb. A.10: Radiale Verteilungen der Stromungsgroflen in der Konfiguration G-Ref
(c1is nach GL. (3.29); p1is = p1/R/Tyjs mit Ty nach GI. (3.30))
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A.16 Abschiitzung des Einflusses des Wirmeiibergangs auf die Kiihlluft-
temperatur T, bei den angenommenen adiabaten Versuchen

Zur Unterstiitzung der Aussage, dass die in Abb. 6.9 feststellbaren Unterschiede zwischen den
Messdaten und den Korrelationen hauptsédchlich auf einem nicht perfekt adiabaten Versuch-
triger zuriickzufiihren sind, wurde die GroBenordnung des Warmestroms Qyr zwischen der
Kiihlluft und dem Rotor mit Hilfe der in dieser Arbeit gewonnenen Korrelation Gl. (6.54) fiir
die Wirmeiibergangszahlen entlang der Rotorflache ermittelt. Nach Gl. (6.21) (mit T; = Ty,
Mro ~ 0 W und Qs ~ 0 W) konnten dann die durch den Wiarmeiibergang verursachten Tem-
peraturerhohungen Ty» — Ty bei den untersuchten Vordrallkammern abgeschitzt werden.

Messungen der Rotortemperaturen in Konfiguration G-Wii (vgl. Tab. 4.2) zeigten, dass bei na-
hezu adiabaten Bedingungen (T;y =~ 20 C°) die Rotorflache der Vordrallkammer aufgrund der
in der Labyrinthdichtung (Position F in Abb. 4.2) induzierten Reibungsaufheizung eine mittle-
re Temperatur erreichen kann, die etwa um 5 K hoher als die Lufttemperatur Ty ist. Da bei
den Konfigurationen von Abb. 6.9 die Rotortemperatur nicht gemessen wurde, wurde fiir die
Abschitzungen von Qg eine mittlere Rotortemperatur von Ty, = Tig+ 5 C°® angenommen.

Mit dieser Annahme wurden Temperaturerhohungen T, — T mit der gleichen Gro3enordnung
wie der Temperaturdifferenzen berechnet, die zwischen den Messdaten und der mit adiaba-
ten Winden durch die Korrelationen von Abschnitt 6.2.2 erhaltenen Temperaturkennlinen in
Abb. 6.9 zu beobachten sind: Insbesondere wurde der Effekt des Wirmeiibergangs auf Ty, — T
kleiner als 1 K in G-smax und unterhalb 0,4 K in G-hmin berechnet, weil Konfiguration G-
hmin bzw. Konfiguration G-smax die kleinere Rotorfliche bzw. den grof3eren Abstand s zwi-
schen dem Diisenaustritt und dem Rotor haben. In Konfiguration G-Ref und G-r1>r2 wurde im
Vergleich eine hohere Temperaturerhohung Ty, — Tyo von zirka 2 K bei I1=1,8 und u,/c;=0,7
mit Hilfe von GI. (6.54) vorausgesagt. Infolge der kleineren Austrittfliche A; und den dar-
aus resultierenden niedrigeren Massenstromen gegeniiber G-Ref wurden nach den Abschit-
zungen des Wirmestroms Qyr noch hohere Temperaturerhhungen T;» — Ty in Konfiguratio-
nen G-A3/A1=4,4 und G-A3/A1=4,8 erhalten. Die damit berechneten Temperaturerh6hungen
Tyo — Tyo stimmen mit den Abweichungen iiberein, die zwischen den Messungen und den Kor-
relationen fiir adiabate Winden in Abb. 6.9(c) und 6.9(d) ersichtlich sind.
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A.17 Rotor- und Stator-Wandreibung in der Vordrallkammer G-Ref

30

25

20

15

Msraror ! 11 [%]

10

L n=1,17 11 =1,20 1 =1,36 1 =1,41 =141 T =1,59
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L 41| Mg
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Abb. A.11: Stator-Wandreibmomente Mg, Mg und My (vgl. Gl. (6.18) bis Gl. (6.20)) in Kon-
figuration G-Ref: Vergleich der CFD-SST-Ergebnisse mit den Korrelationen von

15
10
£ s
£ o
-5
-10

Abschnitt 6.2.2
r K,=0,75 K, =1,18 K, =1,43 K, =1,66 K, =2,37 K, =7,10
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Abb. A.12: Rotor-Wandreibmomente Mg (vgl. Gl. (6.17)) in Konfiguration G-Ref: Vergleich

der CFD-SST-Ergebnisse mit den Korrelationen von Abschnitt 6.2.2
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A.18 Exemplarische radiale Drallverteilungen aus der Literatur

2 4
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(a) Karabay et al. (1999)
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(b) Lewis et al. (2008)
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Abb. A.13: Radialer Drallverlauf in verschiedenen Vordrallkammern
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A.19 Exemplarische radiale Verteilungen von NuBlelt-Zahlen aus der Li-

teratur
14ber, © 14, o ° I Lock et al. (2004) FLock et al. (2004)
| L == - " 16 X%
12 12} L To .
F F 12=0,24
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0 Rep=0,5610%K,=201 o Rey=1,37-10%K,=2,61 0 Rep=1,210%K=1,39 0 Rey=0,7810%K,=1
Ar=0,17 Ar=0,35
(a) System mit Deckscheibe von Abb. A.13(a) (b) "Low Radius” System von Abb. A.13(b)

Abb. A.14: Beispielhafte radiale Verteilung der NufBelt-Zahlen Nu auf der Rotorscheibe zwi-
schen zwei Receiverbohrungen mit Nu = (qwr)/(A12(Taw — Tw))
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