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Spis wazniejszych oznaczen

Symbole lacinskie

a — predkos¢ dzwigku

bjj — tensor anizotropii

c — predkos¢ bezwzgledna (w uktadzie nieruchomym)

c1, C2 — catki w wyrazeniach na wspotczynniki strat

cr — wspoélczynnik sity nosnej

Cp, Cv — cieplo wlasciwe przy staltym cisnieniu i objetosci

Cs — predkos$¢ okreslona na bazie izentropowego spadku entalpii
Cvo, ) — state w modelu gazu niedoskonatego kalorycznie

C C, — cigciwa profilu, cigciwa osiowa profilu (rys. 1)

Cp — wspbtczynnik dysypacji, wspotczynnik przelotnosci strugi
G, — wspotczynnik ci$nienia statycznego

Cs — wspbdlczynnik kontrakeji

Cy,Cp1,Cpp, 04,0, —stale modelu k- ¢

Cpr, Mp, Rp — plaszczyzna obwodowa, merydionalna i promieniowa (rys. 2)
D — $rednica podziatowa uktadu topatkowego

T

D, Dijx, Djjo, Diy — cztony dyfuzyjne w rownaniach transportu dla &, z;; , quT- , Y

D¢ Dy, D — macierze Jacobiego
e — energia kinetyczna, poziom otwarcia zaworu

Ca2 W2

B2

Cai '¢1

Rys. 1. Geometria palisady kierowniczej i wirnikowej stopnia turbinowego
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EF,G wektory strumieni konwekcyjnych w kartezjanskim ukladzie
wspotrzednych
E, F, G, — wektory strumieni dyfuzyjnych w kartezjanskim uktadzie
wspotrzednych
E,F,G — wektory strumieni konwekcyjnych w krzywoliniowym ukladzie
wspotrzednych
E - F - év wektory strumieni dyfuzyjnych w krzywoliniowym uktadzie
wspotrzednych
f, f - gestosc¢ sit masowych
f zmienna, funkcja celu
s f1, 12 — funkcje ttumigce w modelu k - &
f funkcja relaksacji eliptycznej
F reakcja
F, F funkcje przej$cia w modelu turbulencji k — @ SST Mentera
G, Gy — masowe natezenie przeptywu, objetosciowe natezenie przeptywu
G — funkcja filtrujgca
h entalpia wlasciwa, entalpia statyczna, wysoko$¢ topatki
H — entalpia wlasciwa catkowita, wektor zrodtowy, parametr ksztat-
tu warstwy przys$ciennej
1 wspotczynnik intermitencji
J jakobian
k — energia kinetyczna turbulencji, stata Karmana, chropowato$¢
(ke
r - |
] | M
| y
vp Vm
w7 Vi
X
il

Rys. 2. Przeplyw w przestrzeni mi¢dzylopatkowej
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Kg — wspbdlczynnik zalezny od sposobu obcigzenia topatki
Kyina — wspotczynnik w korelacji na moc brodzenia
ko — wariancja fluktuacji temperatury
/ — droga mieszania, skala liniowa turbulencji
LW,L;/1 — macierze lewych i prawych wektoréow wlasnych macierzy Jacobie-
go Dy,
m — masowe nat¢zenie przeptywu
M — moment skretny pochodzacy od sity obwodowej
Ma, Mar — liczba Macha, turbulentna liczba Macha
n — wspotrzedna normalna
N, N — moc stopnia, moc teoretyczna
Npiy Npjump ~ — moc tarcia, moc pompowania
P — podziatka palisady (rys. 1)
p, Pr — ci$nienie statyczne, ciSnienie caltkowite

P, Pjj, Pis, P, — cztony produkcyjne w rownaniach transportu dla £, r,-]T~ , q,-jT~ , YV

Pr, Prr — liczba Prandtla, turbulentna liczba Prandtla

q — warto$¢ predkosci

q, g — strumien ciepta

qa’, q] — turbulentny strumien ciepta

q ,S S — podsiatkowy strumien ciepta

0 — wektor zmiennych zachowawczych

r — promien

R — indywidualna stala gazowa

Re, Rer — liczba Reynoldsa, turbulentna liczba Reynoldsa

Reg — liczba Reynoldsa zdefiniowana wzgledem grubosci straty pedu

Rir — turbulentna liczba Richardsona

s — entropia, szeroko$¢ kanatu, szerokos¢ najmniejszego przekroju
(gardta)

s, n b — wspo6trzedne: wzdtuz linii pradu, normalna i binormalna

S, Sii — tensor predkosci deformacji

s — produkcja entropii w jednostce objetosci

S — produkcja entropii w warstwie przysciennej na profilu

t — czas, grubo$¢ krawedzi wylotowe;j

T — temperatura, okres czasu

Tu — poziom turbulencji

u, u; — wektor predkosci

u — predkosé, predkos¢ wirnika, skala predkosciowa turbulencji

Un U’ — predko$é tarcia, predkos$¢ bezwymiarowa

u, v, w — sktadowe predkosci w uktadzie kartezjanskim

uv,w — skladowe kontrawariantne predkosci

U*, V* W* — skladowe kowariantne predkosci
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v — objetos¢ wlasciwa

Vv, Vx, Vi — predkosé, predkos¢ osiowa, predkosé obwodowa

Vi, Ve, Vi — predkos¢ promieniowa, predko$s¢ w plaszczyznie obwodowej
i merydionalnej (rys. 2)

Vs — predkos¢ izentropowa

w — predkos¢ wzgledna (w uktadzie ruchomym)

X — stopien suchosci

X,z — wspoétrzedne w uktadzie kartezjanskim

X, u,r — wspoétrzedne w kierunku osiowym, obwodowym i promienio-
wym

X, X; — wektor polozenia, wspotrzedne

v,y — odleglo$¢ od Scianki, bezwymiarowa odlegto$¢ od Scianki

Y, Vi — wektor potozenia, wspotrzedne

Y — wspblczynnik strat ciSnienia catkowitego

z — liczba lopatek, liczba tukéw zasilania

Symbole greckie
a — kat obwodowy w uktadzie nieruchomym (tj. kat odchylenia

przeplywu w plaszczyznie obwodowej mierzony od rzutu osi
turbiny na ptaszczyzn¢ obwodowa w kierunku zgodnym z ru-
chem wskazowek zegara — rys. 1, 2)

a — kat obwodowy pomigdzy wektorem predkosci a jego rzutem na
ptaszczyzne merydionalng (mierzony od rzutu wektora predko-
$ci na ptaszczyzne merydionalng w kierunku zgodnym z ruchem
wskazowek zegara — rys. 2)

a, p, o, ﬂ*, o — stale modelu k—w

p — kat obwodowy w uktadzie ruchomym (rys. 1)
B, B, Bo, 71, 1, Ok, Ok, Owl, Oun, @1 — state modelu k- SST
14 — wspolczynnik intermitencji, kat merydionalny (tj. kat wzniosu

w plaszczyznie merydionalnej mierzony od osi turbiny w kie-
runku przeciwnym do ruchu wskazowek zegara — rys. 2)

o — grubo$¢ warstwy przysciennej, wielkos¢ szczeliny nadlopatko-
wej/ nadbandazowej

56 — kat pochylenia obwodowego i osiowego topatki

6,07,8"" — parametry catkowe warstwy przysciennej — grubo$é straty wy-
datku, pedu i energii

0jj — symbol Kroneckera

A, A — rdznica, szerokos$¢ filtru

£ — szeroko$¢ tuku zasilania, szybkos$¢ dysypacji

& — tensor szybkosci dysypacji

Eiy & — dysypacja dylatacyjna, dysypacja solenoidalna

&o — szybkos$¢ dysypacji fluktuacji temperatury
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i

— czlony dysypacyjne w rdwnaniach transportu dla £, r,-]T~ , q,-jT~ , ¥

— tensor permutacji

— sprawno$¢ przeptywu

— grubos¢ straty pedu

— stosunek ciepet wlasciwych, stata Karmana

— wspolczynnik przewodnictwa cieplnego, wspotczynnik turbu-
lentnego przewodnictwa cieplnego

— warto$ci wlasne macierzy D,

— lepkos¢ dynamiczna, lepkos¢ turbulentna

— lepkos¢ kinematyczna, wskaznik predkosci

— wspotczynnik strat entalpii, wspoOlczynnik strat przeptywu
W ujeciu entropowym, wspotczynnik strat energii kinetycznej

— wspotrzedne w uktadzie krzywoliniowym

— stosunek ci$nien

— gestosc¢, reakcyjnosc stopnia

— funkcja entropii

— skala czasowa turbulencji

tensor naprezen lepkich, tensor naprezen Reynoldsa

— tensor napr¢zen podsiatkowych

— kat ustawienia profilu w palisadzie pomigdzy cigciwg profilu
arzutem osi turbiny na plaszczyzne rozwinigcia palisady (mie-
rzony od rzutu osi turbiny w kierunku przeciwnym do ruchu
wskazowek zegara),

— wspotczynnik przeplywu

— czlony redystrybucji w rownaniach transportu dla £, ri/T- , q 5

Dj1, Dj2, Dy3 — czion powrotu do izotropii, izotropizacji produkcji naprezen

X> XRe, XRek,

Q
Q.

OO JRSIANN

<

i echa fluktuacji ci$nienia
va — funkcje wptywu
— funkcja pradu, jedna ze wspotrzednych & 7, &
wspotczynnik obcigzenia
— czestotliwosé, wirowosé
— wektor wirowosci
predkosc¢ katowa
tensor rotacji

Indeksy dolne i gorne

— w kierunku osiowym

— bazowy

— warstwa przyscienna

— w plaszczyznie obwodowej
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ex
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tip
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fof
VAV

— nawylocie

— tarcie, brodzenie

— trojka wskaznikow indeksujaca $rodki komorek siatki struktu-
ralnej

kx1/2 — trdjka wskaznikow indeksujaca wierzchotki komorek siat-

ki strukturalnej

— na wlocie

— kierunek naptywu

— struga boczna, np. przecieku nadlopatkowego

— na krawedzi wlotowej

— na krawedzi wylotowej

— w plaszczyznie merydionalne;j

— w kierunku normalnym

— optymalny

— na powierzchni cisngcej

— pompowanie

— profil

— w kierunku promieniowym

— warto$¢ wzgledna

— warto$¢ izentropowa, na powierzchni ssgcej, w kierunku stycz-
nym

— przeptyw wtérny

— dotyczacy sektora zasilania

— turbulentny, parametry spi¢trzenia

— warto$¢ teoretyczna

— przeciek

—  w kierunku obwodowym

— na $ciance

— w kierunku osiowym

— na granicy warstwy przysciennej

— na wlocie do palisady, na wlocie do stopnia

— na wylocie z palisady, na wylocie z kierownicy, w kierownicy,
struga glowna

— na wylocie z wirnika (stopnia), w wirniku, struga zmieszana

— parametry spigtrzenia

— usrednienie Reynoldsa, usrednienie Favre’a

— ﬂuktuacje(f=7+f', f=j7+f")



Wprowadzenie

Turbiny nalezg do podstawowych maszyn stluzacych do konwersji energii
w energetyce, transporcie i innych gateziach przemystu. W ukladzie topatko-
wym turbiny nast¢puje zamiana entalpii przeptywajacego czynnika roboczego
na prac¢ uzyteczng. Podstawy teorii przeptywu przez uktady topatkowe turbin
z elementami konstrukcji turbin opisane sg szeroko m.in. w ksigzkach Perycza
[1], Puzyrewskiego [2], Lewisa [3], Kosowskiego [4], Dixona i Halla [5] oraz
Dicka [6].

Proces konwersji energii w turbinie odbywa si¢ z okre$long sprawnoscia,
gldwnie z uwagi na straty energii mechanicznej w przeptywie spowodowane za-
chodzacymi procesami dysypacyjnymi. O ile turbiny duzej mocy pracujace
w energetyce zawodowej osiagaja juz bardzo wysokie sprawnosci, o tyle mniej-
sze turbiny o mocy do kilku MW, zaréwno parowe, gazowe, jak i ORC, tak du-
zych sprawnosci jeszcze nie osiggajg. Ich uktady topatkowe charakteryzujg si¢
relatywnie wysokimi stratami przeptywowymi.

W latach piec¢dziesiatych, szesédziesigtych i siedemdziesigtych ubieglego
stulecia prowadzono badania modelowe zmierzajace do ilosciowego okreslenia
poziomu strat w palisadach topatkowych i catych stopniach turbinowych. Bada-
nia te pozwolily na skatalogowanie profili wzorcowych i stopni bazowych dla
celow projektowania uktadow topatkowych turbin. W tym nurcie prac wyrdznia-
ja si¢ opracowania Dejcza i Samojtowicza [7], Dejcza i in. [8] oraz Trojanow-
skiego [9]. Badania modelowe palisad profili i stopni turbinowych odegraty
znaczng role w projektowaniu systeméw topatkowych.

Niemal réwnolegle rozwijano takze metody wyznaczania sprawnosci stopni
turbinowych oparte na superpozycji strat czastkowych i zatozeniu addytywnosci
poszczegdlnych sktadnikow strat. Metody te tacza w sobie wiedze pochodzaca
zaréwno z ilosciowych badan modelowych, jak i z badan teoretycznych i ekspe-
rymentalnych proceséw dysypacyjnych towarzyszacych ekspansji w turbinie.
Z biegiem czasu powstawaly coraz to bardziej ulepszone modele obliczeniowe
strat przeplywu w turbinach uogoélniajace i1 ekstrapolujace dane pochodzace
z powyzszych badan, m.in. Ainley’a i Mathiesona [10], Balje i Binsley’a [11],
Craiga i Coxa [12], Aleksiejevej i Bojcovej [13], Szczeglajewa [14] oraz Traupla
[15]. Szczegdlne znaczenie odegraty cztery ostatnie metody obliczania strat
przeptywowych w palisadzie turbinowej. Straty profilowe sa tam wyznaczone
w funkcji znacznej liczby parametrow, takich jak kat naptywu i wyplywu stru-
mienia, podziatka palisady, cigciwa profilu, grubos$¢ krawedzi sptywowej, chro-
powatos¢ powierzchni, liczba Macha 1 Reynoldsa. Poza wyrazeniami na straty
profilowe, metody te zawierajag wyrazenia na obliczanie strat brzegowych i po-
zaobwodowych. Z metod tych w duzej mierze korzystaly systemy projektowania
uktadoéw topatkowych turbin oparte na jednowymiarowej teorii przeptywu opra-
cowane dla 6wczesnego ZAMECHu w Instytucie Maszyn Przeptywowych PAN
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i na Politechnice Gdanskiej, ktére zostaty opisane w pracach m.in. Gardzilewi-
cza [16] i Kosowskiego [17].

Badania eksperymentalne i teoretyczne mechanizmow generacji strat
w przeplywie staly si¢ fundamentalne dla nieustannego procesu podnoszenia
sprawnos$ci przeptywowej uktadow topatkowych. Bez przesady mozna powie-
dzie¢, ze podnoszenie sprawnosci nie jest mozliwe bez znajomos$ci mechani-
zmdow generacji strat w przeptywie. Godne polecenia, a takze inspirujace do dal-
szych badan procesow dysypacji energii w uktadach topatkowych sg prace prze-
gladowe Dentona [18,19], Gregory-Smitha [20], Sjolandera [21], a w literaturze
polskiej prace Gundlacha [22], Elsnera [23] i Chmielniaka [24]. Badania w tej
dziedzinie s3 nadal prowadzone, a dotyczy to takze sktadnikow strat o tak pod-
stawowym znaczeniu dla przeptywu w turbinie, jak choéby straty profilowe
i straty przeptywow wtornych i ubocznych, np. Muth i Niehuis [25], Yoon i in.
[26], Bear i in. [27].

Dzigki rozwojowi numerycznej mechaniki ptyndéw (ang. Computational
Fluid Dynamics — CFD) 1 wzrostowi mocy obliczeniowej komputeréw zrodtem
tej wiedzy moga by¢ takze badania w oparciu o programy numeryczne rozwig-
zujace uktad réwnan opisujacych przeplyw w geometrii trojwymiarowej. Naj-
bardziej rozpowszechnione sa solwery wykorzystujagce metode RANS polegaja-
cg na rozwigzaniu ukladu rownan podstawowych mechaniki ptynéw (Navier-
Stokesa) w usrednieniu Reynoldsa (Favre’a). Do solwerow takich naleza m.in.
Ansys Fluent [28], Ansys CFX [29], FlowER [30], IPMFlow [31], Numeca Fine
Turbo [32]. Programy te podlegaja statemu rozwojowi, uzupetnia si¢ je m.in. o
nowe modele turbulencji, doktadniejsze schematy numeryczne, dodatkowe row-
nania stanu czynnika, nowe metody generacji siatki obliczeniowej, metody trak-
towania obszardw o roznej ruchomosci, modele uwzgledniajace efekty przepty-
wow ubocznych lub czynnika chtodzacego. Rozwijajace si¢ programy nume-
ryczne wymagaja nieustannej weryfikacji na materiale eksperymentalnym. W
przypadku pozytywnej weryfikacji sg one warto$ciowym narzedziem badaw-
czym zjawisk przeptywowych, zwlaszcza tych wspomnianych powyzej, a w
wielu przypadkach zastepujg kosztowna procedure eksperymentu fizycznego.

W rozdziale 1 opisano podstawowe zrodla strat przeptywowych w uktadach
lopatkowych turbin cieplnych. Zamieszczone tu rozwazania dotyczg palisad
i stopni turbin osiowych. Na wstepie przedstawiono uktad réwnan podstawo-
wych rzadzacych przeplywem w turbinie oraz zebrano definicje sprawnosci
przeptywowej 1 strat w turbinie. Nast¢pnie przedstawiono klasyfikacje strat
przeplywowych wedlug mechanizméw generacji strat oraz z uwagi na miejsce
wystepowania w turbinie. W sposob szczegdlowy rozwazano straty przeptywu
w warstwach przysciennych, przy krawedzi wylotowej topatki, straty mieszania
strug, straty fal uderzeniowych, straty przeptywoéw wtoérnych i przecieku nadlo-
patkowego lub nadbandazowego, straty niestacjonarnosci przeptywu, zawilgo-
cenia oraz zasilania czgsciowego. Przedstawiono rozwinigcie znanych z literatu-
ry przedmiotu metod teoretycznej oceny strat czastkowych oraz zmieszczono
podstawowe korelacje eksperymentalne stuzace do okreslenie strat czastkowych.
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Rozdzial 2 zawiera opis modelu matematycznego przepltywu czynnika lep-
kiego, $cisliwego w kanatach cieplnych maszyn wirnikowych opartego na ukta-
dzie rownan Navier-Stokesa w usrednieniu Reynoldsa (Favre’a). Przedstawiono
zagadnienia modelowania turbulencji dla domknigcia uktadu RANS (ang. Rey-
nolds Averaged Navier-Stokes). Opisano takze pokrotce mozliwosci zastosowa-
nia metody duzych wiréw — LES (ang. Large Eddy Simulation) oraz metod hy-
brydowych RANS/LES. Okre$lono rownania stanu oraz przedstawiono zagad-
nienia zwigzane z rozwigzaniem numerycznym przeplywu w geometrii turbino-
wej. Opisano wyniki weryfikacji zastosowanych modeli obliczeniowych na wy-
branych turbinach modelowych i rzeczywistych. Ukazano poziom zgodnosci
w opisie zjawisk zachodzacych w przeptywie i w ocenie strat przeplywowych
pomigdzy wynikami obliczen numerycznych i dostgpnymi danymi eksperymen-
talnymi.

Rozdzial 3 poswigcono badaniu mechanizméw strat przeplywowych oraz
ilosciowej ocenie poziomu strat w uktadach topatkowych osiowych turbin ciepl-
nych z wykorzystaniem metod obliczeniowych numerycznej mechaniki ptynow
(CFD). W rozdziale tym wykorzystano wyniki prac wtasnych autora. Rozwaza-
no wplyw parametrow geometrycznych i przeptywowych na straty przeptywu
w warstwach przySciennych, przy krawegdzi wylotowej topatki, w obszarach fal
uderzeniowych, przeptywow wtornych, przecieku nadtopatkowego i nadbanda-
zowego. Opisano wzajemne oddziatywanie przeptywow wtornych i ubocznych
z przeplywem gléwnym, efekty niestacjonarnego oddzialywania dwu- i trojwy-
miarowych §ladow sptywowych z wiencami potozonymi w dot przeptywu oraz
wplyw zasilania czgsciowego. W symulacjach numerycznych wykorzystywano
uktady topatkowe stosowane w turbinach parowych oraz modele palisad i stopni
turbin gazowych. Koncowa cz¢s$¢ rozdziatu dedykowana jest przeptywowi w pa-
lisadach i stopniach turbinowych wysoko obcigzonych. Uktady topatkowe stopni
wysoko obcigzonych charakteryzuja si¢ wickszymi stratami w warstwach przy-
Sciennych, sg takze miejscem zwigkszonej intensywnosci przeptywow wtdrnych
i efektow niestacjonarnego oddzialywania spowodowanego transportem $ladow
sptywowych przez obszar wienca potozonego w dot przeplywu. To w przypadku
wlasnie stopni turbinowych wysoko obcigzonych upatruje si¢ najwigkszych
mozliwosci poprawy sprawnosci przeptywowe;.
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1. Zrédla strat w przeplywie przez uklady lopat-
kowe turbin

1.1. Uklad réwnan podstawowych opisujacych przeplyw
w turbinie

Przyjmujemy, ze wlasciwym matematycznym modelem turbulentnego przepty-
wu gazu lepkiego w kanatach cieplnych maszyn wirnikowych jest uktad réwnan
Navier-Stokesa w wersji dla przeptywu $cisliwego, np. Chmielniak [24], Puzy-
rewski [2]. Szczegdlowe wyprowadzenia uktadu rownan podstawowych mecha-
niki ptynéw mozna znalez¢ w ksigzkach m.in. Batchelora [33], Andersona i in.
[34], Chmielniaka [35], Puzyrewskiego 1 Sawickiego [36], Hirscha [37]. Ponizej
przedstawiono uktad réwnan podstawowych w formie roézniczkowej zapisany
w notacji wskaznikowej z zachowaniem umowy sumacyjnej, por. Wilcox [38],
Tulapurkara [39]:
— réwnanie ciaglosci
dp

—+ pV-u=0, 1
T (1

— réwnanie zachowania pgdu

du

p=pf-Vp+V.T, @)
dt
— réwnanie zachowania energii (tu w sformutowaniu dla entalpii catkowitej)
dH Op
—=—+pf-u+V.(1tu)-VvV.q, 3
= A (tu)-v-q 3)

gdzie p oznacza gestosé, u — predkosé, p — ci$nienie, H — entalpi¢ calkowita
H=h+u/2 h=e+p/p “)

przy czym h oznacza entalpi¢ wlasciwa, e — energi¢ wewngtrzng), f — gestos¢ sit
masowych, T — tensor napr¢zen lepkich, g — gestos¢ strumienia ciepta, ¢ — czas.

Zaktada si¢, ze gaz jest ptynem niutonowskim, tzn. tensor napr¢zen lepkich
ma postac

T=2uS—§u(V-u)l, (5)

gdzie I jest tensorem jednostkowym, S — tensorem predkosci deformacji, tj.
28=Vu+(Vu)*, przy czym * jest symbolem transpozycji tensora, a jako
4 oznaczono lepko$¢ dynamiczng. Pomija si¢ przy tym wplyw lepkosci objgto-
Sciowej (dodatkowej).
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Gestos¢ strumienia ciepta okresla si¢ na podstawie prawa Fouriera
q=—-AVT. 6)

gdzie T oznacza temperature, A — przewodno$¢ cieplng pltynu A = ¢,/ Pr, przy
czym ¢, — cieplo wlasciwe przy statym cisnieniu, a Pr jest liczba Prandtla.

Nalezy takze przyja¢ odpowiednig postac sit masowych. W dziedzinie
cieplnych maszyn wirnikowych szczegolnego znaczenia nabierajg sity dziatajace
w wirujgcym uktadzie wspotrzednych, tj. sita Coriolisa i od$rodkowa

f:fc+fr:—2Q><u+er, (7

gdzie r jest promieniem wodzacym w plaszczyznie prostopadtej do osi maszyny,
Q jest wektorem predkosci katowej obrotu wienca topatkowego, a u jest wow-
czas wektorem predkosci w uktadzie wirujgcym.

Do powyzszych rownan nalezy dotaczy¢ réwnania wigzace funkcje termo-
dynamiczne

p=pT,p), h=hT,p). ®)
Rownaniami tymi mogg by¢ rownanie stanu gazu doskonatego
p=Rpl, €))
gdzie R jest indywidualng stalg gazowa (R = ¢, — ¢,), oraz rOwnanie kaloryczne
de=c,dT lub dh=c,dT, (10)

gdzie ¢, oznacza ciepto wiasciwe przy stalej objetosci.

Wiasnosci materiatowe ptynu, tj. 4 A, ¢, ¢v, 3 W og6lnosci funkcjami
temperatury i cis$nienia. Szczegoélnie istotna jest tu zalezno$¢ od temperatury.
Dla lepko$ci dynamicznej przyjmuje si¢ zwykle zalezno$¢ w formie wzoru Su-
therlanda

12
T+C,’

() = (1)

przy czym C; = 1,45:10¢ kg/msK""?, C, = 110,5 K. Ciepta wlasciwe ¢, i ¢, zwy-
kle takze traktuje si¢ jako funkcje temperatury. Czgsto w praktyce obliczeniowej
przyjmuje si¢ jednak stale wartosci ciepel wiasciwych ¢, 1 ¢, (gaz termicznie
i kalorycznie doskonaly) odpowiednio wykalibrowane do rownania stanu i za-
kresu parametréw termodynamicznych panujgcych w przeptywie. Po okresleniu
funkcji opisujacych wiasnosci materiatowe, tj. 1 A, ¢, ¢, otrzymuje si¢ kom-
pletny uktad rownan rézniczkowych, ktory nalezy uzupehi¢ odpowiednimi wa-
runkami poczatkowymi i brzegowymi.



1. Zrodta strat w przeplywie przez uktady topatkowe turbin 19

1.2. Okreslenie sprawnosci przeplywu w ukladzie lopatko-
wym turbiny. Definicje strat

Na rys. 3 przedstawiono uproszczony schemat ekspansji w turbinie we wspot-
rz¢dnych entropia — entalpia z pominigciem energii wlotowej i wylotowe;.
Sprawno$¢ przeptywowa uktadu lopatkowego 77 w przeptywie adiabatycznym
bez wymiany ciepta z otoczeniem (tzw. sprawnos$¢ izentropowg) definiuje si¢
jako spadek entalpii rzeczywistej odniesiony do teoretycznego spadku entalpii
W przemianie izentropowej odpowiadajacej temu samemu spadkowi ci$nienia,
np. Puzyrewski [2]
ho — Iy

—207h 12
n ho — . (12)

natomiast wspotczynnik strat przeptywowych & tzw. wspolczynnik strat entalpii,
okresla si¢ wzorem
hl B hls

=U

-
S

Rys. 3. Uproszczony schemat ekspansji w turbinie

Wzory (12) 1 (13) pozostajg w $cistej relacji do siebie, tzn. n=1—- & W
powyzszych wzorach i na rys. 3 przyjeto oznaczenia: 4 — entalpia, s — entropia, p
— ci$nienie, 0 — wartos$ci na wlocie, 1 — wartosci na wylocie, 1s — warto$ci izen-
tropowe odpowiadajgce cisnieniu na wylocie.

Z uwagi na fakt, ze nachylenie linii statego ci$nienia na wykresie 4 — s od-
powiada lokalnej warto$ci temperatury statycznej, wspotczynnik strat przeptywu
przedstawia si¢ czesto w ujeciu entropowym w postaci

Ty (s;—s0)

, (14)
hy —hy +Ty(s; —s¢)

S5 =

gdzie T1 oznacza temperatur¢ wylotowa, a sprawnos¢ przeplywu 77 mozna wyra-
zi¢ wzorem
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hy —h
ho —hy +Ty(s; —s9)

n= (15)

Jak podaje Denton [18] réznica pomigdzy wspolczynnikiem strat w ujeciu
entalpowym 1 entropowym, ktéra mozna przedstawi¢ zalezno$cig
&, —&=0,25(x - 1) Ma? &&, jest zwykle pomijalna w zakresie poddzwigko-

wym, gdzie jest wielko$cig rzedu 10 Iub 102 (Ma — liczba Macha, x — wyklad-
nik adiabaty).

Rys. 4. Schemat ekspansji w izolowanej palisadzie turbinowej

Warto przy okazji zwrdci¢ uwage na inne sposoby okreslania strat przepty-
wowych, typowe w przypadku izolowanej palisady turbinowej, z ktorych korzy-
stano w niniejszej pracy. Czesto stosowany jest wspdtczynnik strat ciSnienia cat-
kowitego Y (rys. 4) w formie

Y= Por — Pir (16)
Por — P1
lub
Y= Por —Pir , (17)
Pir — P

gdzie dodatkowy indeks 7" oznacza wartosci catkowite. Definicje te sg popularne
z uwagi na fakt, ze wspotczynnik strat ci$nienia catkowitego jest tatwy do wy-
znaczenia na bazie wynikow pomiarow.

Jako miarg strat w palisadzie stosuje si¢ takze wspdtczynnik strat energii
kinetycznej

ge = Ty (18)

gdzie vi oznacza predkos¢ na wylocie, viy jest predkoscig izentropowsa
vis = [2(hor— hi15)]"2. Jak widaé, w okresleniu wspolczynnika strat ci$nienia cal-
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kowitego 1 energii kinetycznej nie mozna juz pomingé predkosci wlotowej, ani
wylotowej. W przeptywie niesciSliwym, przedstawione formy wspolczynnika
strat przeplywu wyrazone wzorami (13), (14), (16) i (18) sg rOwnowazne.
Podstawowe definicje strat w poszczegdlnych wiencach i w stopniu turbi-
nowym w uj¢ciu entalpowym, z ktorych korzystano w trakcie analizy wynikoéw
obliczen przedstawionej w niniejszej pracy zebrano w Tab. 1. W odczytaniu tych
definicji pomocny jest schemat ekspansji w stopniu turbiny zamieszczony na

rys. 5.
y ) 51 - M
Straty w kierownicy hor — hy
o § _ h2 _hZS
Straty w wirniku 2 hyp —hy
Straty w stopniu bez uwzglednienia g hy —hyy
energii wylotowej 2=
gl1 wylotowe) hor —hy
Straty w stopniu z uwzgl¢dnieniem hoyr —hyy
energii wylotowej fize = hor —hy
o
Reakevinodé ston p= s
eakcyjno$¢ stopnia B
Y] p hor —hy

Oznaczenia:

c-

predkosé
w ukt. bezwzgl.

h - entalpia
p-
s
w

ci$nienie

- entropia

- predko$¢
w ukt. wzgl.

Indeksy:

0 - na wlocie

1 - za kierownicg
2 - za wirnikiem
s,s' - wartosci

T

izentropowe

- wartosci

catkowite

Rys. 5. Schemat ekspansji w stopniu turbiny
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1.3. Klasyfikacja strat przeplywowych

Definicja wspotczynnika strat wyrazona wzorem (14) ukazuje znaczenie pro-
dukcji entropii w procesie ekspansji w turbinie. Zrédtami produkcji entropii sa
dysypacja energii mechanicznej w ptynie lepkim w niejednorodnym polu pred-
kosci 1 w obszarach mieszania strumieni, dysypacja energii cieplnej w ptynie
przewodzacym ciepto w niejednorodnym polu temperatur i w procesach wymia-
ny ciepta oraz produkcja entropii w procesach nieréwnowagowych, takich jak
fala uderzeniowa czy przemiana fazowa, Denton [18]. Z uwagi na miejsce gene-
racji strat w turbinie do podstawowych sktadnikow strat zalicza si¢:

straty profilowe,

straty brzegowe,

straty przeplywow ubocznych (nieszczelno$ci), zwane tez stratami po-
zaobwodowymi,

straty energii wylotowe;j.

W ramach strat profilowych wyodr¢bnia si¢ (np. Denton [18], Elsner [23])
nastepujace sktadniki:

straty tarcia w warstwach przy$ciennych na profilu;

straty krawedziowe, ktore przy krawedzi wylotowej sa m.in. stratami
mieszania strumienia gldwnego z warstwa przysScienng unoszong do
przeplywu gtownego i z obszarem zastoju za krawegdzig wylotowg —
okresla sig je tez jako straty sladu sptywowego;

straty oderwania, ktore sg stratami mieszania strumienia glownego
z warstwami wirowymi oddzielajgcymi go od obszaru zastoju (oderwa-
nia) i z samym obszarem zastoju — rozwaza si¢ je cz¢sto w kontek$cie
strat krawedziowych, jako Ze najczestszym miejscem oderwania jest tyl-
na cze$¢ powierzchni ssacej przy krawedzi wylotowe;.

W systemach projektowania uktadow topatkowych straty profilowe korygu-
je si¢ ze wzgledu na:

straty zwigzane z poziomem turbulencji wlotowej oraz niestacjonarno-
$cig przeptywu, np. z powodu oddziatywania kierownica — wirnik, El-
sner [23];

straty chropowato$ci powierzchni topatek, Traupel [15].

Straty profilowe czgsto rozumiane sg takze jako straty dwuwymiarowego
przeplywu przez palisade profili w pewnej odlegtosci od ograniczen zewngtrz-
nych. W zwigzku z tym wymienione powyzej sktadniki strat uzupehnia sig o:

e straty fal uderzeniowych w przeptywach naddzwigkowych, Denton [18];
e straty zawilgocenia (turbiny parowe), na ktore sktadajg si¢ straty w ob-

szarze pary mokrej zwigzane z obecnoscig kropel i filmow cieczowych,
straty przechtodzenia oraz straty na fali kondensacji, Gyarmathy [40],
Moore i Sieverding [41].
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Na straty brzegowe sktadaja sie:

straty tarcia w warstwach przys$ciennych przy ograniczeniach zewnetrz-
nych oraz

straty przeptywow wtdérnych, w tym straty mieszania przeptywow wtor-
nych z przeplywem gtéwnym, Elsner [23].

Straty profilowe i brzegowe skltadajg si¢ na tzw. straty obwodowe, ktore
w systemach projektowania uktadoéw topatkowych korygowane sa ze wzgledu na
(Traupel [15], Kosowski [17]):

straty wachlarzowosci, czyli dodatkowe straty przeptywowe wystepuja-
ce w palisadzie pierScieniowej w porOwnaniu ze stratami, jakie maja
miejsce w palisadzie plaskiej (dotyczy to systemdéw opartych na wyni-
kach badan modelowych ptaskich palisad profili);

straty zwigzane z przekryciami oraz ze zmiang ksztaltu ograniczen ze-
wnetrznych kanatu;

straty zwigzane z szerokoscia szczelin osiowych pomigdzy wiencami;
straty zwigzane z obecnos$cia drutow usztywniajacych lub thumiacych.

Do podstawowych czynnikow strat pozaobwodowych zalicza si¢ (Traupel
[15], Kosowski [17]):

straty przeciekdw nadlopatkowych, ktore z jednej strony stanowia straty
mocy z tytutu nie oddania przez przeciek pracy wirnikowi, z drugiej za$
strony objawiajg si¢ jako straty tarcia i mieszania w szczelinie nadtopat-
kowej lub w uszczelnieniach labiryntowych ponad bandazem oraz straty
mieszania w kanale migdzylopatkowym po powrocie przecieku do prze-
ptywu gtownego;

straty przeciekdw podlopatkowych, na ktore sktadajg si¢ straty tarcia
i mieszania w szczelinie pod topatka kierowniczg lub w dtawnicach we-
wnetrznych, straty tarcia przeplywdw przytarczowych i przez otwory
odcigzajace (stopien o budowie tarczowej), oraz straty mieszania
w kanale mi¢dzylopatkowym po powrocie przecieku do przeplywu
gléwnego.

Do innych czynnikéw strat przeplywowych mozna zaliczy¢:

straty w kanatach dolotowych i w dyfuzorze wylotowym;

straty czgsSciowego zasilania zwigzane z zasilaniem na czg¢$ci obwodu;
straty chlodzenia powierzchni roboczych strumieniami chtodzgcymi.
Straty te objawiaja si¢ glownie jako straty mieszania przeplywu gtowne-
go z czynnikiem chtodzacym;

straty zwigzane z wymiang ciepta z otoczeniem.

W turbinach duzej mocy pracujacych w stanach ustalonych zaktada zwykle
si¢, ze przeptyw jest adiabatyczny, tzn. mozna poming¢ wymiang ciepta z oto-
czeniem. ZaloZenie to przestaje by¢ sluszne w stanach nieustalonych oraz
w przypadku matych turbin o duzym stosunku powierzchni ograniczajacych do
powierzchni roboczych. Wymiana ciepla z otoczeniem jest niekorzystna z punk-
tu widzenia sprawnosci turbiny. Ciepto oddane otoczeniu obniza moc turbiny.
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1.4. Straty profilowe

Warstwa przyscienna na profilu oraz slad sptywowy za krawedzia wylotowa sa
miejscem znacznych zmian predko$ci oraz naprezen lepkich w plynie.
W warstwie przysciennej najwigksze naprezenia styczne wystepujg tuz przy
optywanej powierzchni. W zwiagzku z tym produkcja entropii skoncentrowana
jest glownie w wewnetrznej czgsci warstwy przysciennej. W przypadku turbu-
lentnej warstwy przysciennej, duza czgs$¢ produkcji entropii ma miejsce w pod-
warstwie lepkiej oraz w obszarze wykladniczym, Denton [18], Pope [42].
W ogolnosci, niezwykle trudno jest wyznaczy¢ lokalnie wartos¢ produkcji en-
tropii w warstwie przysciennej i w obszarze mieszania $ladu sptywowego
z przeptywem gtownym. Niektore z procesow mieszania wystgpujacych w tur-
binach mozna jednakze oszacowaé globalnie z pomocg bilansu masy, pedu
1 energii w obszarze mieszania zakladajac, ze w rezultacie zmieszania otrzymuje
si¢ po pewnym czasic w pewnym przekroju na powr6t przeplyw jednorodny.
Metody teoretycznego oszacowania poziomu strat w dwuwymiarowej warstwie
przysSciennej oraz strat krawedziowych w przepltywie nieSci§liwym lub $cisli-
wym, przedstawione w pracach Schlichtinga i Scholza [43], Stewarta [44], Lie-
bleina i Roudebusha [45], Chmielniaka [24] i Dentona [18], pozwalaja na wy-
znaczenie strat w funkcji wielkos$ci calkowych charakteryzujacych warstwe
przyScienng oraz parametroOw geometrycznych palisady. Metody te rdznig si¢
miedzy sobg przyjetymi zatozeniami upraszczajacymi, w rezultacie czego mozna
otrzymac rézne wyrazenia koncowe.

Dla przypadku ptynu niesécisliwego, stosunkowo latwo otrzymaé mozna
proste w interpretacji wyrazenia opisujgce straty w warstwie przysciennej na
profilu oraz straty krawedziowe. Na rys. 6 przedstawiono uproszczony obraz
przeptywu w palisadzie w okolicy krawedzi wylotowych profili. Wprowadzono
przy tym nast¢pujace oznaczenia: po — cisnienie statyczne na wlocie do palisady,
vo — predkos¢ strumienia na wlocie do palisady, pi — ci$nienie statyczne w kanale
przy krawedzi wylotowej, vi — predkos¢ strumienia niezaburzonego warstwa
przys$cienng przy krawedzi wylotowej, p» — ci$nienie statyczne w obszarze zasto-
ju za krawedzig wylotows, p» — cisnienie statyczne za palisada, v, — predkos¢
strumienia zmieszanego za palisadg (przyjmuje si¢, ze predkos¢ wylotowa z pa-
lisady 1 predko$¢ strugi zmieszane] majg kierunek styczny do profilu),
p — podziatka palisady, s — szeroko$¢ kanatlu (s = pcosai), a1 — kat wylotowy
(mierzony od prostopadlej do frontu palisady, tj. wg notacji anglo-
amerykanskiej), £ — grubo$¢ profilu na krawgdzi wylotowej, o — grubos¢ warstwy
przysciennej, J* — grubo$¢ straty wydatku, o** — grubos$¢ straty pedu,
o*** — grubo$¢ straty energii w warstwie przysciennej. Przyjmuje si¢, ze para-
metry calkowe warstwy przysciennej stanowig sume wartosci z obu powierzchni
profilu. Sa one okreslone wzorami:

g v S v Ty v?
5*2-[(1__}4 , 5**:!—(1——}')/, 5***=I— I-—dy. (19)
0 Vi Ovl Vi ()V1 V1
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linia krawedzi
wylotowych +

Rys. 6. Schemat przeptywu w palisadzie w okolicy krawedzi wylotowych

Straty w warstwie przysciennej na profilu
Dla oszacowania strat w warstwie przySciennej mozna wyznaczy¢ srednig zmia-
n¢ ci$nienia catkowitego pomigdzy przekrojem wlotowym a przekrojem
1-1" przy krawedzi wylotowej

1-1'

1 1
Por —Pir =Po —Pi +5P"g —EPVZ . (20)

Stosujac usrednienie masowe dla ciSnienia dynamicznego w przekroju
1-1" (ostatni czynnik w réwnaniu (20)) 1 wykorzystujac rownania (19) otrzymu-
je sie

J-vzpvcosaldy

1 » 1 4O _
2 2 Ipvcosaldy
1-1'

PRI v v

nre o frefr(nk
1 LoV 1 2ov o V1 (21)

—5,0"1 — :_2 1 K =
A% A%
[ -a [
o1 o1

T A4 Vz
1 2 1 2 o1 Vi 1 2 1 2
—-—— +— =—— +— D E——
PV PY1 - PY1 P (s—1—0%)

Przyjecie zalozenia, ze w obszarze poza warstwg przyscienng przeptyw odbywa

. 1 1 . .
si¢ bez strat, tzn. p, — p; + 5 pvg Y pvl2 =0, prowadzi do nastgpujacego wy-
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razenia na $rednig zmiang¢ ci$nienia catkowitego pomiedzy przekrojem wloto-
wym a przekrojem 1-1’
1 2 é‘ skokosk

Por —Pir =%

5 P G109’ (22)

skad wspotczynnik strat ci$nienia catkowitego w warstwie przysciennej odnie-
siony do predkosci v; (predkosé¢ ta nosi charakter predkosci izentropowej dla
przeplywu bez strat poza warstwg przys$cienng) przyjmuje postaé

_Por —Pir _ O HEE
1 s—t—0%)
ol ( )

E 1

Ybl

(23)

Wyrazenie (23) na stratg¢ w warstwie przysciennej do krawedzi wylotowej
wyprowadzone jako strata energii kinetycznej mozna znalezé w pracy
Stewarta [44].

Straty krawedziowe

Dla oceny strat krawedziowych mozna skorzysta¢ z bilansu masy i pedu w ob-
szarze 1-1’-2’-2-1. W bilansie tym nalezy uwzgledni¢ spadek cisnienia
w obszarze zastoju za krawedzia wylotows, tzw. spadek ci$nienia bazowego.
Efekt ten jest szczegdlnie wazny w przeplywie transonicznym, gdzie ci$nienie
statyczne za krawedziag wylotowa py jest znacznie nizsze niz w strumieniu glow-
nym, Denton [18]. Przyjmuje si¢, ze przeplyw jest periodyczny i styczny do linii
1-2 oraz 1’-2’ (przeptyw jest niescisliwy). Rownanie zachowania masy po krot-
kich przeksztalceniach z wykorzystaniem zalezno$ci (19) przyjmuje postaé

T A%
p [veosaydy=pn [dy=pui(s =1 =% = prs . (24)
-1 01

Podobnie réwnanie zachowania pgdu w kierunku 1-2 lub 1'-2’ po krotkich
przeksztatceniach z wykorzystaniem roéwnan (19) mozna zapisa¢ jako:

t t
D p— cosay + p, cosay +p J.vvcosaldyz
cosa cos o Nt

s 2
A%
= pi(s =)+ pyt + pvi [5dy =
o Vi .25
T A% T A% A%
=pis+(py —p1 )i+ i s—t—J.(l——jdy—J‘—[l——de =
0 V1 ¢! V1

=pis+(py —p )+ pi(s—t—8*=5%%) = pys+ pvis



1. Zrodta strat w przeplywie przez uktady topatkowe turbin 27

Zmiang ci$nienia catkowitego pomie¢dzy strumieniem w kanale przy krawedzi
wylotowej (w usrednieniu masowym), a strumieniem zmieszanym mozemy wy-
znaczy¢ korzystajac z rownan (25) i (21) oraz eliminujac v; z wykorzystaniem
réwnania (24)

—

1 > |
Pir —Par =P1— P2 +5/7V —EP"z:
2 t 2(S—t—5*—5**) 1 2 1 2 O FF* 1 2
= — — —_— B — i it _— _ =
PY2 (Pb Pl)s P P 2/7"1 2,0"1 (s—1—0%) 2/7"2
t 1 5 (—SH2U+25F425FF) 1, FEEx 1, (s—t—0%)?
= — — — 4 — _— _ - —_— =
(Ps Pl)s 2,0V1 P 2,0V1 (s—1—0%) 2 1 2
1 (4% 1, 28%% 1, SxE
=—\pp—p)—Ft=—pvi ————+— ——pyy ———.
(Ps Pl)s 2,01 2 2,0"1 2,01 (s—1—0%)
(26)

W zwiazku z powyzszym, wspolczynnik strat cisnienia calkowitego w obszarze
zakrawedziowym (odniesiony do predkosci vi) oraz wspotczynnik strat cisnienia
catkowitego odpowiadajacy catkowitej stracie profilowej, jako wysumowanej
stracie w warstwie przySciennej na profilu oraz stracie krawedziowej, przyjmuja
postaci

_ #\2 * % % % %k
y =P TP _ o L (IFOT) 20FE O o)
lpvz s s s (s—t—06%)
2 1
— * 2 Kk
Ypr=sz+xe=%=—Cpbf+[”f j + 207 o)
5/7"1

przy czym wspOlezynnik ci$nienia statycznego C,, =(p, —p;) /(0,5 pvlz).
Z wyrazen (27) i (28) wynika, Ze strata profilowa ros$nie wraz z malejaca po-
dzialkg i rosngcym katem wyplywu (s = pcosai); jest wiec wigksza dla palisad
gestych i mocno odchylajacych.

Czlony wystepujace po prawej stronie wzoru (28) maja prostg interpretacje
fizyczng. Pierwszy czton opisuje straty przeplywu zwigzane ze spadkiem cisnie-
nia statycznego za krawedzig wylotowa. Drugi czlon opisuje straty zablokowa-
nia przeplywu krawedzig wylotowa o skonczonej grubosci powiekszonej o czgs¢
grubosci warstwy przySciennej odpowiadajgcej straconemu wydatkowi maso-
wemu. Trzeci czton to strata zwigzana z warstwa przyscienng przy zerowej gru-
bosci krawedzi wylotowej. Obejmuje zarowno stratg na profilu do krawedzi wy-
lotowej, jak i w obszarze mieszania za krawedzig wylotowa. Wzor na strate pro-
filowa (28) mozna znalez¢ w pracy Dentona [18].

Wyrazenia wyprowadzone w pracach Schlichtinga i Scholza [43], Stewarta
[44], Liebleina i Roudebusha [45] uwzgledniajg zmiang kierunku wyptywu z pa-
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lisady podczas procesu mieszania za krawedzig wylotowa, lecz nie uwzgledniaja
spadku cis$nienia bazowego za krawedzig wylotowa. W pracach [43] i [44]
uwzgledniono takze efekty $Scisliwosci. Otrzymane wyrazenia sg bardziej ztozo-
ne i trudniejsze w interpretacji.

Wspolezynnik strat profilowych podstawowych

Przy zerowej grubosci krawedzi wylotowej, catkowita strata profilowa zwigzana
z warstwg przyscienng jest proporcjonalna do grubosci straty pedu w warstwie
przysciennej na krawedzi wylotowej i wynosi Y, = 25%*/s, z czego strata do
krawedzi wynosi Yy = 0***/s i jest proporcjonalna do grubos$ci straty energii
mierzonej w przekroju wylotowym. Dla liczbowej oceny strat przeptywu nalezy
zna¢ warto$ci powyzszych parametrow warstwy przysciennej. Mozna probowac
je pozyska¢ na drodze korelacji danych eksperymentalnych lub teoretycznie, co
nie jest wcale sprawg tatwg. Parametry catkowe warstwy przysciennej zaleza od
szczegotowego rozkladu predkos$ci w warstwie, na ktory sktada si¢ wiele czyn-
nikow — wymienmy tu chociazby kierunek naptywu na palisade, poziom turbu-
lencji na wlocie, chropowato$¢ powierzchni, potozenie punktu przej$cia lami-
narno-turbulentnego, efekty niestacjonarne, jak np. oddziatywanie $sladow sply-
wowych z poprzednich wiencow z warstwg przyScienng, gradient ci$nienia
wzdluz warstwy, 1 inne. Dla laminarnej warstwy przysciennej o parabolicznym
profilu predkosci stosunek 20**/5*** mozna oszacowac na poziomie nieco po-
wyzej 1,25, dla warstwy turbulentnej typowa wartoscia jest 1,20 (oszacowania te
poczyniono na podstawie informacji zawartych w pracach Schlichtinga [46], Pu-
zyrewskiego 1 Sawickiego [36]). Wynika stad, ze straty w procesie mieszania
spltywajacej warstwy przysciennej z przeptywem gltownym, tj. straty krawe-
dziowe przy zerowej grubo$ci krawedzi wylotowej, stanowig jedynie 1/5+1/4
strat w warstwie przysciennej do krawedzi wylotowe;.

Sytuacja zerowej grubo$ci krawegdzi wylotowej jest oczywiScie sytuacja
niefizyczng. Tak okreslone straty krawedziowe musza by¢ korygowane ze
wzgledu na grubos$¢ krawedzi wylotowej. Traupel [15] okre§la wspotczynnik
strat profilowych jako sume¢ wspotczynnika strat profilowych podstawowych s
(przy zerowej grubosci krawedzi sptywu 1 przy optymalnym stosunku podziat-
ka/cigciwa) oraz wspotczynnika strat krawedziowych &. (bedacego korekta na
skonczong grubos¢ krawedzi sptywu)

fpr = ZRe,kZMafbas + égte : (29)

Funkcje prer oraz yma sa wspotczynnikami korekcyjnymi uwzgledniajgcymi
wplyw liczby Reynoldsa i chropowatosci wzglednej oraz liczby Macha na war-
tos¢ wspotczynnika strat profilowych podstawowych. Dla palisad dodzwigko-
wych przyjmuje si¢, ze yma = 1. Znaczacy wzrost wartosci wspotczynnika yma
obserwuje si¢ dla Ma > 1,2. Przyjmuje si¢ tu takze, ze yrex= 1, 0 ile chropowa-
to$¢ wzgledna powierzchni profilu £ < 2:10, a liczba Reynoldsa Re > 2:10° (ob-
szar przejSciowy i turbulentny). Diagram korelacji wskazuje, ze w obszarze
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przeplywu turbulentnego wspolczynnik yrex rosnie ze wzrostem chropowatosci i
spadkiem liczby Reynoldsa i osigga warto$¢ 3,5 przy wzroscie chropowatos$ci
wzglednej i spadku liczby Reynoldsa o jeden rzad wielko$ci. Tego typu oszaco-
wania sg do$¢ zgrubne, nie uwzgl¢dniajg chocby wpltywu chropowatos$ci na
przesunigcie punktu przejscia laminarno-turbulentnego. Dla przypadku niskich
liczb Reynoldsa chropowato$¢ powoduje przesunigcie punktu oderwania w dot
przeptywu i redukcje¢ zasiegu obszaru oderwania, Bons [47], Vazquez i Torre
[48], Simens 1 Gungor [49].

Na rys. 7 przedstawiono zmian¢ wspotczynnika strat profilowych podsta-
wowych w palisadzie przy optymalnym stosunku podziatka/cigciwa w funkcji
kata wlotowego i wylotowego wg Traupla [15]. Zauwazmy, ze dla typowych
kombinacji kata wlotowego i wylotowego poddzwigkowej palisady kierowniczej
w stopniu akcyjnym, np. z profilami typu PLK, tj. przy o € (-10°+10°),
a1 € (75°,80°), przy czym katy zdefiniowane sg wzgledem osi prostopadiej do
czota palisady, wspotczynnik strat profilowych podstawowych przy optymalnym
stosunku podziatka/cigciwa zmienia si¢ w granicach 3,3+4,3%. Z kolei dla ty-
powej poddzwickowej palisady wirnikowej w stopniu akcyjnym z profilami R2,
tj. przy oo € (=70°,-60°), on € (70°,75°), wspotczynnik strat profilowych pod-
stawowych przy optymalnym stosunku podziatka/cigciwa w korelacji Traupla
zmienia si¢ miedzy 4,5+6,5%.
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Rys. 7. Wspélczynnik strat profilowych podstawowych
(Traupel [15], Kosowski [17])

Straty krawedziowe — c.d.

Przeplyw poddiwiekowy. Jak wynika ze wzoréw (27) i (28), straty krawe-
dziowe 1 profilowe zalezg takze od grubosci krawedzi wylotowej. Ze wzrostem
grubosci krawedzi wylotowej nastgpuje wzrost wartosci pierwszych dwoch
sktadnikow wzorow. Przy typowej wzglednej grubosci krawedzi wylotowej to-
patek palisad dodzwigkowych #/s na poziomie 0,05 (bez chtodzenia z udziatem
krawedzi wylotowych), znaczniejszy okazuje si¢ wplyw pierwszego czynnika,
gdyz poziom strat jest tam proporcjonalny do wzglednej grubosci krawedzi wy-
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lotowej, podczas gdy w drugim cztonie wystgpuje kwadrat tej wielkosci. War-
tos¢ wspolczynnika C,; zalezy od grubosci krawedzi wylotowej, jej ksztattu,
a takze od stanu warstwy przysciennej. Jak podaje Denton [18], typowa warto$§¢
tego wspotczynnika dla palisad poddzwigkowych to warto§¢ ujemna na pozio-
mie —0,2. Przyjmujgc jako warto$ci parametrow catkowych warstwy przyscien-
nej utamki grubosci warstwy (Schlichting [46], Puzyrewski i Sawicki [36]), war-
to$¢ wspolczynnika strat krawedziowych w palisadach dodzwickowych mozna
oszacowa¢ w granicach 1,25+1,5%. Wedlug Dentona [18], catkowita strata pro-
filowa w typowym stopniu niskoobcigzonym czgsci wysokopreznej o sprawno-
$ci przeptywu 90% stanowi zwykle ok. 1/3 ogdlnego poziomu strat i waha si¢ od
3,5 do 4,0%.

Przeplyw naddiwiekowy. Straty krawgdziowe sa znacznie wyzsze 1 moga
stanowi¢ znaczny wktad do sumarycznej straty w palisadzie w przypadku prze-
ptywu okotodzwigkowego lub naddzwigkowego w obszarze krawedzi wyloto-
wej, Boschaerts i in. [50], Xu i Denton [51]. Dzieje si¢ tak po pierwsze dzigki
znacznej grubosci krawedzi wylotowych lopatek transonicznych (sg one ze
wzgledow konstrukcyjnych znacznie grubsze niz krawedzie wylotowe typowych
topatek dodzwigkowych) oraz dzigki znacznej rdznicy cisnien w przeplywie
glownym i za krawedzig wylotows. Szczegoélnie przeptyw naddzwigkowy
w okolicy krawedzi sptywu ma bardzo zlozony charakter. Model struktury ta-
kiego przeptywu pokazano w pracach Sieverdinga i in. [52] oraz Dentona i Xu
[53], rys. 8. Niskie ci$nienie obserwuje si¢ w tzw. trojkacie bazowym ograni-
czonym krawedzig sptywu 1 warstwami $cinajgcymi pochodzacymi ze sptywaja-
cej warstwy przysciennej. Obszar tych warstw Scinajacych jest wowczas miej-
scem wystepowania szczegolnie duzych napre¢zen, jako ze predkos$¢ zmienia si¢
tam od pewnej matej wartosci bliskiej zeru wewnatrz trojkata do predkosci nad-
dzwigkowej po drugiej stronie warstwy $cinajacej. Naroza trojkata bazowego
przylegajace do krawedzi sptywu sa punktami zaczepienia uktadu fal rozrzedze-
niowych. Trzeci wolny wierzcholek jest punktem zaczepienia fali uderzeniowe;.
Obszary fal rozrzedzeniowych i fali uderzeniowej sg kolejnymi miejscami wy-
stepowania duzych naprgzen w plynie. Trudno jest jednak oceni¢ ilosciowo stra-
ty krawedziowe w przeptywie naddzwickowym metodami prostej algebry.

krawedZ
wylotowa fale

rozrzedzeniowe

fala
uderzeniowa

tréjkat

oderwana warstwa,
bazowy

przyscienna

$lad
splywowy
fale

rozrzedzeniowe fala .
uderzeniowa

Rys. 8. Struktura przeptywu naddzwigkowego przy krawedzi wylotowej (Maex> 1)
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Korelacja empiryczna spadku ci$nienia w trojkacie bazowym za krawedzig
wylotowg, ktorg mozna znalez¢ w pracy Boschaertsa i in. [50], uzmiennia war-
tos¢ cisnienia bazowego jako funkcj¢ ci$nienia za palisada, kata rozwarcia troj-
kata bazowego przy trzecim wolnym wierzchotku oraz krzywizny powierzchni
ssgcej profilu ponizej najmniejszego przekroju kanatu. W pracy Mee i in. [54]
przedstawiono pomierzone zmiany catkowitej straty profilowej w palisadzie li-
niowej oraz jej poszczegolnych sktadnikow w funkcji liczby Macha na wylocie
z palisady, rys. 9. Na rysunku tym ,,boundary layer loss” to straty warstwy przy-
Sciennej do krawedzi wylotowej, a ,,shock loss” wyraza straty w przeptywie po-
za warstwa przyscienng spowodowane obecnoscig fali uderzeniowej w gore
przeplywu od krawedzi wylotowej. Natomiast ,,mixing loss” wyraza straty kra-
wedziowe, obejmujgce straty mieszania za krawedzig wylotowg tacznie ze stra-
tami fal uderzeniowych wystepujacych w dot przeptywu od krawedzi wylotowej
(na rys. 8 zaczepionych w trzecim wierzchotku trojkata bazowego). Straty kra-
wedziowe otrzymano tu po odjeciu dwoch poprzednio wymienionych sktadni-
kéw strat od catkowitej straty profilowe;j. Jak widaé z rys. 9 catkowita strata pro-
filowa nie zmienia si¢ w obszarze poddzwigkowym, spada okoto Ma.. = 0,9, po
czym systematycznie rosnie niemal podwajajac swa warto$¢ przy Mae. = 1,2
w poroéwnaniu do obszaru poddzwigkowego. Strata w warstwie przys$ciennej na
profilu odnotowuje staty, cho¢ nieznaczny spadek wraz ze wzrostem liczby Ma-
cha. Straty zwigzane z falg uderzeniowa w gor¢ przeptywu od krawedzi wyloto-
wej wzrastajg od warto$ci zerowej przy Ma..= 0,9 do okoto 1/3 poziomu catko-
witej straty profilowej przy Ma.,= 1,05, po czym odnotowuja nieznaczny spadek
wraz z dalszym wzrostem liczby Macha. Tak wigc zmniejsza si¢ wowczas udziat
strat falowych w stracie catkowitej. Przy zmniejszajacym si¢ takze udziale straty
w warstwie przySciennej na profilu, musi nastapi¢ znaczny wzrost strat krawe-
dziowych. Jak widzimy na rys. 8, poza obszarem okoto Ma., = 0,9 straty krawg-
dziowe rosng ze wzrostem liczby Macha, a przy Ma.. = 1,2 stanowig juz ponad
60% catkowitej straty profilowej. Zaprezentowany powyzej charakter przebiegu
zmian straty profilowej wraz ze zmiang liczby Macha potwierdzajg takze poz-
niejsze badania, np. Duan i in. [55]. Cecha charakterystyczng tego przebiegu jest
plateau rozktadu w obszarze okotodzwickowym.

Straty oderwania. Do strat krawedziowych wlicza si¢ czesto straty pocho-
dzace z oderwania przeptywu z tylnej cze$ci powierzchni ssgcej przy krawedzi
wylotowej. Aby w tej sytuacji oszacowac poziom strat, grubos¢ krawedzi wylo-
towej we wzorach (27) i (28) mozna zamieni¢ gruboscig efektywna obejmujaca
zaréwno grubos¢ krawedzi wylotowej, jak i grubos¢ strefy oderwania t* = ¢+tq..
Strata profilowa przyjmuje woéwczas postaé

t*
Yp)” :_Cpb —+

(30)
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Rys. 9. Strata profilowa i jej sktadniki w funkcji
liczby Macha na wylocie z palisady (Mee i in. [54])

Jak tatwo sprawdzi¢, rbwnanie powyzsze przewiduje, ze przy typowej gru-
bosci krawedzi wylotowej 0,05 i przy wartosci wspotczynnika wyrazajacego
spadek ci$nienia statycznego w obszarze oderwania C,, = —0,2, jak w obszarze
zakrawedziowym, dodatkowa strata zwigzana z oderwaniem przeptywu o grubo-
$ci tyep/s = 0,1 wynosi 4% (tj. 4 punkty procentowe), z uwagi na wzrost wartosci
pierwszego cztonu o 2% drugiego takze o ok. 2%. W przypadku strefy oderwa-
nia o grubosci #.,/s = 0,2, dodatkowa strata przepltywu sigga 10% (wzrost warto-
$ci pierwszego cztonu o 4% drugiego o ok. 6%. Oszacowania powyzsze s3 bar-
dzo zgrubne i nie ujmujg niestacjonarnego charakteru ewolucji wirowosci w ob-
szarze oderwania.

Straty na krawedzi wlotowej. Miejscem strat przeptywu jest takze krawedz
wlotowa lopatki. Poziom strat przeptywu zwigzany jest tu z kierunkiem naptywu
strumienia wzgledem optymalnego kierunku naptywu. Gtéwnymi mechanizma-
mi wzrostu strat na krawedzi wlotowej z powodu duzego kata natarcia sg ode-
rwanie lub zmiana lokalizacji punktu przejscia laminarno-turbulentnego w po-
roOwnaniu z optymalnym katem natarcia. Procesy te jednak trudno oceni¢ stosu-
jac prosty model oparty na bilansie masy i pedu. Jako zakres kata natarcia nie
powodujacy praktycznie wzrostu strat w palisadach kierowniczych turbin okre-
$la si¢ przedziat (—20°,+20°) wzgledem kierunku optymalnego. Roelke [56] pro-
ponuje okreslenie wspélczynnika strat z powodu nienominalnego naptywu na
fopatke w postaci

Eine =:Ti[1—cos2(a—aopt)], 31
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co oznacza, ze energia kinetyczna zwigzana ze sktadowa predkosci normalng
wzgledem nominalnego (optymalnego) naptywu jest catkowicie tracona.

Diagram strat w warstwie przysciennej na profilu

Doktadno$¢ oceny poziomu straty profilowej na podstawie wzorow (23), (27)
i (28) zalezy od mozliwosci oszacowania parametrow catkowych warstwy przy-
$ciennej. Inne mozliwosci wyznaczenia poziomu strat daje catkowanie przyrostu
entropii w obszarze przeptywu oraz wykorzystanie definicji wspotczynnika strat
W ujeciu entropowym — rownanie (14). Metoda ta nadaje si¢ szczegolnie do wy-
znaczenia strat w warstwie przysciennej na profilu, gdyz obszar catkowania zo-
staje zawgzony.

Produkcje entropii w procesie dysypacji energii mechanicznej mozna wyra-
zi¢ wzorem (por. Puzyrewski i Sawicki [36])

1
s=—ToVu, 32
T (32)

gdzie § oznacza produkcj¢ entropii w jednostce objetosci, u — wektor predkosci,
T — tensor napr¢zen lepkich, 7' — temperature, o— iloczyn skalarny tensorow.
W teorii warstwy przysciennej produkcje entropii opisuje si¢ z wykorzystaniem
tzw. wspotczynnika dysypacji Cp (Schlichting [46])

3

PVs
=C,—2, 33
D T (33)

gdzie S, oznacza produkcje entropii na grubosci warstwy przysciennej przypa-
dajaca na jednostke powierzchni, a vsi Ts 0znaczajg predkosé przepltywu i tem-
peratur¢ na granicy warstwy przysciennej. Produkcje entropii w warstwie przy-
$ciennej wzdtuz profilu mozna wowczas zapisac jako
1 oV 3
§=CY |c, =2d(x/C), 34
Z! ¢ FA6C) (34)

gdzie C oznacza cigciwg profilu, a sumowanie rozciaga si¢ na obie powierzchnie
profilu. Przyblizone warto$ci wspotczynnika dysypacji w warstwie laminarnej
i turbulentnej wyznaczono w literaturze na podstawie korelacji duzej ilosci da-
nych eksperymentalnych, a zalezno§¢ wspolczynnika dysypacji od liczby Rey-
noldsa Rey zdefiniowanej wzgledem grubosci straty pedu przedstawiono na
rys. 10. Okazuje si¢, ze dla warstwy turbulentnej, wspotczynnik dysypacji zalezy
stabo od liczby Reynoldsa Rey. Przyjmuje si¢ takze, ze wplyw liczby Macha na
warto$¢ wspotczynnika dysypacji jest nieznaczny. W zakresie liczb Reynoldsa
10° < Reg< 10° oraz w zakresie wspolczynnika ksztattu warstwy przySciennej

1,2 < H = §%6** < 2,0 Schlichting [46] podaje zaleznos¢ Cp, =0,0056Re,'®.
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Dla wielu przypadkéw przeptywu w turbulentnej warstwie przys$ciennej przy to-
patkach, gdzie Reg jest rzedu 10°, dobre jest takze przyblizenie Cp = 0,002 =
const. Inaczej wyglada sytuacja w przypadku laminarnej warstwy przysciennej.

Wspotczynnik Cp mozna wowczas opisa¢ rownaniem Cp =/f Re;1 , gdzie
zmienia si¢ w zaleznos$ci od gradientu cisnienia wzdhuz profilu w waskim zakre-
sie 0,151 < < 0,22. Nalezy takze zwrdci¢ uwage, ze w obszarze liczb Reynold-
sa, kiedy istnieje niepewno$¢ odnos$nie stanu warstwy przySciennej, wspotczyn-
nik dysypacji w warstwie turbulentnej jest 2+5 razy wyzszy niz w warstwie
laminarne;j.

0.010 "T
Cq
przyécienna
0.005
turbulentna
warsfwn
]
0.000 T T T T 7 v T
o 5 I8 B0 5o 00 200 s 0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0
Reg xlc
Rys. 10. Wspotezynnik dysypacji Rys. 11. Typowy rozktad predkosci
w warstwie przy$ciennej laminarnej odniesionej do warto$ci na wylocie po
i turbulentne;j obu stronach profilu oraz rozktad

trzeciej potegi predkosci.

Znajac warto$¢ wspolczynnika dysypacji mozna wyznaczy¢ poziom strat
w warstwie przysciennej na profilu. Dla izolowanej palisady turbinowej wspot-
czynnik strat w ujeciu entropowym odniesiony do predkosci na krawedzi wylo-
towej, ktora ma tu charakter predkos$ci izentropowej, wynosi (Denton [18])

3
D[ Ys } dx/C). (35
Vﬁ,te

W stopniu lub uktadzie stopni otrzymuje si¢ (Denton [18])

TAs C2v2S
= =) = C d(x/C 36
) j D[ j (x/C), (36)

TAs TS Czjc

- 2 2
0,5v5, 0,5v5,m p cosay

gdzie sumowanie rozcigga si¢ na obie strony profilu (profili w kolejnych wien-
cach stopnia), vs. to predkos¢ na krawedzi wylotowej, vi — predkos¢ osiowa,

— predko$¢ izentropowa, m — masowe natg¢zenie przeptywu, p — podzialka pa-
lisady, C — cigciwa profilu, a; — kat wylotowy z palisady. Z postaci powyzszych
wzorow widaé, ze istotne znaczenie dla poziomu strat przeptywowych odgrywa
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trzecia potega predkosci przeptywu na granicy warstwy przysciennej v; (odnie-
siona do predkosci izentropowej) oraz stan warstwy przys$ciennej (poprzez war-
tos¢ wspotczynnika Cp). We wzorach pojawia si¢ takze stosunek podzial-
ka/cigciwa oraz (dla izolowanej palisady) kat wylotowy.

Przejécie laminarno-turbulentne w przeptywach palisadowych odbywa si¢
w zakresie 200 < Rep< 500 (w kategorii liczby Reynoldsa okreslonej wzgledem
cieciwy jest to zakres okoto 10° < Re < 10°) i jest mato prawdopodobne, aby po-
nizej tego zakresu przeptyw byl turbulentny, a powyzej laminarny. Typowo
przejécie laminarno-turbulentne na powierzchni ssgcej profilu wystepuje w po-
blizu punktu maksimum predkosci. Takze typowo w obszarze krawedzi wyloto-
wej liczba Reynoldsa wynosi 500+2000, tzn. przeptyw jest tam w petni turbu-
lentny. W zakresie liczb Reynoldsa 200 < Reg< 500 dtugos¢ obszaru zajmowa-
nego przez warstwe laminarng oraz potozenie punktu przej$cia laminarno-
turbulentnego zalezy od wielu czynnikéw, np. od chropowatosci powierzchni,
poziomu turbulencji na wlocie i oddzialywania sladow sptywowych z poprzed-
nich wiencéw. Na rys. 11 pokazano typowy rozktad predkosci na profilu wzgle-
dem wartosci predkosci na wylocie oraz rozktad trzeciej potegi predkosci, z kto-
rych wynika, ze najwigksze straty przeptywu majg miejsce wzdtuz $rodkowej
i tylnej czesci powierzchni ssacej, czyli w obszarze przeptywu z wysoka predko-
$cig przy powierzchni. Straty przeptywu w warstwie przysciennej na powierzch-
ni ssgcej moga by¢ nawet o rzad wielko$ci wyzsze niz na stronie cisngce;j.

Zrozumiale, ze aby ograniczy¢ straty przeplywu w turbulentnej warstwie
przysciennej nalezy ograniczy¢ lokalne predkosci przy powierzchni profilu. Sy-
tuacja nie jest tak jednoznaczna w obszarze warstwy laminarnej, szczegélnie dla
liczb Reynoldsa Rey< 50, bowiem zmniejszenie predkosci przeptywu powoduje
tam znaczny wzrost wspoOlczynnika dysypacji Cp. Wydaje si¢ jednak rzecza
pewna, ze w zakresie liczb Reynoldsa, w ktorym spodziewamy si¢ przejscia la-
minarno-turbulentnego nalezy utrzymywaé warstwe przys$cienng tak dlugo, jak
to mozliwe w stanie laminarnym.

Aby zgrubnie oszacowaé poziom strat w warstwie przysciennej na profilu
w palisadzie mozna wychodzac z rdwnania (35) zalozy¢ stala wartos¢ wspot-
czynnika dysypacji Cp oraz przyja¢ pewien uproszczony model profilu prgdko-
$ci na powierzchni ssacej 1 cisngcej topatki, v, 1 v,. W pracy Dentona [18] przyj-
muje si¢, ze predkosci v,, v, pozostaja state wzdtuz profilu. W niniejszej pracy
przyjmuje si¢ nieco mniej uproszczony model cienkiego profilu rowno obcigzo-
nego wzdhuz cigciwy zakladajgc, ze roznica predkosci na powierzchni ssgcej
1 cisngceej profilu pozostaje stala wzdluz jego cigeiwy, tj. v —v, =2Av = const

oraz ze predkos¢ srednig z powierzchni ssgcej 1 cisngcej mozna zwigzaé z pred-
koScig osiowa poprzez nastepujace zaleznoSci: v, +v, =2v; vcosa=v,,

gdzie v, — predkos¢ osiowa, a — kat okreSlajacy biezacy kierunek przeplywu
w palisadzie zmieniajacy si¢ w zakresie od kata wlotowego ap do wylotowego
au. Przy powyzszych zatozeniach, z zasady zachowania pgedu w kierunku obwo-
dowym (tu z pomini¢ciem straty pedu w warstwie przysciennej)
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2 2

1 Vs VP 2
J P =3 [cosadr = ppv (tgen ~tgay ). (37)
0

wyznaczy¢ mozna relacj¢ pomigdzy obcigzeniem palisady a stosunkiem po-
dzialka/cigciwa p/C, ktorego odwrotnos¢é wystepuje we wzorze (35)

p/C= 24y . (38)
v (tgay —tgay)

Po podstawieniu powyzszego rezultatu do wzoru (35) otrzymuje si¢

1 1
C C

£= TA_s2 _2C Dcos alj( )d 2C Dcos alj(2§3+6VAv2)dx=

0,5v p vy 0 vy 0

1
CpA 2

=2C D veos® alj vx+ I 6Av dx =Cp, cos? o, 2v—xcl+6£cz ,

p vy 0 cos’a Av  cosa v, Av v,

(39)

przy czym

cl—(tgal—tgaw]—dx cz—(tgal—tgao)j—dx (40)
0COS (24

Dobre oszacowanie powyzszych calek mozna otrzymaé przyjmujac, ze funkcja
tga zmienia si¢ liniowo wraz z cigciwa (pomigdzy tgap a tgan), co prowadzi do
wyrazen

tga, tgay
c = J.\/ dx cy = J. 1+ x? dx, (41)

gy gy

ktore mozna tatwo catkowaé przez funkcje elementarne

It t
Clz—( £ _ 8% +3c2J,

4| cos® a; cos’ a
tga; +
c :l gy, tga tin cosa; (42)
) cosa; Ccosa tg g +
0
cos

Wspodlczynnik strat zapisany wzorem (39) ma warto$¢ minimalng dla
Av/v, =.lc, /3¢, , skad dla danego zestawu kata wlotowego i wylotowego pa-

lisady, &0 i o1, mozna wyznaczy¢ minimalng warto§¢ wspolczynnika strat
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w warstwie przys$ciennej i optymalng warto$¢ stosunku p/C odpowiadajaca temu
poziomowi strat

E=43¢,c,Cp cos? a;, (43)

plC=2 |1 ! . (44)
3¢, (tga; —tgay)

Powyzsze zaleznosci zobrazowano na rys. 12. Jak wida¢ z rysunku, straty
w warstwie przys$ciennej przy profilu palisady moga zmienia¢ si¢ w szerokim
zakresie zaleznie od wzajemnych kombinacji kata wlotowego i wylotowego.
Dla typowych kombinacji katow w poddzwickowe] palisadzie kierowniczej
w stopniu akcyjnym przy oy € (—10°,+10°), a1 € (75°,80°), wartos¢ wspotczyn-
nika strat wyznaczona ze wzoru (43) zmienia si¢ w granicach 2,2+2,9% i wyka-
zuje tendencj¢ rosnacg wraz ze wzrostem kata odchylenia palisady. Tak obli-
czony wspotczynnik strat (po dodaniu straty krawedziowej przy zerowej grubo-
$ci krawedzi wylotowej w wysokosci 1/5+1/4 straty w warstwie przySciennej na
profilu) ma warto$¢ nieco nizsza, o ok. 0,6%, w poréwnaniu z warto$ciami
wspotczynnika strat profilowych podstawowych, jakie podaje Traupel [15],
rys. 7. Warto$ci optymalnego stosunku podziatka/cigciwa w analizowanym za-
kresie katow zmieniajg si¢ w granicach od 0,8 do 0,9 i dos¢ dobrze odpowiadajg
wartosciom stosowanym w praktyce projektowej stopni akcyjnych. Pomimo
przyjetych znacznych zatozen upraszczajacych, zaprezentowana metoda osza-
cowania strat w warstwie przySciennej na profilu data zadowalajgce rezultaty
w przypadku palisad kierowniczych. W konteks$cie nieznacznej rozbieznosci

PODZIALKA / CIECIWA WSPOLCZYNNIK STRAT Epi

Rys. 12. Optymalna wartos$¢ stosunku podziatka/cigciwa (rys. lewy) oraz warto$é
wspolczynnika strat w warstwie przys$ciennej na profilu dla optymalnego stosunku
podzialka/cigciwa (rys. prawy) obliczone ze wzorow (44) i (43) dla zadanego zestawu
kata wlotowego i wylotowego palisady turbinowej
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z badaniami Traupla mozna takze zauwazy¢, Zze badania te dotyczyly profili
,poprzedniej generacji”’, ktore zostaty juz zastgpione profilami o znacznie lep-
szej charakterystyce aerodynamicznej. Dla typowej poddzwigckowej palisady
wirnikowej w stopniu akcyjnym przy ao € (—70°,—60°), a; € (70°,75°), wartos$é
wspotczynnika strat wyznaczona ze wzoru (43) zmienia si¢ pomiedzy 2,5+3,5%,
co po dodaniu straty krawedziowej odbiega dos¢ mocno od wartosci wspotczyn-
nika strat podstawowych przewidywanych w korelacji Traupla (4,5+5,5%).
W przypadku mocno odchylajacych palisad wirnikowych wing za rozbieznosc¢
nalezy obcigzy¢ gldwnie zatozenia odnosnie rozktadu predkosci na profilu i kie-
runku przeptywu w palisadzie przyjete w modelu obliczeniowym. Warto przy tej
okazji wspomniec¢, ze pewne empiryczne relacje opisujace poziom strat profilo-
wych w turbinach wysoko obcigzonych mozna znalez¢ w pracy Coulla i in. [57].

1.5. Straty fal uderzeniowych

Produkcja entropii w fali uderzeniowej ma miejsce w obszarze silnych napr¢zen
mechanicznych i termicznych. Zmiana parametrow w obszarze fali uderzeniowej
nastgpuje na szerokosci rzedu kilku drég swobodnych molekul. W zwigzku
z tym do makroskopowego opisu fali uderzeniowej stosuje si¢ model przeptywu
gazu doskonalego, w ktorym fala uderzeniowa ma charakter nieciggtosci prze-
ptywu. Na rys. 13 przedstawiono schemat stacjonarnej fali uderzeniowej prosto-

v1!p1’ p1!T1 v2’p2’p2’-r2
—_— —_—
— —_—

fala uderzeniowa
Rys. 13. Schemat fali uderzeniowej prostopadtej

padiej do kierunku przeptywu. Parametry przeptywu po obu stronach fali ude-
rzeniowej spehniaja nastepujgce roOwnania zachowania zwane warunkami zgod-
no$ci Rankine’a-Hugoniota (Prosnak [58], Puzyrewski i Sawicki [36]):

P1V1 = P2V2, (45)
PPV =Dy +Pavs, (46)

2 2
Lﬂ+v_1_Lp_2+V_2’ (47)

k-1p 2 _K—1p2 2

przy czym pi/pi = RTi, po/p» = RT», gdzie R jest indywidualng stalg gazowas,
x — stosunkiem ciepel wlasciwych. W drodze przeksztalcen uktadu powyzszych
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rownan mozna wyznaczy¢ zmian¢ parametréw przeplywu przy przej$ciu przez
fale uderzeniowa, migdzy innymi stosunek cisnienia statycznego, gestosci i tem-
peratury statycznej przed i za fala (Puzyrewski i Sawicki [36]):

P _ZKMalz—K'-f-l

(48)
P Kk+1
ﬂ:2+(K—1)Ma12 (49)
P2 (1(+1)Mal2
2 2
T_zzp_zﬂ:(ZKMal—K-f-lXQ.-}-(K—l)MaI) (50)

L, p P (K+1)2 Ma12

po czym korzystajac z powyzszych zalezno$ci mozna okresli¢ przyrost entropii
przy przejsciu przez fale uderzeniowa

K
As=s, -5, =¢, ln{p—iJ -c, ln[p—ll(J =c, ln[p—zp—ll(} =
P2 P1 P1 p;

| 26Ma? — -+ 1( 2+ (e = DMa :
=C .
' (k+1) (k + )Ma?

(1

Zmiany parametrow przeptywu opisano tu w funkcji liczby Macha przed falg
(Ma = v/a, gdzie a jest lokalng predkosciag dzwieku a =+/xp/ p ). Dla latwiej-
szej interpretacji zalezno$ci (51) mozna jg rozwing¢ w szereg Taylora wokot
punktu Maj—1

0 (n) n
45=3 & DMa2-1y",  gdzie 457 (1)= L‘l‘”ﬂ (52)
71=0 n! d(Mal ) Mal2=1
Latwo sprawdzi¢, Ze kolejne elementy szeregu maja postac
AsO () =as0 1) =AsP (1) =0,
— 2 —
As® (1) = 4c, "("—12) As® (1)=—486’VL31), . (53)
(k+1) (k+1)

Z uwagi na fakt, ze pierwszym niezerowym elementem tego szeregu jest wyraz
n =3, jako pierwsze przyblizenie wyrazenia (51) otrzymuje si¢ zalezno$¢

(Maf -1)°, (54)
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ktora wskazuje na znaczenie trzeciej potegi czynnika Ma12 —1 w procesie gene-
racji strat w obszarze fali uderzeniowej, Denton [18]. Réwnanie (54) pozostaje
spetnione jedynie dla stabych fal uderzeniowych, gdy Ma12 —1<<1. Juz dla war-

tosci Ma; = 1,2 blad oszacowania jest znaczny, gdyz wktad czwartego i kolej-
nych wyrazow szeregu jest wowczas niepomijalny. Rownanie (54) odgrywa jed-
nak istotne znaczenie, szczegolnie w przypadku skosnych fal uderzeniowych,
a wlasnie takie fale zwykle wystepuja w turbinie. Przypomnijmy, ze w przypad-
ku skosnej fali uderzeniowej pozostaja spetnione warunki zgodnosci Rankine’a-
Hugoniota (44)—(46), jezeli wystgpujace w tych wzorach predkosci vi, v, zastg-
pimy ich sktadowymi w kierunku normalnym do czota fali (Prosnak [58]). Moz-
na tatwo pokazac, ze pozostaja w mocy takze zaleznosci przedstawione kolejno
po nich, o ile liczb¢ Macha zdefiniujemy w oparciu o sktadowg predkosci nor-
malng do czota fali. W tym konteks$cie skosne fale uderzeniowe mozna prze-
waznie traktowac jako stabe, gdyz tak okreslona liczba Macha przed falg zwykle
nieznacznie przekracza 1.

Poziom strat przeptywowych przy przejsciu przez falg uderzeniowa mozna
wyznaczy¢ z pomocg diagramu kompresji przedstawionego na rys. 14. Ponie-

P STRATY FALI UDERZENIOWE.
A e 020 ———
h 2 BEEEEEEN
/ﬂ o R
N1 LU N B S R R N S
5V,
1 j/;/e
2
1
in ’J 2s
/1 &8
o= 0093 12 14 16 15 20
S Ma1
Rys. 14. Kompresja we wspol- Rys. 15. Straty przyptywu w obszarze prostej fali

rzgdnych entropia —entalpia  yderzeniowej w funkcji liczby Macha przed falg (x=1,4)

waz, jak juz wspomniano, nachylenie linii statego cis$nienia na wykresie A—s od-
powiada lokalnej warto$ci temperatury statycznej, wygodnie jest przedstawic
wspotczynnik strat przeptywowych w ujeciu entropowym
;= hya =l _Ti(s3=51) _ TiAs
My =h My —hy O,Svl2

(55)

Z uwagi na fakt, Ze v =Ma{ af =Maj &RT}, wzér (55) mozna przepisaé
W postaci
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K
2 As 2. 2KMaf—x+1[2+(x—1)MafJ 56

KR Ma?  K(k —1)Ma? (x+1) (k +1)Ma;

Zmiany wspoétczynnika strat przeptywowych w funkcji liczby Macha przed fala
uderzeniowa obliczonego ze wzoru (56) przedstawiono na rys. 15 przy zaloze-
niu, ze k¥ = 1,4 (jak dla powietrza). Jak wida¢ z wykresu straty falowe w przy-
padku prostej fali uderzeniowej przy liczbie Macha przed czotem fali rownej 1,2
(przy poziomie kompresji po/pi = 1,52) nie przekraczajg 0,7%, dla Ma; = 1,5
(p2/p1 = 2,46) siggaja 4,6%, a dla Ma,=2,0 (po/p1 = 4,50) wynosza ok. 11,7%.
Straty fali sko$nej sa mniejsze. Nalezy je pomnozy¢ przez czynnik sin’6, gdzie 6
okresla kat pomiedzy kierunkiem przeplywu a czotem fali, co wynika z faktu, ze
straty odnosimy tu do pelnej wartosci predkosci, a nie jej sktadowej (rozumie-
my, ze liczba Macha jest wtedy okreslona w oparciu o sktadowa predkosci pro-
stopadlg do czola fali). Inne zaleznosci okreslajace straty w obszarze fali ude-
rzeniowej mozna znalez¢ w pracach Dentona [18] i Chmielniaka [35].

Poza stratami bezpo$rednimi kompresji w obszarze fal uderzeniowych od-
czuwalne sg tez straty o charakterze posrednim. Zwigkszony poziom strat
w warstwie przysSciennej zwigzany jest z oddzialywaniem fali uderzeniowej
z warstwg przys$cienng. Oddziatywanie to prowadzi do powstania charaktery-
stycznej struktury typu stopa A oraz do mozliwosci wystapienia oderwania war-
stwy przysciennej. Szczegdlowy opis oddzialywania fali uderzeniowej z war-
stwg przyscienng oraz formowania si¢ stopy A mozna znalez¢ w pracach Abbissa
1 in.[59], Kooi [60], Doerffera [61], Doerffera i Dahlmanna [62], a uproszczony
schemat tego oddziatywania przedstawiono na rys. 16. Zauwazmy, ze w we-
wnetrznej czeSci warstwy przysciennej polozonej najblizej Scianki predkosc
przeptywu jest poddzwigkowa, co wyklucza mozliwos$¢ skokowej zmiany para-
metrow przeptywu. Skok cis$nienia wystepujacy w obszarze fali uderzeniowej
jest zatem w obszarze warstwy przysciennej rozciggnigty. W czesci zewngtrznej
warstwy przysciennej, gdzie predkosc jest naddzwickowa, powstaje przednia fa-
la kompresji wyprzedzajgca potozenie wlasciwej fali uderzeniowej. Natomiast
w cze$Sci wewnetrznej, przy odpowiednio silnym oddziatywaniu, wzrost ci$nie-
nia w dot przeptywu prowadzi do oderwania warstwy przysciennej oraz zwigk-
szenia obszaru zablokowania przeptywu. Z kolei w punkcie potréjnym, bedacym
punktem przecigcia fal kompresji przedniej i tylnej z falg uderzeniows, ktory jest
zarazem zwykle miejscem niezerowej krzywizny i zmiany intensywnos$ci fali
uderzeniowej, ma miejsce generacja warstwy wirowej. Zjawisko to mozna wyja-
$ni¢ na mocy rownania Crocco (Puzyrewski i Sawicki [36])

IVs=Vh; +uxw, (57)
gdzie hr — entalpia catkowita, u — wektor predkosci, @ — wektor wirowosci

® = Vxu. Przy zalozeniu, ze Vi, =0, gradient entropii za zakrzywiong falg ude-
rzeniowg oznacza produkcje wirowosci w przeptywie. W dot przeptywu od
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punktu potroéjnego, utworzona warstwa wirowa podlega zmieszaniu z przeply-
wem gtownym. Ponadto, oddzialywanie fal uderzeniowych z przeptywem w ob-
szarze zakrawedziowym prowadzi do wzrostu strat krawedziowych, o czym
wspomniano juz w poprzednim podrozdziale.

falajuderzeniowa

warstwa wirowa
LT T I

=

 — ~linia dZwigku
- ]
/ granica wars
- — przysciennej

e linia grubosci
- -~ straty wydatka
— ot
e ® "~ —Gh5zar oderwanta—~,

Rys. 16. Schemat oddziatywania fali uderzeniowej z warstwa przyscienna

1.6. Straty w procesach mieszania

Poza warstwa przyscienng, $ladem splywowym czy obszarem oderwania, silne
naprezenia w ptynie pojawiajg si¢ w strugach przeptywoéw ubocznych pokonuja-
cych kanaly o zloZzonej geometrii, we wszelkiego rodzaju wirach poprzecznych
i wzdtuznych, czy w warstwach wirowych na granicy strumieni o réoznych pred-
kosciach. Struktury te podlegaja zmieszaniu z przeptywem glownym. Jak juz
wspomniano, trudno jest wyznaczy¢ lokalnie warto$¢ produkcji entropii w pro-
cesach mieszania, lecz straty w niektdrych procesach mieszania mozna oszaco-
wac wychodzac z bilansu masy, pedu i energii w obszarze obejmujacym strefe
mieszania i zaktadajac, ze w rezultacie zmieszania otrzymuje si¢ przeplyw jed-
norodny.

W turbinach typowym zjawiskiem jest interakcja przeptywu glownego
o duzym masowym natgzeniu ze strugami o mniejszym nat¢zeniu przeptywu. Na
rys. 17 przedstawiono model mieszania dwoch strumieni nierownolegtych w sta-
lej objetosci kanalu. Sytuacja taka moze stanowi¢ model mieszania z przeply-
wem gltownym strumienia przecieku nadlopatkowego, przeptywu przytarczowe-
go lub strugi czynnika chlodzacego wdmuchiwanego przy powierzchni profilu,
ktore charakteryzujg si¢ matym natezeniem przepltywu, lecz znaczng predkoscia
dolotowa, w tym takze znaczng sktadowa predkosci poprzeczna wzgledem kie-
runku przeptywu gtéwnego. Aby oszacowaé poziom strat mieszania przyjmuje
si¢ zatozenie niescisliwosci ptynu i tego samego ci$nienia statycznego strug do-
lotowych. RoOwnanie zachowania masy ma postaé

my+m, =m;, (58)
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gdzie m; = psv; i m, = psv,, skad mamy takze v,m, =m;v,. W powyzszych
wyrazeniach vi, mi; v, my; v2, mz oznaczaja odpowiednio predkosci i masowe na-
tezenia strugi gléwnej, bocznej i zmieszanej, a s — pole przekroju (szerokosc)
kanatu.

Rys. 17. Schemat mieszania strumieni nierownolegtych w kanale przeptywowym
Rownanie zachowania pedu ma ksztatt

pis+myy+M ;= pys+myv,, (59)

gdzie pi, p» oznaczaja ci$nienia statyczne strug dolotowych i zmieszanej, M; jest
strumieniem pe¢du strugi bocznej w kierunku strugi gtéownej, ktorego postaé

mozna przyja¢ na podstawie zalezno$ci M ; =m;v; cosa ;. Zmiang cisnienia

catkowitego pomigdzy strugami dolotowymi (w usrednieniu masowym) a struga
zmieszang okresla rownanie

2 2
1 pvim +pvim; 1

Po1 — P =PI —P2+= L —pv3. (60)
2 my +m; 2

Wykorzystujac rownanie (59) dla okreslenia roznicy pi — p» oraz eliminujac nie-
wiadomg predkos¢ v, przy pomocy roOwnania cigglosci otrzymuje si¢ wyrazenie
na warto$§¢ wspolczynnika strat cisnienia calkowitego (tu wzglgdem predkosci
strugi zmieszanej) w postaci

2 3 2 2

2 2 3
0,5pv5 my m5 V1 my my Vi

(61)
Przy zatozeniu, Ze masowe natgzenie strugi bocznej jest mate w poréwnaniu
z natezeniem strugi gtownej (lub zmieszanej), tj. m; << my, czyli z pomini¢ciem
drugiej i wyzszych poteg wyrazenia m;/m., wspolczynnik strat ci$nienia catkowi-
tego redukuje sie do postaci

2 2

m; Vv Vv m v, V.

Y=—]1—2—Jcosaj+[—jJ =7 1—2—Jcosaj+(—JJ . (62)
my Y1 V1 m Y1 Y1
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Przyjeto milczaco, ze predkos¢ v; nie moze by¢ dowolnie duza wzgledem v;.
Otrzymano przy tym, ze wspotczynnik strat cisnienia catkowitego jest propor-
cjonalny do masowego nat¢zenia strugi bocznej odniesionego do natgzenia stru-
gi gtéwnej (lub zmieszanej). Istotny wptyw na poziom strat przeptywu ma takze
warto$¢ 1 kierunek predkosci strugi bocznej — im wigksza predkosé strugi bocz-
nej 1 im wigkszy kat pomigdzy strugami tym straty mieszania sg wigksze.

Przedstawione tu rezultaty opieraja si¢ na szeregu upraszczajacych zatozen,
nie uwzgledniaja choéby $cisliwosci ptynu, zmian ksztattu kanatu w obszarze
mieszania, roéznicy ci$nien i temperatur strug dolotowych, niejednorodnos$ci
w obrebie poszczegoélnych strug, itd. Nalezy oczekiwac, ze produkcja entropii
w procesach mieszania ro$nie wraz z ro6znicg temperatur strug i liczbg Macha
przeptywu gléwnego oraz ze straty mieszania sg mniejsze w strumieniu glow-
nym przyspieszajacym, rosng za$ w strumieniu op6zniajacym, Denton [18]. Po-
mimo niedoskonato$ci przedstawionego tu opisu zjawiska mieszania strug,
otrzymane wyniki mozna z powodzeniem wykorzysta¢ do zgrubnego oszacowa-
nia strat przecieku nadtopatkowego.

Straty mieszania strumienia bocznego ze strumieniem gtownym mozna tak-
ze wyznaczy¢ zaktadajgc, ze cata energia kinetyczna ruchu wzglednego strugi
bocznej jest tracona, Denton [18]. Stosujac to zatozenie do sytuacji przedstawio-
nej na rys. 17, strat¢ energii kinetycznej w usrednieniu masowym przy zalozeniu
m; << m;y (czyli z pomini¢ciem drugiej i wyzszych potgg wyrazenia m;/m;) moz-
na okresli¢ jako

m; i, om; m? (v cosa; —v )2+(v sin )2
— J Vrel — Jj m J J 1 J J

my V% m; m22 Vlz

g

2
. V.
=L 1—2—Jcosaj+(—JJ =Y. (63)

m V1 V1

Posta¢ powyzszego wyrazenia jest zbiezna z postaciag wzoru (62). Zbiezno$¢
wzorow dotyczy zarowno sytuacji, kiedy predkos¢ strugi bocznej jest mniejsza,
jak 1 kiedy jest wigksza od predkosci strugi gtdownej. Glownym ograniczeniem
jest tu zatozenie matego masowego natezenia przeptywu strugi bocznej. Taka
zbieznos¢ wzordw jest o tyle korzystna, ze czgsto tam, gdzie trudno jest zbudo-
wac prosty do obliczenia model mieszania, fatwo jest okresli¢ wzgledng energie
kinetyczng przeptywu bocznego. W ten sposéb mozna okresli¢ straty przecieku
nadtopatkowego i nadbandazowego oraz straty przeptywow wtdrnych.

1.7. Straty brzegowe

Zrédlem strat brzegowych sa warstwy przy$cienne przy ograniczeniach ze-
wnetrznych kanatu. Ksztalt warstw przysciennych przy ograniczeniach w obsza-
rze mig¢dzytopatkowym jest niezwykle skomplikowany i jest on zdominowany
przez obecno$¢ przeptywdéw wtornych. Przeplywy wtdrne utozsamiane s3
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z obecnoscig wirow wzdtuznych, gdzie dominujgcg sktadowa wektora wirowo-
$ci jest sktadowa kolinearna z wektorem predkosci przeptywu gtownego. W ni-
niejszym podrozdziale rozwazane sg przeplywy wtorne w ukladzie lopatkowym
bez szczelin 1 ruchu wzglgdnego lopatek i ograniczen zewnetrznych. Przeptywy
wtorne wywotane sg wowczas poprzecznymi gradientami ci$nienia i polem sit
masowych oddzialujacych na elementy ptynu znajdujace si¢ w ruchu krzywoli-
niowym w obrebie kanatu fopatkowego.

Obraz przeplywow wtornych

Problem przeptywow wtornych w uktadach lopatkowych turbin jest szeroko
dyskutowany w literaturze. Istnieje znaczna liczba modeli przeptywoéw wtor-
nych, ktora dokumentuje postep wiedzy w tej dziedzinie na przestrzeni lat. Nie-
ktére z modeli przedstawiono na rys. 18. Podstawowym rodzajem przeplywow
wtornych jest indukowany przepltyw cyrkulacyjny, ktory prowadzi do powstania
wiru kanalowego. Zrédtem przeptywu indukowanego jest przeptyw poprzeczny
W obszarze warstwy przySciennej przy ograniczeniach zewnetrznych ksztaltuja-
cy sie w wyniku rownowagi sit w ruchu krzywoliniowym. W przeptywie stacjo-
narnym réwnanie rownowagi sit w kierunku normalnym do ruchu mozna zapi-
sa¢ jako

2
P _op (64)

R on’

gdzie R oznacza promien krzywizny linii pradu, » — sktadowa normalna, p — ci-
$nienie, p — gestosé, v — predkosc. Przy redukcji predkosci w warstwie przy-
$ciennej, zrownowazenie gradientu ci$nienia uksztattowanego w kanale lopat-
kowym wymaga zmniejszenia promienia krzywizny linii pradu. W efekcie prze-
plyw w warstwie przysSciennej jest odchylany znacznie silniej, co prowadzi do
ruchu poprzecznego ptynu przy ograniczeniu zewngtrznym kanatlu od strony ci-
snacej do ssacej. W nastepstwie tego w pewnej odleglosci od ograniczen poja-
wia si¢ kompensujgcy przeptyw powrotny i powstaje ruch cyrkulacyjny opisany
m.in. w pracy Hawthorne [63] i Puzyrewskiego [64] widoczny na rys. 18A.
Przeptyw recyrkulacyjny prowadzi do uformowania si¢ tzw. wiru kanatowego,
ktory z uwagi na gradient ci$nienia pomi¢dzy powierzchnig cisngca i ssacg loku-
je si¢ w poblizu powierzchni ssgcej topatki. Efektem przeptywu cyrkulacyjnego
jest takze tworzenie si¢ warstwy wirowej za krawedzia wylotowg topatki.

Kolejnym elementem przeptywow wtornych jest wir podkowiasty. Proces
formowania si¢ wiru podkowiastego przed krawedzig wlotowa topatki i jego
transport w dot przepltywu zostat wyjasniony w pracach Langstona i in. [65],
Marchala i Sieverdinga [66], Hodsona i Dominy [67], Eckerle i Langstona [68].
Modele tego procesu przedstawione w powyzszych pracach rdznig si¢ jedynie
w szczegotach. Na rys. 19 przedstawiono model z pracy Marchala i Sieverdinga
[66]. Ptyn w warstwie przysciennej przed krawedzig wlotowa pod wplywem
przeciwnego gradientu cis$nienia ulega wyhamowaniu i oderwaniu w punkcie
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wir o przeciwnej
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", " wir kanafowy

odnoga ssaca
wiru podkowiastego

wlotowa warstwa
przyscienna

odnoga ss3ca
wiru podkowiastego

q/ 5 1. odnoga ciénieniowa wiru podkowiastego
linie oderwania ! 2. odnoga ssaca wiru podkowiastego
3. wir kanafowy
4. wiry naroznikowe po stronie ssacej
5. wir naroznikowy po stronie cisngcej
6. wir naroznikowy po stronie cisngcej
przy krawedzi natarcia
7. wir naroznikowy po stronie ssacej
przy krawedzi natarcia
8. przeplyw poprzeczny

‘adnoga cisnieniowa
_wiru podkowiastego

odnoga ci$nieniowa
wiru podkowiastego
wir kanafowy

odnoga ssaca
wiru podkowiastego

wir naroznikowy

° Vg - odnoga ssaca wiru podkowiastego
Vph — odnoga ciénieniowa wiru podkowiastego
Vp - wir kanatowy

VWip — wir przy$cienny indukowany przez

punkt siodtowy

powierzchnia rozdziatu wir kanafowy

V| — wir naroznikowy po stronie ssacej
przy krawedzi natarcia

VpLc — wir naroznikowy po stronie cisngcej
przy krawedzi natarcia

Vsc — wir naroznikowy po stronie ssacej

Vpc — wir naroznikowy po stronie cisnacej

Rys. 18. Modele przeptywdéw wtornych w palisadzie turbinowej: A — model Hawthorne
(1955), B — model Langstona (1980), C — model Sharmy i Butlera (1987), D — model
Goldsteina i Sporesa (1988), E — model Doerffera i Amecke (1994), F— model Wanga,
Olsona, Goldsteina i Eckerta (1997)
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krawedz
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Rys. 19. Oderwanie warstwy przysciennej przed krawedzig wlotowa topatki i formowa-
nie si¢ wiru podkowiastego; s;, s2 — punkty siodlowe, Marchal i Sieverding [66]

siodtowym s;. Jednoczesnie elementy plynu o duzej energii z pogranicza war-
stwy przysciennej tworza powrotny przeptyw recyrkulacyjny tuz przed krawe-
dzig wlotowa, ktory odrywa si¢ od ograniczenia w punkcie siodlowym s,. Zwi-
nigta wewnatrz przeptywu recyrkulacyjnego warstwa przys$cienna optywa kra-
wedz wlotowa topatki, po czym jest transportowana w dot przeptywu dwiema
odnogami — cisngcg i ssagcg. Odnoga wiru podkowiastego po stronie ssgcej poru-
sza si¢ w poblizu powierzchni ssacej. Odnoga ci$nieniowa pod wplywem po-
przecznego gradientu ci$nienia przemieszcza si¢ w kierunku powierzchni ssgcej
w poprzek kanatu. Odnogi wiru podkowiastego poruszajg si¢ wzdtuz linii uno-
szenia (linii punktow siodlowych) zaznaczonych na rys. 19. Potozenie linii uno-
szenia, szczegblnie w poprzek kanatu, zalezy od obcigzenia przedniej czesci to-
patki. Im wyzsze obcigzenie i odchylenie kanalu w przedniej czgsci, tym szyb-
ciej odnoga ci$nieniowa znajdzie si¢ w sgsiedztwie powierzchni ssgcej. Przed-
stawione gtowne formy przeptywow wtoérnych spotykajg si¢ przy powierzchni
ssacej topatki. Model z uwzglednieniem wiru podkowiastego, gdzie odnoga ci-
$nieniowa wraz z przeplywem recyrkulacyjnym tworzg wir kanalowy, a odnoga
ssgca przylega do powierzchni ssacej i pozostaje wydzielona jako wir o kierunku
rotacji przeciwnym do rotacji wiru kanatowego, pochodzacy z pracy Langstona
[69], przedstawiono na rys. 18B.

W modelu Sharmy i Butlera [70] (rys. 18C) odnoga ssaca wiru podkowia-
stego owija si¢ wokot wiru podkowiastego, natomiast w modelu Goldsteina
i Sporesa [71] (rys. 18D) odnoga ssagca umiejscawia si¢ ponad wirem kanato-
wym i wraz z nim porusza si¢ w dot przeptywu. Podobnie jest w modelu przed-
stawionym przez Doerffera i Amecke [72] (rys. 18E) z wyrazng powierzchnig
rozdziatu pomiedzy wirem kanalowym i odnoga ssaca wiru podkowiastego.
Wang i in. [73] (rys. 18F) wracajg natomiast do koncepcji Sharmy i Butlera [70]
— odnoga ssaca wiru podkowiastego jest owinigta wokot wiru kanatowego. Do-
datkowo w modelu Wanga i in. [73] obie odnogi wiru podkowiastego sktadaja
si¢ nie z pojedynczej struktury wirowej, lecz dwoch periodycznie wystepujacych
struktur wirowych.

Z kolei Sieverding i Van den Bosche [74], Moore i Smith [75] oraz Siever-
ding [76] wskazuja na fakt, ze w przekroju wylotowym z kanalu energia kine-
tyczna ruchu wirowego odnogi ssgcej wiru podkowiastego moze ulec catkowitej
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dysypacji wskutek oddziatywania z wirem kanatlowym, tzn. nie obserwuje si¢
podobszaréw o kierunku rotacji przeciwnym do rotacji wiru kanatowego. Wigk-
szos$¢ cytowanych prac sugeruje, ze w obrebie wiru kanalowego nie ma tez roz-
roznienia, jaka cze¢$¢ obszaru zajmuje wirowo$¢ pochodzaca z gtownego prze-
pltywu recyrkulacyjnego, a jaka zajmuje odnoga ci$nieniowa wiru podkowiaste-
go. Badania Doerffera i Amecke [72] wskazujg na mozliwo$¢ umiejscowienia
odnogi cisnieniowej wiru podkowiastego w centrum wiru kanalowego. Wyniki
tych badan (wszystkie prace cytowane dotychczas w tym podrozdziale sa pra-
cami eksperymentalnymi) potwierdzaja tez rezultaty wizualizacji obliczen nu-
merycznych w oparciu o solwer RANS dla poddzwigkowej palisady prostoli-
niowej Durham wykonane przez Doerffera i in. [77]. Wizualizacje¢ przeprowa-
dzono metodg linii wysnutych z obszaréw formowania si¢ poszczegolnych ro-
dzajow przeptywoéw wtornych przenikajacych przez centra strat przeptywu. Jak
wynika z wizualizacji cz¢$¢ cisnieniowa wiru podkowiastego (o kierunku rotacji
zgodnym z rotacjg wiru kanatlowego) koncentruje si¢ wewnatrz obszaru zajmo-
wanego przez wir kanalowy. Z kolei elementy ptynu pochodzgce z odnogi ssacej
rozktadaja si¢ na obrzezach wiru kanalowego, lecz odnoga ssaca nie zachowuje
swojej rotacji (przeciwnej do rotacji wiru kanatowego), co sugeruje, ze struktura
wirowa odnogi ssacej rozpada si¢ przy oddziatywaniu z wirem kanatowym.
Wzajemne rozmieszczenie i oddzialywanie wiru kanatowego oraz odnogi ci-
$nieniowe;j 1 ssacej wiru podkowiastego sa gldwnymi elementami réznicujgcymi
modele przeptywow wtornych. Roznice pomigdzy przedstawionymi modelami
i wynikami badan réznych autorow wynikaja z jednej strony z rozwoju stanu
wiedzy w czasie, z drugiej za$ strony wskazujg na fakt, ze obraz przeptywow
wtornych nie jest jednolity i moze podlega¢ przeobrazeniom w zaleznosci od
geometrii i warunkow przeptywu w palisadzie, zwlaszcza jesli chodzi o wza-
jemne relacje pomiedzy intensywnos$ciami poszczegolnych struktur wirowych.
Modele Goldsteina i Sporesa [71], Doerffera i Amecke [72] oraz Wanga
i in. [73] ilustrujg takZze obecno$¢ calej gamy struktur wirowych o pomniejszym
znaczeniu, ktore mozna okresli¢ mianem struktur trzeciego poziomu. Miedzy
innymi sg to wiry naroznikowe przy powierzchni ssacej i cisngcej tworzace si¢
z powodu gradientu naprezen stycznych w narozach warstw przySciennych po-
miedzy ograniczeniem zewngtrznym a powierzchnig lopatki lub pochodzace
z oderwania gltéwnego przeptywu recyrkulacyjnego. Wyrdznia si¢ takze wiry
naroznikowe tworzgce si¢ przy krawedzi natarcia (wiry noskowe) po obu stro-
nach lopatki. W modelu Wanga i in. [73] pojawia si¢ dodatkowo wir przyscien-
ny zaindukowany przy powierzchni ssacej powyzej wiru kanatowego. Ten wir
o kierunku rotacji przeciwnym do rotacji wiru kanatowego pojawia si¢ w miej-
sce wiru, ktory w modelu Goldsteina i Sporesa [71] oraz Doerffera i Amecke
[72] byl rozpoznawany jako odnoga ssaca wiru podkowiastego. Nalezy zwrocic¢
uwagge, ze struktury wirowe przedstawione na rys. 17 maja charakter pogladowy,
a rzeczywiste struktury wirowe cechujg si¢ znacznie mniejszg rotacjg. Opisane
struktury wirowe czerpig z przeptywu gldéwnego energie, ktora w pozniejszym
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etapie w duzej czeSci ulegnie dysypacji w procesie mieszania struktur wirowych
z przeplywem glownym.

W przekroju wylotowym z palisady kontury wirowosci przewaznie wskazu-
ja na dwa silne piki réznigce si¢ znakami potozone w pewnej odleglosci od
ograniczenia zewn¢trznego — dwa wiry o odmiennej rotacji. Struktury te identy-
fikuje si¢ jako wir kanatowy i wir krawedziowy, Hawthorne [63], Gregory-
Smith i Cleak [78]. Wir krawedziowy wywodzi si¢ z warstwy wirowej, ktora
tworzy si¢ za krawgdzig wylotowa topatki z powodu réznic w rozktadzie pred-
kosci wzdtuz strony ssgcej i cisnacej. Szczegolnie istotny jest tu fakt, ze pole
predkosci przy powierzchni ssacej jest zdominowane przez wir kanatowy. Uno-
szona do przeplywu warstwa wirowa krawedziowa ulega szybkiemu zwinigciu
i nabiera rotacji o kierunku przeciwnym do rotacji wiru kanalowego.

Centra wirow przeptywow wtornych to obszary wysokiego poziomu turbu-
lencji. Poziom turbulencji w wirze kanatowym i krawedziowym w przekroju
wylotowym ocenia si¢ w pracy Gregory-Smitha i Cleaka [78] na ok. 35%
wzgledem predkosci na wlocie do palisady, co daje ok. 17% wzgledem predko-
$ci lokalnej. Znaczny poziom turbulencji obserwuje si¢ takze w wirze narozni-
kowym przy powierzchni ssacej.

Wazrost fluktuacji turbulentnych w obszarze wiru kanalowego i narozniko-
wego zwigzany jest z procesem deformacji brzegowej warstwy wirowej w wa-
runkach duzej krzywizny linii pradu i przyspieszenia przeptywu glownego.
Z drugiej za$ strony, przeplywy wirowe porywaja warstwe¢ przyscienng z ograni-
czen zewngtrznych w kierunku powierzchni ssacej i dajg impuls do relaminary-
zacji warstwy przysciennej przy ograniczeniach w obrebie kanatu topatkowego.
W dot przepltywu od linii unoszenia wiru podkowiastego nowo tworzaca si¢
warstwa przys$cienna jest cienka, stopniowo narasta i caly czas jest przenoszona
w kierunku powierzchni ssacej. W efekcie warstwa przyscienna ma charakter
silnie trojwymiarowy. Pomiary pulsacji ciSnienia w warstwie przySciennej wy-
konane przez Harrisona [79] i przedstawione na rys. 20 pokazuja, ze warstwa ta
jest w znacznej czgéci laminarna (za linig unoszenia wiru podkowiastego) lub
intermitentna, a turbulizuje si¢ w obszarze przy tylnej cze¢sci powierzchni ssace;.
W uktadzie wielostopniowym warstwa wlotowa przy ograniczeniach zewnetrz-
nych jest zwykle intermitentna lub turbulentna, co wplywa na intensywno$¢
przeplywow wtornych, a warstwa przys$cienna za linig unoszenia wiru podko-
wiastego jest intermitentna, de la Rosa Blanco i in. [80], Vera i in. [81].

Ewolucja wirowosci z brzegowych warstw przysciennych
Jedng z gtdwnych metod opisu matematycznego przeptywow wtornych jest opis
ewolucji wektora wirowosci w palisadzie lopatkowej. Opis ten pozwala takze na
wyjasnienie zjawisk towarzyszacych rozwojowi przeptywow wtornych. Na wlo-
cie do palisady w prostej niezwichrowanej warstwie przysciennej mamy jedynie
wirowos¢, ktorej kierunek jest prostopadly do kierunku wektora predkosci.
W trakcie przeptywu przez palisade przeptyw $cinajacy jest odchylany. Pojawia
si¢ sktadowa wzdluzna wektora wirowosci, jego sktadowa normalna ulega
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Rys. 20. Podzial warstwy przy$ciennej przy ograniczeniach zewnetrznych kanatu
lopatkowego na obszar laminarny, intermitentny oraz turbulentny. Przyktadowe
pulsacje cisnienia w poszczegdlnych obszarach, Harrison [79]

zmianie. Réwnaniem opisujagcym proces ewolucji wirowosci jest réwnanie
transportu wirowosci, ktore mozna otrzymac¢ poddajac operacji rotacji rownanie
zachowania pedu (tu w postaci rozniczkowej wektorowe;j)

p%:pf—VpW-r, (65)

co w og6lnym przypadku przeplywu stacjonarnego plynu $cisliwego i lepkiego
(z pomini¢ciem sit masowych) prowadzi do postaci

(u.v)w:(w.vp_w(v.u)_vX[V_ijX[EJ, (66)

p p

gdzie u oznacza wektor predkosci przeptywu, @ jest wektorem wirowosci,
p — ci$nienie, p — gestos¢, T — tensor naprezen lepkich. Poza cztonem konwek-
cyjnym po lewej stronie rdwnania, pierwszy czton po prawej stronie reprezentu-
je produkcje wirowosci pod wplywem gradientu predkosci (przez wydtuzanie
i zakrzywianie widkien wirowych), drugi — produkcje wirowosci w przeptywie
sci$liwym (redukcje w obszarze ekspansji, wzrost w obszarze kompresji), trzeci
— efekt barokliniczny (zmiany wirowosci w obszarze przestrzennych zmian ci-
$nienia i ggstosci), natomiast czwarty czlon zwigzany jest z oddziatywaniem sit
lepkosci w przeptywie $cisliwym.
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Lakshminarayana i Horlock [82] przedstawili rozwigzanie roOwnania (66)
w uktadzie wspolrzednych (s,n,b). W uktadzie tym s jest wersorem stycznym
do linii pradu, tj. U = sq, gdzie ¢ oznacza warto$¢ predkosci, n jest wersorem
normalnym skierowanym w strong¢ Srodka krzywizny linii pradu, tzn. n/R =
s-Vs, gdzie R jest promieniem krzywizny linii pradu, natomiast b jest wersorem
binormalnym, tj. b = sxn, takim, ze trojka wersorow (s,n,b) tworzy uktad zo-
rientowany dodatnio. Wspodtczynniki kierunkowe wersorow uktadu spetniaja za-
leznosci

s _bda on_b s abz_ﬂ,(m)
T

s_n 0s_n da, ()
& R on a, &5 0Ob a, 0s s t© R 0s

n

gdzie 7 oznacza promien torsji linii pradu, a, — odlegto$¢ pomiedzy sasiednimi
liniami pradu w kierunku n, a, — odlegto$¢ pomigdzy sasiednimi liniami pradu
w kierunku b. Z zasady zachowania pedu i zalezno$ci (67) wynika, ze zmiany
ci$nienia w przeptywie nielepkim w przyjetym ukladzie maja postac

s 20 am R b

Z roéwnania (66) mozna otrzymac nastgpujace zaleznosci opisujace ewolucje
sktadowych wektora wirowosci @ 1 @, wzdluz oraz w poprzek linii pradu
(w=sa,+nw, +bw), [82]

8(@}_2@,, 1 [ap op Op dp

o__1 oq° a_p:_&z P_o (68)

I Bt U (' i e aifr + cztony z lepkoScia, 69
Mos\pg)" R " gp?lonab 6n6b} v 7 EPEORER ©)

0
li(conq) = w_b_&&_kL{@_pa_p_a_p@_p} + cztony z lepkoscia. (70)
q Os t a, O gp?|0s b 0s Ob

Podstawowe znaczenie ma tu rownanie ewolucji wirowo$ci w kierunku wzdtuz-
nym (69). W praktyce nie korzysta si¢ z rOwnania ewolucji w kierunku normal-
nym (70), a wartosci wirowosci normalnej otrzymuje si¢ na drodze alternatyw-
nej. W powyzszych wyrazeniach pomini¢to czlony zwigzane z oddziatywaniem
sit lepkosci, ktore maja w ogdlnosci bardzo ztozong postaé. Elementy ptynu two-
rzgce wir kanatowy pochodza, co prawda, z obszarow warstw przysciennych
przy ograniczeniach zewnetrznych, jednakze dynamike przeplywdéw wtornych
okresla si¢ czesto jako efekt oddzialywania sit pochodzacych od ci$nienia i sit
bezwladno$ci w przeptywie, z pominigciem oddziatywania sit zwigzanych z lep-
koScig. To ostatnie oddzialtywanie traktuje si¢ wowczas jako ograniczone do
sformowania wlotowe]j warstwy przysciennej oraz do destrukcji przeplywu wi-
rowego w procesie jego mieszania z przeptywem glownym juz za krawedzig wy-
lotowg topatki.

Lakshminarayana i Horlock [82], Horlock i Lakshminarayana [83] otrzyma-
li rozwigzania szczegdtowe rownania (69) dla szeregu modelowych przypadkow
przeptywu obejmujacych m.in. przeptyw nielepki o statej gestosci, przeplyw nie-
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lepki niescisliwy rozwarstwiony (ze stalg gestoscig wzdluz linii pradu), prze-
pltyw nielepki $cisliwy (ptynu barotropowego lub gazu doskonatego), przeptyw
w obecnosci sit masowych, np. w wirujacym uktadzie wspoirzgdnych.

W  najprostszym przypadku przeptywu nielepkiego i niescisliwego
(o = const) otrzymuje si¢

mﬁ(&j =2 @
os\ pq R

Roéwnanie (71) wskazuje na znaczenie wirowosci w kierunku normalnym oraz
promienia krzywizny linii pragdu w procesie generacji wirowosci w kierunku linii
pradu. W nielepkim przeplywie stacjonarnym linie wirowe i linie pradu leza na
powierzchniach statej wartosci ci$nienia calkowitego (tj. na powierzchniach
Bernoulli’ego), a wirowos$¢ normalng mozna otrzyma¢ mnozgc skalarnie rowna-
nie Gromeki-Lamba (np. [36]) przez wersor binormalny

2 * *
b-luxw)=b- 1V p+ L | = 0g=-L1P Pl (72)
p 2 p Ob
skad réwnanie (71) przyjmuje posta¢ (Hawthorne [84])
o (o, 2 o
pa—| = |=-=2- (73)
os\ pqg) Rpg 0Ob
lub
w w T 2w
(_‘J _( SJ =|—] p cos ¢ds , (74)
)y \P1)y 1 Rpg”| P

gdzie p* jest ciSnieniem catkowitym, ¢ oznacza kat pomigdzy wersorem binor-
malnym a normalng do powierzchni Bernoulli’ego (tj. kierunkiem Vp*). Row-
nanie (74) ukazuje zwigzek pomigdzy stratg cisnienia catkowitego w kierunku
binormalnym, a zmiang wirowosci wzdtuznej. Réwnania (71) i (74) pozostaja
spetnione takze w przypadku przeptywu nielepkiego $cisliwego plynu barotro-
powego (p = f(p) — wynika to z faktu, ze w przyjetym uktadzie wspotrzednych
p/cb = 0, skad takze do/éb = 0) oraz w przypadku przeptywu homoentropowe-
go gazu doskonatego (p/p* = const). Jak pokazano w [83], w przypadku prze-
pltywu gazu doskonatego z gradientami entropii rownanie (74) przyjmuje postac

pqi(&}i*g, 79)
gdzie p* oznacza ggsto$¢ obliczong z réwnania stanu odpowiadajaca parame-
trom spigtrzenia.
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Lakshminarayana i Horlock [82] wyjasniajg takze wplyw rotacji kanatow
na rozwoj przeptywow wtornych. Réwnanie ewolucji wirowosci w kierunku li-
nii pradu mozna zapisaé w postaci (pomini¢to cztony zwigzane z oddziatywa-
niem sit lepkos$ci)

2 .
pqai(a)sJ: , +23 (wa) 1 Fp op Op 8p} (76)
s

~q

R q qp’

On 0b  On 0Ob

W powyzszym rownaniu wirowo$¢ zapisano w ukladzie bezwzglgdnym, nato-
miast linie pragdu przyjeto w uktadzie wzglednym, w zwigzku z czym s jest wer-
sorem wzdluznym w uktadzie wzglednym, g — predkoscig w uktadzie wzgled-
nym, a Q — wektorem predkosci katowej obrotu wirujgcego uktadu wspodtrzed-
nych. Czlon z rotacja znika, o ile powierzchnie Bernoulli’ego pozostajg cylin-
dryczne. Sytuacja taka zachodzi w turbinach osiowych, w zwiazku z czym
w tych maszynach rotacja kanatdéw nie ma znaczenia dla rozwoju przeptywow
wtornych. Inaczej jest natomiast w maszynach wirnikowych o geometrii pro-
mieniowej (0siowo-promieniowej).

Przedstawione powyzej zalezno$ci ukazujg fizyczng natur¢ ewolucji wiro-
wosci wzdhuznej w obszarze przeptywu wtdrnego. Bardziej praktyczne znacze-
nie ilosciowe majg zaleznosci przedstawione w pracach Squire’a i Wintera [85]
oraz Came 1 Marsha [86]. W tej pierwszej pracy korzysta si¢ z rownania (74),
przy czym przyjmuje si¢ bardzo zgrubne zalozenie, ze wirowos¢ w kierunku
normalnym oraz warto$¢ predkosci pozostajg state wzdhuz linii pradu. Catkowa-
nie przez podstawienie da = ds/R daje roOwnanie

Oy —Ws9 = 260n0(0‘ - ao)a (77)

gdzie w, jest wartoscig biezaca wirowosci wzdhuznej, o 1 @0 s3 wartosciami
wirowosci wzdluznej i normalnej na wlocie do palisady (w0 = 0 dla warstwy
prostej, niezwichrowanej), natomiast rdznica a—ayp jest biezagcym odchyleniem
przeplywu w palisadzie. Came i Marsh [86] korzystajg z przyblizenia gestej pa-
lisady cienkich lopatek i1 przy stalym zakrzywieniu powierzchni Bernoulli’ego
otrzymuja nast¢pujagce wyrazenia na wirowo$¢ wzdtuzng i normalng wiru kana-
lowego za palisada

cosa, @ 1,. .
Wy = Oy 04 n0 —(sm 20 —sin 2a0)+ (al - ao) , (78)
COsQ;  COS)CosQ
cos
WDy = WOpo : (79)
cos

Autorzy robig takze bilans cyrkulacji za krawedzig wylotowa i wyznaczaja war-
tos¢ cyrkulacji wiru krawedziowego 1 warstwy wirowej krawedziowe;.

Teori¢ ewolucji wirowos$ci Lakshminarayany i Horlocka [83] oraz rownania
(78)—(79) Came’a i Marsha [86] wykorzystuje si¢ w metodzie numerycznej
okreslenia strat mieszania przeptywow wtornych zaproponowanej przez Grego-
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ry-Smitha [87]. Na podstawie znajomos$ci wartosci wirowosci w danym przekro-
ju wyznacza si¢ predkos¢ przeptywu indukowanego i okre$la energi¢ kinetyczng
przeplywu wtérnego. Zaktadajac, Ze energia ta jest tracona w procesie mieszania
z przeptywem glownym oblicza si¢ poziom strat mieszania przeptywoéw wtor-
nych. W pracy [87] predkos¢ indukowang w przekroju na krawegdzi wylotowej
palisady znajduje si¢ numerycznie w oparciu o rownanie Poissona dla funkc;ji

pradu v

A =0, (80)
skad sktadowe predkosci indukowanej okresla si¢ jako
oy oy
Vv, =—, Vo =—, 81
" o oo 31

gdzie v, v, oznaczaja sktadowe predkosci przeptywu wzdtuz wysokosci kanatu
i w kierunku poprzecznym do kierunku przeptywu gltdéwnego. Wspodtczynnik
strat mieszania przeptywoéw wtornych (w usrednieniu masowym) mozna nato-
miast przedstawi¢ w postaci

11
hp“-plvl (vrzl +v2 )cosaldxdy
by =7 : (82)

th.jplvfcosaldxdy
00

Wigcej informaciji nt. ewolucji przeplywoéw brzegowych mozna znalezé
w obszernej pracy przegladowej Gregory-Smitha [20], a takze w artykule [88].

Elementy strat brzegowych

Generacja strat brzegowych jest zjawiskiem niezwykle zlozonym. W najwick-

szej ogbélnosci mozna straty brzegowe podzieli¢ na straty w warstwach przy-

Sciennych przy ograniczeniu i straty zaindukowanych przeptywow wirowych —

przeplywow wtoérnych, Denton [18], Bear i in. [89], Coull [90]. Do podstawo-

wych mechanizméw generacji strat brzegowych mozna zaliczy¢:

1. Formowanie si¢ warstwy przysciennej przed krawedzig wlotowa topatki.

2. Formowanie si¢ warstwy przysciennej w dot przeptywu od linii unoszenia
wiru podkowiastego.

3. Efekty przeptywu $cinajacego wzdluz linii unoszenia wiru podkowiastego,
pomigdzy wirem kanatlowym a przeplywem przy powierzchni ssacej topatki,
wzdhuz powierzchni rozdziatu poszczegoélnych struktur wirowych, w naro-
zach kanatu i na granicy obszaréw oderwan.

4. Mieszanie wiru kanatowego, krawedziowego i innych form wirowych
z przeptywem gtownym. Przyjmuje si¢, Zze energia kinetyczna przeptywu
wzglednego dostgpna w przekroju wylotowym wienca jest tracona w proce-
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sie mieszania z przeptywem gtownym, Gregory-Smith [87], Sieverding [76],
Maclsaac i in. [91], Lyall i in. [92].

5. Procesy mieszania przeptywow wtornych zwykle nie zostaja zakonczone
w obszarze wienca, w ktérym zostaty wygenerowane i przenosza si¢ w dot
przeptywu do kolejnego wienca. Znaczne niejednorodnos$ci rozktadu wartosci
i kierunku predkosci na wlocie prowadzg do lokalnych oderwan przeptywu i
przesunigcia punktu przejscia laminarno-turbulentnego w gorg przeptywu.
Zjawiska te majg miejsce przy powierzchni topatki nastgpnego wienca w po-
blizu ograniczen zewnetrznych.

Decydujace znaczenie dla poziomu strat brzegowych ma stosunek wysoko-
$ci topatki do cigciwy, co uwzgledniaja wszystkie korelacje eksperymentalne
wyznaczania strat przeptywowych w palisadach turbinowych, m.in. Ainley’a
i Mathiesona [10], Dunhama i Came’a [93] oraz Traupla [15]. W korelacji Trau-
pla straty brzegowe sg odwrotnie proporcjonalne do stosunku wysokos¢/cigciwa
w zakresie wysokos$ci kanatlu, przy ktorej nie ma interferencji pomigdzy prze-
ptywami wtérnymi pochodzacymi od przeciwlegltych ograniczen. Korelacja uj-
muje takze wptyw liczby Reynoldsa (poprzez wspotczynnik yre), stosunku pred-
kosci i odchylenia przeptywu w palisadzie (poprzez wspotczynnik F) oraz sto-
sunku podziatka/cigciwa:

pC
Ssec :ZReFEZ . (83)
Dla krotszych topatek zalezno$¢ ta jest bardziej ztozona i uwzglgdnia war-
to$¢ graniczng stosunku wysoko$é/cigciwa odpowiadajaca potaczeniu si¢ cen-
trow strat przeptywow wtdrnych pochodzacych od przeciwleglych ograniczen

p 1 C 1
= e F Lt A ———|. 84
‘fsec X Re C (h/C)g’ + l:h (h/C)gr] ( )

Parametr 4 okresla si¢ osobno dla palisady kierowniczej 1 wirnikowej. Szczego-
lowe postaci i wartosci wspotczynnikéw F i A mozna znalez¢é w pracach Traupla
[15] 1 Kosowskiego [17].

Do parametrow przeptywu majacych istotne znaczenie dla rozwoju prze-
plywow wtdrnych i poziomu strat brzegowych nalezg grubos¢ wlotowej warstwy
przysciennej przy ograniczeniach zewnetrznych oraz jej wichrowatos¢. W pracy
eksperymentalnej Gregory-Smitha i in. [94] pokazano, ze wzrost grubosci wlo-
towej warstwy przysSciennej powoduje intensyfikacje przeplywdéw wtornych.
Przy wzro$cie grubosci warstwy nastepuje wzrost warto$ci maksimow wirowo-
$ci w obszarze przeptywdw wtérnych (zaré6wno o rotacji dodatniej, jak i ujem-
nej) oraz wzrost warto$ci maksiméw powierzchniowego rozktadu strat ci$nienia
catkowitego w przekroju wylotowym palisady. Jednocze$nie nie obserwuje si¢
zmian w polozeniu maksiméw powyzszych rozkladow. Przy ok. dwukrotnym
zwickszeniu grubosci wlotowej warstwy przysciennej (od ok. 18% do 33% wy-
sokosci topatki), autorzy zarejestrowali wzrost strat brzegowych w palisadzie
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prostoliniowej Durham o ok. potowe. Znaczaco wigksza czgs$¢ tego przyrostu
strat przypada na sam obszar warstwy przySciennej jeszcze przed krawegdzig
wlotowa, mniejsza na obszar formowania struktur wirowych przeplywow wtor-
nych i ich mieszania z przeplywem gtéwnym. Przyj¢te w trakcie badan grubosci
wlotowej warstwy przySciennej moga by¢ w luznym zwigzku z rzeczywistymi
warunkami wystepujagcymi na wlocie do stopni turbinowych, jednak grubosc
wlotowe]j warstwy przySciennej jest na tyle istotnym parametrem, ze pojawia si¢
w korelacjach eksperymentalnych dla wyznaczenia strat brzegowych.

W dotychczasowych rozwazaniach rozpatrywano palisady wzglednie nieru-
chome. Prosta warstwa przyScienna przy ograniczeniu zewng¢trznym kanatu wy-
generowana w ukladzie wzglednie nieruchomym charakteryzuje si¢ niejedno-
rodnoscig pola predkosci tylko w kierunku prostopadtym do powierzchni i po-
siada jedng niezerowg sktadowg wirowosci w kierunku prostopadtym do prze-
pltywu. Z reguly trojkata predkosci przy przejsciu pomiedzy uktadami odniesie-
nia wynika, ze w momencie wejscia w uktad ruchomy warstwa przy$cienna do-
znaje skrgcenia, co widac na rys. 21. Zatem juz na wlocie do palisady zawiera
sktadowa wirowosci w kierunku linii pradu. O ile na granicy warstwy przy-
Sciennej kierunek naptywu na topatke przyjmiemy za nominalny, to w gtab war-
stwy kierunek naptywu elementow ptynu o mniejszej predkosci przesuwa si¢
w stron¢ powierzchni ssacej. Dotyczy to palisady turbinowej (w palisadzie spre-
zarkowej mamy bowiem sytuacje odwrotng — przesunig¢cie kierunku naptywu
w stron¢ powierzchni cisngcej). A zatem w palisadzie turbinowej kierunek zwi-
chrowania wlotowej warstwy przysciennej zbiega si¢ z kierunkiem przeptywu
poprzecznego, z czego mozna wnosic, ze wichrowato$¢ warstwy przys$ciennej na
wlocie jest czynnikiem intensyfikujgcym przeptywy wtorne.

Wplyw wichrowato$ci wlotowe] warstwy przys$ciennej zbadano ekspery-
mentalnie w pracy Walsha i Gregory-Smitha [95]. Autorzy wykorzystali w ba-
daniach ruchomy pas, ktoéry umozliwial wygenerowanie wlotowej warstwy przy-
Sciennej zwichrowanej ,,ujemnie” (co okresla niekorzystng sytuacje odpowiada-
jaca warunkom naptywu na wzglednie ruchomg palisad¢ turbinows) i ,,dodatnio”
(sytuacja korzystna odpowiadajaca palisadzie sprezarkowej). Ujemne zwichro-
wanie warstwy przysciennej powoduje wzrost rozmiardw wiru kanatowego,
wzrost maksimoéw powierzchniowego rozkladu strat cisnienia catkowitego
w przekroju wylotowym oraz przesunigcie maksimow zarowno w kierunku
srednicy podziatowej, jak 1 w kierunku powierzchni cisngcej. Odwrotnie
w przypadku dodatniego zwichrowania, co pokazuje rys. 22. Obserwuje si¢
wzrost poziomu strat brzegowych pomigdzy przypadkiem ujemnie zwichrowa-
nej warstwy wlotowej a referencyjng warstwa prosta o ok. 2/3. Mniej wigcej po-
lowa tego przyrostu przypada na warstwe przyscienng przed krawedzig wlotowa,
reszta na obszar mi¢dzylopatkowy i za krawedzig wylotowa. Walsh i Gregory-
Smith [95] proponuja takze korekte korelacji strat przeptywow wtoérnych z uwa-
gi na grubos¢ wlotowej warstwy przysciennej oraz korekte na przypadek zwi-
chrowanej warstwy przysciennej na wlocie do palisady. Wptyw warunkow prze-
ptywu na wlocie, w tym grubosci i stanu warstw przysciennych przy ogranicze-
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niach oraz poziomu turbulencji w tych warstwach na poziom strat brzegowych
jest takze przedmiotem prac Hermansona i Thole [96], Sauera i in [97] oraz Cui
i in. [98]. Turbulentna warstwa przys$cienna na wlocie powoduje wzrost strat
brzegowych w poréwnaniu z warstwg laminarng o kilkanascie do kilkudziesi¢ciu
procent.

Rys. 21. Zwichrowana wlotowa warstwa przyscienna

NEGATIVE SKEW POSITIVE SKEV
' f

S0 33 300 275 250 35 20 7S 180 15 100 7S A5S0 35 300 35 B0 225 20 4175 10 T 100 75 2350 325 M0 275 250 <225 20 =175 -130 -IZ 100 .75

Rys. 22. Izolinie ci$nienia catkowitego w przekroju wylotowym palisady Durham dla
wlotowej warstwy przysciennej zwichrowanej ujemnie (rys. lewy), bez zwichrowania
(rys. srodkowy), zwichrowanej dodatnio (rys. prawy); Walsh i Gregory-Smith [95]

Diagram strat brzegowych

Nasuwa si¢ pytanie, czy straty w specyficznie ewoluujgcej warstwie przyscien-
nej przy ograniczeniach mozna wyznaczy¢ w podobny sposob jak na profilu,
czyli lokalnie jako proporcjonalne do trzeciej potggi predkosci przy powierzchni
—wzory (35) lub (36). Harrison [79] i Denton [19] pokazuja, ze zastosowanie tej
reguly ze wspotczynnikiem dysypaciji Cp = 0,002, jak dla warstwy turbulentnej
(rys. 10), moze da¢ dobre rezultaty. Oszacowanie takie jest do przyjecia, gdyz
duza czg$¢ nowo tworzacej si¢ laminarnej warstwy przysciennej jest cienka,
a liczba Reynoldsa miesci si¢ w zakresie 50 < Reg< 100, w ktorym wspolczyn-
nik dysypacji jest na podobnym poziomie, jak w przeplywie turbulentnym.
Cze$¢ obszaru nowej warstwy przysciennej charakteryzuje si¢ liczbg Reynoldsa
ponizej Rep< 50, kiedy to straty w laminarnej warstwie przysciennej sg wigksze
niz w turbulentnej. Stanowi to przeciwwage dla obszaru laminarnej warstwy
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przysciennej przy Reg> 100, gdzie tak przyjeta wartos¢ wspotczynnika dysypa-
cji jest zawyzona.

Zalozenie powyzsze prowadzi w prostej drodze do oszacowania strat
w warstwie przysciennej przy ograniczeniach zewnetrznych. Mianowicie, pro-
dukcj¢ entropii w trojwymiarowej warstwie przysciennej przy ograniczeniach
zewnetrznych do krawedzi wlotowej i za krawedzia wylotowa topatki, S_ i S +
(przypadajace na jeden kanat przeptywowy), mozna zapisaé jako:

S* :2CDpr7pvc3‘i,le /T5,le’ S+ = 2CDpr+pV§,te /T5,te (85)

gdzie v, 505 V5 0> L5 0Znaczajg odpowiednio predkosci i temperatury na

granicy warstwy przysciennej przy krawedzi wlotowej i wylotowej, Ax_, Ax.+ to
odpowiednio dtugosci warstwy przysciennej w kierunku osiowym od referen-
cyjnego przekroju wlotowego do krawedzi wlotowej topatki i od krawedzi wylo-
towej do przekroju wylotowego z palisady, a p jest podziatkg (zaniedbano zmia-
n¢ promienia pomi¢dzy ograniczeniem gornym i dolnym oraz przyjeto t¢ samag
warto$¢ podzialki przy obu ograniczeniach). Mnoznik 2 we wzorze (85) ujmuje
fakt, ze rozwazamy oba przeciwlegle ograniczenia. Przyjmujac, ze
Vy = V55,0080 = Vs ,c08a; 1 korzystajac z definicji wspdlczynnika strat

E=TS /0,5v§,tem (por. wzor (35)), gdzie masowe natgzenie przeptywu przez

jeden kanal wyraza si¢ wzorem m=v_ pph (h — wysoko$¢ kanatu), mozna
otrzymac¢ zaleznos$ci opisujgce wspotczynnik strat przeptywu w warstwie przy-
$ciennej przy ograniczeniach zewnetrznych do krawedzi wlotowej lopatki 1 za
krawedzig wylotowg

Ax_ cos’ Ax
T T S
cos’ h cosa;

(86)

Udzial pierwszego czynnika jest pomijalny z uwagi na mata predko$¢ przeptywu
na wlocie, natomiast warto$¢ drugiego czynnika moze stanowi¢ znaczny wktad
do poziomu strat brzegowych przy znacznej dtugosci obszaru Ax. Istotna jest tu
tez relacja odwrotnie proporcjonalna wzgledem wysokosci kanatu i poziomu od-
chylenia przeplywu w palisadzie w drugim czynniku.

Przejdzmy teraz do oszacowania strat w obszarze mi¢dzytopatkowym, tj.
pomiedzy krawedzig wlotowa i wylotowa. Oszacowanie takie mozna poczyni¢
zaktadajac np. liniowy profil predkosci wzdtuz podziatki pomigdzy powierzch-
nig ssacg i cisngca vs= v, + (vi—vp)y, 0 <y <1, gdzie vy, v, nie zaleza od wspot-
rzednej y, 1 pozostajac przy zalozeniach modelu cienkiego profilu o rownym ob-

cigzeniu wzdtuz cigciwy, poczynionych w rozdz. 1.4, tj. v, —v, = 2Av =const ;

P
ve+v, =2v; veosa =v,, gdzie o — biezacy kat przeptywu w palisadzie zmie-

niajacy si¢ w zakresie od kata wlotowego ap do wylotowego 1. Produkcje en-



1. Zrodta strat w przeplywie przez uktady topatkowe turbin 59

tropii w warstwie przySciennej przy ograniczeniach zewnegtrznych w obszarze
miedzylopatkowym S u (przypadajaca na jeden kanat przeplywowy) mozna
znalez¢ jako caltke powierzchniowa

11 3
S, =2C,C, j j dxdy (87)
00

gdzie C, jest cigciwa osiowa (C,=Ccosg, a ¢ oznacza kat ustawienia profilu to-
patki), skad wspolczynnik strat brzegowych w obszarze mi¢dzylopatkowym
przyjmuje postac

ISy _4CpC

2
O'Svd,te V§ teV x

11
Eu = [ [voddy =
00

B 4CDCac0s2a1

o [vp +(vs —vp)y]3dxdy=

(2 432 o, +v, b=

v

1 1 A
T 5 |dx..
cos” o COsay vy

Korzystajac z oznaczen (40) oraz przyjmujac wartos¢ Av/v, =./c;/3c, wy-

S —_— —

B 4CDCacosza1
v3h

N

(88)
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znaczong wczesniej dla minimalnej warto$ci wspotczynnika strat w warstwie
przysciennej na profilu mozna otrzymac¢ nastgpujace oszacowanie

(tga; —tgag) h3

2
£y = 4C,C cos (01 ‘e, szJ: 4CDc0s2a1cos¢ c4

h(tger, —tgary) y?

=§CDcos2alcos¢%%1/3clc2 , (89)

gdzie calki ¢, ¢ wyrazajg si¢ wzorami (40), a optymalna warto$¢ stosunku po-
dzialka/cigciwa odpowiadajaca minimalnej warto$ci wspotczynnika strat w war-
stwie przysciennej na profilu opisana jest zaleznoscig (44). Przy wyprowadzaniu
powyzszego wzoru tatwo zauwazy¢, ze o ile pominie si¢ udziatl predkosci po
stronie cisngcej, v, = 0, to §rednie straty przy ograniczeniu zewngtrznym przypa-
dajace na jednostke powierzchni stanowig 1/4 strat przy powierzchni ssacej.
Jednak faktycznie warto$¢ v, nie jest tu do pominigcia i straty przy ogranicze-
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niach sg wicksze. Niewatpliwie pozostaja odwrotnie proporcjonalne do wysoko-
$ci kanatu.

Zaleznosci (86) i (89) zobrazowano na rys. 23 dla stosunku wysokos¢ to-
patki/cigciwa A/C = 1, kata ustawienia ¢ = 30° (co daje stosunek wysokosé/cie-
ciwa osiowa /#/C,= 1,155) oraz przy typowej rozpictosci obszaru na wlocie i wy-
locie z palisady w kierunku osiowym Ax. = C/4. Straty w warstwach przyscien-
nych przy ograniczeniach zewngtrznych kanalu wyraznie rosng ze wzrostem ka-
ta wylotowego. Dla typowych kombinacji katow w poddzwickowej palisadzie
kierowniczej w stopniu akcyjnym przy ap € (—10°,+10°), an € (75°,80°), wartos¢
wspotczynnika strat wyznaczona ze wzorow (86) i (89) zmienia si¢ w granicach
1,8+2,5%. Wartosci strat w warstwach przysciennych przy ograniczeniach sa tu
wiec o ok. 20% mniejsze niz straty w warstwach przysciennych na profilu. Do
waznych sktadnikow strat brzegowych naleza réwniez straty zwigzane z obecno-
$Scig przeptywow wtornych. Jak podaje Denton w typowej palisadzie topatkowej
2/3 strat brzegowych pochodzi z obszarow warstw przysciennych przy ograni-
czeniach, gtownie z nowej warstwy przys$ciennej w obszarze pomig¢dzy topatka-
mi i za krawgdzig wylotowa topatek. Pozostata 1/3 czg$¢ strat brzegowych po-
chodzi z obszaru formowania si¢ przeptywdéw wtornych i obszaru dysypacji
energii kinetycznej przeplywow wtérnych w procesie mieszania z przeptywem
glownym. Po dodaniu tej warto$ci do strat w warstwach przysciennych przy
ograniczeniach, jak réwniez po dodaniu strat krawedziowych do strat w war-
stwach przys$ciennych na lopatce okazuje si¢, ze poziom strat brzegowych dla
palisad o stosunku 4/C =1 jest porownywalny z poziomem strat profilowych, co
zgodne jest z obserwacjami wielu autorow, np. Denton [19].

WSP. STRAT BRZEGOWYCH & _+&,+&,,

(XO 40

60 = 65 - ) .70 75 : V 80
g
Rys. 23. Warto$ci wspotczynnika strat w warstwie przysciennej przy ograniczeniach

zewngetrznych & + &+ &y dla zadanego zestawu kata wlotowego 1 wylotowego
palisady turbinowej obliczone ze wzorow (86) i (89); /C =1, h/C,= 1,155 [88]
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Warto jeszcze zauwazy¢, ze w przypadku palisady wirnikowej stopnia ak-
cyjnego przy oo € (—70°,-60°), a1 € (70°,75°), wartos¢ wspotczynnika strat prze-
plywu w warstwie przySciennej przy ograniczeniach zewngtrznych wyznaczona
ze wzoréw (86) i (89) zmienia si¢ w granicach 1,5+2,0% 1 jest mniejsza niz
w analizowanej palisadzie kierowniczej, przy mniejszej wartosci predkosci i ka-
ta przeptywu na wylocie z palisady. Nie oznacza to jednak, Ze straty brzegowe
w palisadach wirnikowych sg nizsze. W tym przypadku obserwuje si¢ bowiem
znaczny wzrost strat zwigzanych z dysypacjg energii kinetycznej struktur wiro-
wych przeplywow wtérnych.

Zgrubna ocena ilo$ciowa strat mieszania przeplywow wtoérnych z przeply-
wem glownym metodami elementarnej algebry jest wyjatkowo trudna, jako ze
obraz przepltywow wtornych ma charakter silnie indywidualny, zalezny od geo-
metrii palisady i warunkow przeptywu. Proby takie jednak podejmowano, m.in.
w pracy Puzyrewskiego [64], gdzie na bazie konwekcji linii wirowych w kanale
odchylajagcym wyznaczono wirowo$¢ w kierunku linii pradu, skad okreslono
predkos$¢ przeptywu indukowanego i energi¢ kinetyczng przeplywu wtdrnego
oraz zalozono, Ze cala ta energia jest tracona w procesie mieszania z przeply-
wem glownym. Tak wyprowadzony wspolczynnik strat przeptywow wtdrnych
&ec ma dla przypadku przeptywu niescisliwego nastgpujacg postac, ktorg warto
tu zacytowac (po adaptacji oryginalnego wzoru do oznaczen stosowanych w ni-
niejszej pracy):

cy sin’ (o) -ay) cos’a

fsec = (90)

[2cosa1 + (h/C)(C/p)]2 (cosa; +cosa, )2 cos*a

Powyzszy wzor zawiera stalg c», ktorej warto$¢ zostata ustalona na drodze kore-
lacji z danymi eksperymentalnymi dla kilku typow palisad — ¢ = 0,159. Wzor
ten wyjasnia znaczny udzial strat mieszania przepltywdéw wtdérnych w bilansie
strat brzegowych przy duzych ujemnych wartosciach kata wlotowego (jak w pa-
lisadach wirnikowych stopni akcyjnych, gdzie ap < —60°), natomiast maty udziat
w przypadku palisad o zerowym naptywie nominalnym (jak w palisadach kie-
rowniczych). Duze nadzieje na okre§lenie strat mieszania przeptywow wtornych
z przeptywem gléwnym i innymi formami przeptywow wirowych wigze si¢
z modelowaniem przeplywu trojwymiarowego w oparciu o uktad rownan
RANS. Wyniki wlasnych badan wptywu niektoérych parametréw geometrycz-
nych i przeplywowych na rozwoj przeptywdw wtornych w palisadach kierowni-
czych 1 wirnikowych stopni turbinowych przedstawiono w rozdziale 3.1.
Obszarami akumulacji strat przeptywoéw wtdrnych sg miejsca potozone
w pewnej odleglosci od ograniczen zewnetrznych, Hodson i Dominy [67], Gre-
gory-Smith i Cleak [78]. Powierzchniowy rozktad strat ci$nienia catkowitego za
krawedzig wylotowa palisady Durham ujawnia silne centrum strat, w ktorym
mozna wyrdzni¢ dwa piki pochodzgce od wiru kanatowego 1 wiru krawedziowe-
go. Obserwuje si¢ takze centrum strat przeplywu w obszarze wiru naroznikowe-
go po stronie ssacej. Nalezy zwroci¢ uwagg, ze powyzsze piki polozone sa
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w bliskosci miejsc o maksymalnej wartosci wirowosci, ale nie pokrywajg si¢
doktadnie z nimi, a raczej z miejscami najwyzszych naprezen w ptynie. Obraz
izolinii podlega ewolucji w dot przeptywu w wyniku dziatania procesow dysy-
pacyjnych. W wielu badaniach nie rozréznia si¢ dwoch pikow w obrebie cen-
trum strat, lecz obserwuje si¢ jeden pik w obszarze wiru kanatowego, Langston
i in. [65], Yamamoto [99]. Sytuacja taka ma miejsce szczegolnie przy potozeniu
kontrolnego przekroju wylotowego daleko za krawedzig wylotowa topatki i/lub
przy matej intensywnosci wiru krawedziowego.

Obecno$¢ przeptywdw wtornych prowadzi do niejednorodnosci w rozkla-
dzie promieniowym kata wylotowego. W obszarze dominacji wiru kanalowego
od strony $rednicy podzialowej, odchylenie strumienia w palisadzie jest mniej-
sze o kilka stopni niz w czg$ci kanatu przeptywowego wolnej od przeptywow
wtornych, gdzie przeptyw ma charakter dwuwymiarowy. Odchylenie strumienia
wzrasta natomiast z drugiej strony wiru kanatowego w poblizu ograniczen. Efek-
ty te zostang zobrazowane w rozdz. 2.8 oraz 3.1.

1.8. Straty przecieku nadlopatkowego

Jednym z gtownych zrodet strat w turbinach sg przeptywy uboczne. Sg one re-
zultatem obecnosci szczelin technologicznych pomig¢dzy nieruchomymi i ru-
chomymi elementami maszyn. Do przeptywow ubocznych zaliczamy m.in.
przecieki nadlopatkowe i podtopatkowe, przeptywy przytarczowe i przez otwory
odciazajace, przeptywy labiryntowe przez wszelkiego rodzaju uszczelnienia, itd.
Strumienie przeplywow ubocznych omijajg uklad topatkowy i nie wykonuja
pracy. Sg zatem zrddtem straty mocy turbiny.

W niniejszym podrozdziale zajmiemy si¢ podstawowa forma przeplywow
ubocznych jaka jest przeciek nadtopatkowy nad wirujaca topatka wirnikows.
Zaktada si¢, ze entalpia strumienia przecieku pozostaje niezmieniona. Jest to
strumien zdolny do wykonania pracy w nast¢pnym stopniu. Przeciek jednakze
charakteryzuje si¢ parametrami znacznie odbiegajacymi od parametrow prze-
pltywu gtéwnego, co pokazujg wyniki pomiar6w na turbinach rzeczywistych, np.
Marcinkowski [100], Gardzilewicz i Marcinkowski [101]. Szczegdlnie znaczaca
jest réznica pomigdzy predkosciag strumienia przecieku i przeptywu gtownego
(chodzi tu zaréwno o wartos$¢ predkosci, jak i jej kierunek). Mechanizm formo-
wania si¢ przecieku nad topatkami niebandazowanymi jest inny niz przecieku
nad topatkami bandazowanymi. Znacznie ro6znig si¢ takze struktury przeptywu,
ktére obserwuje si¢ w obszarze wptywu tych dwoch form przecieku. Dlatego tez
te dwie formy przecieku sg w niniejszej pracy rozpatrywane oddzielnie.

Formowanie si¢ przecieku nad lopatka wolnono$na

Mechanizm formowania si¢ przecieku nad topatkami niebandazowanymi i jego
dalszy rozwéj w kanale topatkowym przedstawiono na rys. 24. Motorem napg-
dowym tego typu przecieku jest rdznica cis$nienia, jaka uksztaltowata si¢
w przeptywie pomiedzy powierzchnig cisngcg i ssaca. Z uwagi na znaczng roz-
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nic¢ cis$nienia, jaka ma miejsce na krétkiej drodze réwnej grubosci topatki, stru-
mien przecieku doznaje znacznego przyspieszenia w szczelinie nadtopatkowe;.
W palisadzie transonicznej strumien przecieku rozpgdzany jest do predkosci
naddzwigkowych, podobnie jak przepltyw gtoéwny przy powierzchni ssacej. Wej-
$ciu strumienia w obszar nadlopatkowy towarzyszy zwykle oderwanie z ostrej
krawedzi topatki. Strumien przecieku jest ograniczony do waskiego gardta po-
miedzy ograniczeniem gornym a obszarem oderwania. Tu nastepuje turbulizacja
strumienia, jego mieszanie z warstwa $cinajgca oddzielajacg strumien przecieku
od obszaru oderwania, po czym strumien wypetnia juz cata szeroko$¢ szczeliny.
Proces mieszania zostaje przewaznie zrealizowany na dlugosci odpowiadajace;j
kilku (typowo pigciu) szeroko$ciom szczeliny nadtopatkowej, co oznacza, ze dla
typowe;j topatki turbinowej proces mieszania jest zakonczony jeszcze w szczeli-
nie nadtopatkowej i strumien przecieku jest ,,jednorodny”, gdy opuszcza szcze-
ling. Szczegotowe badania strumienia przecieku oraz struktur wirowych w po-
blizu krawedzi topatki w waskim obszarze szczeliny sg przedmiotem pracy Sjo-
landera i Cao [102]. Strumien przecieku nie podlega odchyleniu charaktery-
stycznemu dla strumienia gtownego w kanale lopatkowym, jest natomiast od-
chylany w inng stron¢ pod wptywem gradientu ci$nienia mi¢dzy powierzchnig
cisngcg 1 ssacg, stad jego kierunek na wylocie ze szczeliny nadlopatkowej two-
rzy czesto kat rozwarty z kierunkiem strumienia glownego. Za szczeling, z uwa-
gi na przeciwny gradient ci$nienia w kanale, strumien przecieku odrywa si¢ od
ograniczenia goérnego kanatu tworzgc struktur¢ wirowa, ktora unoszona jest
w dot przeptywu, Bindon [103], [104], Sjolander i Amrud [105], Williams
iin. [106].

POWIERZCHNIA POWIERZCHNIA
CISNACA SSACA

Rys. 24. Schemat przecieku nad topatkami niebandazowanymi

Wiedze odnos$nie fizyki przecieku nadtopatkowego pozyskiwano gldwnie
z badan eksperymentalnych palisad ze szczeling nadlopatkowg. Badania doty-
czyly palisad nieruchomych, jak i ruchomych, ewentualnie uwzgledniajacych
wzajemny ruch kanalu i ograniczenia. Zaletg tych pierwszych byla mozliwos¢
wykonania szczegdtowych pomiardéw i $ledzenia fizyki zjawisk, tych drugich
adekwatnos¢ w stosunku do rzeczywistych sytuacji spotykanych w maszynach.

Yaras i in. [107] stwierdzaja maty wplyw obecnosci szczeliny na rozktad ci-
$nienia przy ograniczeniach zewnetrznych, ktory jest w duzej mierze taki, jak
uksztattowany w kanale mi¢dzytopatkowym. Odstepstwa od tego rozktadu ci-
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$nienia majg charakter lokalny, szczegdlnie w obszarze szczeliny 1 wokot szczy-
tu topatki, a dotyczy to przypadku wzglgdnie nieruchomego ograniczenia ze-
wnetrznego, jak i rzeczywistej sytuacji ograniczenia ruchomego. W poréwnaniu
do palisady bez szczeliny nadtopatkowej obserwuje si¢ nieznaczny spadek ci-
$nienia przy powierzchni cisnacej szczytu topatki i znacznie wigkszy spadek ci-
$nienia przy powierzchni ssgcej szczytu. Efektem tej redukcji ciSnienia jest pew-
na zmiana, tj. wzrost obcigzenia szczytu topatki w poréwnaniu z obcigzeniem
przekrojow srednich. W badaniach prowadzonych przez Grahama [108], Sjolan-
dera i Amruda [105] oraz Xiao i in. [109] zaobserwowano istotny wzrost sity
osiowej dziatajacej na lopatke w palisadzie ze szczeling nadlopatkowa (od kilku
do kilkunastu procent w zaleznoséci od szerokos$ci szczeliny i geometrii palisa-
dy). Mniejsze byly zmiany sity obwodowej dajacej moment obrotowy.

. linia rozdziatu
wir kanatowy

$cianka gorna

wir przecieku
nadiopatkowego

Rys. 25. Wir przecieku nadlopatkowego i wir kanatowy w ukladzie ze szczeling

Obecnos¢ szczeliny nad topatkg wirnikowg zwykle eliminuje spigtrzenie
przeplywu, ktore przy braku szczeliny ma miejsce przy ograniczeniu gornym
w narozu przed krawedzig wlotowa lopatki. W zwigzku z tym przy ograniczeniu
nad szczeling przewaznie nie pojawia si¢ wir podkowiasty, chyba ze przy bardzo
matych rozmiarach szczeliny. Przeplyw przy ograniczeniu zewngtrznym zbliza-
jac si¢ do obszaru szczeliny nad krawedzig wlotowa ulega rozdzialowi na dwa
strumienie zmierzajace w kierunku sasiednich obszarow niskiego ci$nienia przy
powierzchni ssgcej sgsiednich topatek — strumien przecieku pokonujacy szczeli-
n¢ nadtopatkowg 1 strumien przeptywu poprzecznego zmierzajacy w poprzek
kanatu. Strumien przecieku nadlopatkowego opuszczajacy szczeling pod wply-
wem przeciwnego gradientu cisnienia w kanale odrywa si¢ od ograniczenia
1 zwija si¢ tworzagc wir przecieku nadlopatkowego. Z kolei przeptyw poprzeczny
zablokowany strumieniem przecieku nadlopatkowego takze odrywa si¢ od ogra-
niczenia i zwija si¢ tworzgc wir kanatowy. Sytuacje te ilustruje rys. 25. Linia
rozdzialu pomigdzy strumieniem przecieku a przeptywem poprzecznym lezy
przy powierzchni cisngcej topatki, Moore i Tilton [110], co takze pokazano na
rys. 25. Wir przecieku nadlopatkowego i wir kanalowy charakteryzujg si¢ prze-
ciwnymi kierunkami rotacji. Jak wynika z prac Yarasa i Sjolandera [111] oraz
Tallmana i Lakshminarayany [112] strukturg dominujacg jest tu wir przecieku
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nadtopatkowego. Wzajemne relacje pomiedzy cyrkulacjami tych dwoch form
przeptywow wirowych zalezg od szerokos$ci szczeliny nadlopatkowej, poziomu
odchylenia przeptywu i obcigzenia palisady, kierunku naplywu strumienia gltow-
nego i innych czynnikow. Dla typowych niskoobcigzonych palisad wirnikowych
o nominalnym kierunku naplywu i typowych rozmiarach szczelin cyrkulacja wi-
ru przecieku nadtopatkowego jest kilka razy wyzsza niz wiru kanatowego.

Wzajemne oddziatywanie wiru przecieku nadtopatkowego 1 wiru kanatowe-
go jest procesem ztozonym. W silnie odchylajacych palisadach turbinowych ba-
danych przez Yamamoto [113,114] oraz Yamamoto i in. [115], stabsza struktura
wiru kanatowego w wyniku oddziatywania z wirem przecieku nadtopatkowego
doznaje przesunigcia w kierunku $rednicy podziatowej. Podlega w tym czasie
znacznemu wydtuzeniu i redukcji cyrkulacji. Cyrkulacja wiru kanatowego male-
je przy przesunigciu naptywu strumienia gtownego na topatke w kierunku po-
wierzchni niskiego cis$nienia, czyli przy redukcji odchylenia przeptywu w pali-
sadzie, podczas gdy cyrkulacja wiru przecieku nadtopatkowego pozostaje prak-
tycznie na tym samym poziomie. Ze wzrostem rozmiaru szczeliny nastepuje
wzrost intensywnos$ci wiru przecieku nadlopatkowego, a intensywno$¢ wiru ka-
natowego raczej spada lub pozostaje niezmieniona. W badaniach Chana i in.
[116] dotyczacych palisady o mniejszym odchyleniu przeptywu gltéwnego niz
palisady Yamamoto, slaby wir kanatowy ulega szybko dysypacji. Pozostalosci
wirowosci o kierunku rotacji odpowiadajacej wirowi kanalowemu obserwuje si¢
tam jedynie przy ograniczeniu zewnetrznym przy powierzchni cisngcej w bli-
skim sasiedztwie punktu oderwania przeptywu poprzecznego.

Przeciek nadtopatkowy jest obszarem wysokiego poziomu turbulencji prze-
pltywu. Produkcja energii kinetycznej turbulencji, a nast¢pnie jej dysypacja sta-
nowig znaczne zrodto strat przeptywu. Rezultaty szczegdtowych pomiarow
przedstawione w pracy Moore i in. [117] wskazujg na poziom turbulencji si¢ga-
jacy 30% (odniesiony do predkosci wlotowej) w rejonie oderwania przecieku
nadtopatkowego od $cianki ograniczenia, w obszarze wiru przecieku nadtopat-
kowego 1 wiru kanatowego oraz w obszarze silnych napre¢zen wynikajacych
z interakcji tych dwoch struktur wirowych. Poziom turbulencji w strudze w ob-
szarze szczeliny pomierzony przez Heyesa i in. [118] przekracza lokalnie 26%
(wzgledem predkosci wylotowej z palisady).

Elementy strat przecieku nadlopatkowego

Straty entalpii zwigzane z przeciekiem nad lopatkami wolnono$nymi sg stratami
tarcia oraz mieszania strumieni. Pomijajgc oddzialywanie sit lepko$ci w procesie
formowania si¢ wiru przecieku nadlopatkowego (tj. przyjmujac, ze proces ten
zasadniczo wynika z oddziatywania sit pochodzacych od ci$nienia i sit bezwtad-
nosci), wérdd podstawowych mechanizméw generacji strat w obszarze przecieku
nadtopatkowego mozna wyrdzni¢, Denton [18]:

1. Tarcie strumienia przecieku o powierzchni¢ ograniczenia zewnetrznego

i powierzchni¢ wierzchotka topatki.
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2. Mieszanie w nicjednorodnej strudze przecieku w szczelinie nadtopatkowe;,
takze w obszarze oderwania strugi przecieku z wierzchotka topatki.

3. Efekty przeptywu $cinajacego w obszarze rozdziatu strugi przecieku i prze-
ptywu poprzecznego, pomigdzy wirem przecieku nadtopatkowego i wirem
kanatowym oraz w obszarze wptywu wiru przecieku nadlopatkowego przy
powierzchni ssgcej topatki wirnikowe;.

4. Dysypacj¢ energii kinetycznej wiru przecieku nadtopatkowego w procesie
mieszania z przeptywem gtéwnym (podobnie jak w przypadku dysypacji wi-
ru kanatowego przyjmuje si¢, ze cala energia kinetyczna ruchu wzglednego
w obszarze przecieku nadlopatkowego jest tracona w procesie mieszania).

5. Obecnos¢ szczeliny nadtopatkowej, fakt wzglednej ruchomos$ci ograniczenia
zewnetrznego 1 topatek wirnikowych oraz oddzialywanie wiru przecieku
nadtopatkowego powoduja tez istotng redystrybucjg strat brzegowych pocho-
dzacych od ograniczenia zewnetrznego. Straty przeptywoéw wtdrnych
w obecnosci przecieku nadtopatkowego sg zwykle mniejsze niz w analogicz-
nej palisadzie bez szczeliny nadtopatkowe;.

6. Zwykle nie zakonczone procesy mieszania wiru przecieku nadlopatkowego
z przepltywem glownym (takze z ré6znymi formami przeptywdw wirowych)
przenosza si¢ w dot przeptywu do kolejnego wienca. Znaczne rozbiezno$ci
w rozktadzie predkosci wylotowej 1 kata wylotowego pomiedzy przeptywem
glownym i obszarem przecieku nadlopatkowego prowadza do nienominalne-
go naptywu wzdluz znacznej czgsci topatki, co jest zrodlem dodatkowych
strat przeplywu w nastegpnym wiencu, [18,119]. W szczegdlnych przypad-
kach, a dotyczy to nisko obcigzonych i stabo odchylajacych palisad stopni ra-
czej reakcyjnych, przy matych rozmiarach szczeliny nadtopatkowej i przy
duzych rozmiarach szczeliny migdzystopniowej straty w wiencu potozonym
w dot przeptywu moga pozosta¢ niezmienione lub by¢ nawet nieco mniejsze,
co zaobserwowali Boletis i Sieverding [120], a takze Morphis i Bindon [121].
Sytuacja taka moze mie¢ migjsce, o ile naplyw na kierownice w obszarze
dominacji przecieku nie przekroczy jeszcze granicy naplywu okotonominal-
nego, a lokalnie mniejszy poziom odchylenia przeptywu w drugiej kierowni-
Cy przy ograniczeniu zewngtrznym powoduje obnizenie tam straty profilowej
i redukcje straty brzegowej z ograniczeniem intensywnos$ci przeplywow
wtornych.

Yaras i Sjolander [122] wlaczajg straty przecieku nadtopatkowego do tzw.
catkowitej straty brzegowej przy ograniczeniu ze szczeling Ye.qup) 1 dokonujg jej
umownego podzialu wedhlug nastepujacego wzoru:

Yend(tip) = Ygap + ks Ysec,O + Ytip > (91)

gdzie Yg, oznacza straty w obszarze szczeliny nadtopatkowej, Yo — straty
przeplywow wtornych przy zerowej szczelinie, Yy, — straty przecieku poza
szczeling, tzn. w ukladzie migdzytopatkowym i dalej w dot przeptywu. Dominu-
jacy charakter ma przewaznie ten trzeci element strat. Wedlug oszacowan Bin-
dona [103] i Sjolandera [21] udziat strat w obszarze szczeliny w catkowitej stra-
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cie brzegowej, tj. z uwzglednieniem straty przecieku nadtopatkowego i przepty-
wow wtornych, sigga 1/5 dla szczeliny o wysokosci 2% wysokosci kanatu i ma-
leje ze wzrostem rozmiaru szczeliny. Ze wzrostem rozmiaru szczeliny nadtopat-
kowej malejg takze straty przeptywoéw wtdrnych, co ujmuje wspotczynnik £
w réwnaniu (91) przyjmujacy wartosci ponizej jednosci w przypadku niezerowej
warto$ci szczeliny nadlopatkowej oraz malejagcy w kierunku zera ze wzrostem
rozmiaru szczeliny. Dekompozycje catkowitej straty brzegowej na poszczegdlne
sktadniki strat przedstawia pogladowy diagram strat przedstawiony na rys. 26,
zapozyczony z pracy Yarasa i Sjolandera [122]. O ile ocena straty przeptywu
w szczelinie jest eksperymentalnie tatwa, to wyodrebnienie pozostatych sktadni-
kow catkowitej straty brzegowej jest zadaniem skomplikowanym. Dlatego dia-
gram ten ma jedynie charakter pogladowy. Rysunek dotyczy w zasadzie przy-
padku palisady z wzglednie nieruchomym ograniczeniem zewngtrznym kanatu.
Dla przypadku wzglednie ruchomego ograniczenia, z uwagi na wzrost roznicy
predkosci pomiedzy strugg przecieku a ograniczeniem, nalezy oczekiwaé wzro-
stu udziatu strat w obszarze szczeliny w bilansie strat przecieku i catkowitej stra-
ty brzegowe;j.

STRATY W SZCZELINIE

STRATY PRZECIEKU
POZA SZCZELINA

\
\ l \\CALKOW"'A STRATA
/ BRZEGOWA
STRATYWTORNEj/‘ AN\ l
Ly g
0

SZEROKOSC SZCZELINY

Rys. 26. Diagram udziatu poszczeg6lnych sktadnikow strat
w catkowitej stracie brzegowej (Yaras i Sjolander [122])

Podstawowe znaczenie dla strat przecieku ma wzgledna wysokos¢ szczeli-
ny nadtopatkowej, co uwzgledniajg wszystkie korelacje eksperymentalne i teore-
tyczne, np. Ainley’a i Mathiesona [10], Dunhama i Came [93], Kackera i Oka-
puu [123] oraz Yarasa i Sjolandera [124]. Przyjmuje si¢ zaleznos$¢ liniowa, co
jest poparte wynikami badan eksperymentalnych, np. Bindona [103], Yarasa
i Sjolandera [122]. Korelacje ujmujg takze efekty odchylenia przeplywu w pali-
sadzie 1 gestosci palisady (podziatki wzglednej). Przyktadowe korelacje maja
postaci:

— Ainley i Mathieson [10], (92)
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cos® a 1 ) 078 2
Eip = ; 2 5 0,47(—j L _DunhamiCame [93], (93)
cos” a,, (p/C) c hi/C

2
Sip =2K g ! éCD COS3 % 62’5 — Yaras i Sjolander [124], (94)
p/Ch " cos’a,,

gdzie o jest szerokoscig szczeliny, o2, o 0znaczaja kat wylotu z strumienia pali-
sady i kat $redni przeptywu w palisadzie, c¢; to wspolczynnik sity nosnej topatki,
natomiast Kz to wspotczynnik zalezny od sposobu obcigzenia topatki (0,566 dla
lopatek obcigzonych w czesci przedniej Iub tylnej, 0,5 dla topatek obcigzonych
w czgsci srodkowej), a Cp to wspotczynnik przelotnosei strugi przecieku (typo-
wo 0,7+0,8).

Diagram strat przecieku nadlopatkowego

Straty entalpii z tytutu przecieku nad lopatkami niebandazowanymi mozna
zgrubnie oszacowa¢ w oparciu o model mieszania strug nieréwnolegtych lub tez
model traconej energii kinetycznej przeptywu wzglednego opisane w rozdziale
1.6 — wzor (63). Denton [19] pomija mieszanie w szczelinie nadlopatkowej
i przyjmuje, ze odbywa si¢ ono przy powierzchni ssgcej topatki w statej objeto-
$ci 1 przy statym cis$nieniu. Strugg gtowng w modelu mieszania strug jest stru-
mien przeplywu gléwnego przy powierzchni ssacej o predkosci vy, rys. 27. Za-
ktadajac, ze ci$nienie statyczne strugi przecieku jest takie jak strugi gldwnej
przy powierzchni ssacej, tj. p; = p1 = ps 1 pomijajac straty ci$nienia catkowitego
strumienia przeciecku w szczelinie nadtopatkowej oraz strumienia glownego
w uktadzie miedzytopatkowym otrzymuje si¢ tez, ze predkos$¢ strumienia prze-
cieku jest rowna predkosci przeptywu przy powierzchni ssacej, tj. vi = vi = v,.
Denton zaktada, ze sktadowa predkosci strumienia przecieku w kierunku prze-
ptywu gltownego jest rowna predkosci strumienia gldéwnego przy powierzchni
cisngcej skad przeciek si¢ wywodzi, a dalsze przyspieszenie strumienia przecie-
ku nadlopatkowego w szczelinie odbywa si¢ pod wplywem gradientu ci$nienia
w kierunku prostopadtym do przeptywu glownego. Pozwala to na okreslenie
sktadowych predkosci strumienia glownego i strumienia przecieku w uktadzie
wspotrzednych: wzdtuz przeptywu, w poprzek i1 wzdtuz wysoko$ci kanalu

Rys. 27. Model mieszania strumieni w obszarze przecieku nad topatkg niebandazowang
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v, =[v,,0,0], vj—[ polVe =V o} (95)

Aby wyznaczy¢ wspoOtczynnik strat w obszarze mieszania przecieku ze
strumieniem gtdwnym, mozna skorzysta¢ z modelu traconej energii kinetycznej
przeplywu wzglednego (przy zalozeniu m; << my):

. Jdmj Cre Jdmj Vrzgz N Idmj v%l _ Jdmj (o =v, f :(Vsz -v2)

my v; C my v C m vy
dm; vy
=—L21--£ (96)
C ml VS
gdzie calkowanie w obszarze szczeliny nadlopatkowej rozcigga si¢ wzdtuz cig-

ciwy profilu.
Masowe nat¢zenie przeptywu gtownego (przez jeden kanal) wyraza si¢ tu
wzorem

my = phpv,.. 97

gdzie A jest wysokoscia topatki, p — podziatka, v — predkoscia osiowa. Elemen-
tarne masowe nate¢zenie strugi przecieku mozna okresli¢ ze wzoru

dm :mjnc55d0=p,/v§ —v2 CsadC (98)

gdzie dC jest elementarnym odcinkiem cigciwy profilu, & — szeroko$cia szczeli-
ny nadtopatkowej, a Cs jest wspotczynnikiem kontrakcji strugi przecieku wyra-
zajacym efekt zablokowania szczeliny przecieku obszarem oderwania z krawe-
dzi wierzcholka lopatki i warstwa przyScienng przy ograniczeniu zewnetrznym.
Stad wspolczynnik strat przyjmuje postaé

2C55 C Vg _V
h p

E=Y= 1—— (99)

Przyjmujac podobnie jak w rozdziale 1.4 model cienkiego profilu réwno
obcigzonego wzdhuz cigciwy (vi—v, = 2Av) i rugujac stosunek p/C w oparciu o
wzor (38) otrzymuje si¢ wyrazenie

1 2
(tge; —tgag J‘ 1- 127 dx , (100)
0

S

2C50
f=y="03

w ktorym straty przecieku nadtopatkowego sg proporcjonalne do wzglednej sze-
rokosci szczeliny nad topatka i zalezg od odchylenia przeptywu w palisadzie.
Catke we wzorze (100) mozna poming¢ przez pomini¢cie kwadratu wyrazenia
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vy/vs (dla typowej wartosci §redniej v,/vs w palisadzie turbinowej rownej 0,3+0,4
btad zaniedbania jest rzedu 0,05+0,09 wartosci wspotczynnika strat). Wyrazenie
(100) mozna jednak dalej catkowa¢ w oparciu o przyjete zalozenia cienkiego
iréwno obcigzonego profilu (v, =—-Av+v, /cosa, vy =4v+v, /cosa ) oraz

przyjmujac, ze tga zmienia si¢ liniowo z cigciwg, co prowadzi do postaci

2

2C50 1 (~Av/v, +1/cosa)
E="""(tga, —tga 1- x dx =
h (g 0)'([\/ (Av/vxvtl/cosoz)2

2C5§tgal (—1101/302 +\/1+x2

Snbed hutl 1—

2
) de,  (101)

tgag (1/01 /3¢, +\/1+x2j2

gdzie przyj¢to uprzednio wyznaczong warto$¢ Av/v, =,/¢; /3¢, , odpowiada-

jaca minimalnej warto$ci wspotczynnika strat w warstwie przys$ciennej na profi-
lu. Powyzsze wyrazenie mozna catkowa¢ numerycznie dla zadanych par kata
wlotowego i wylotowego.

Ostatniag kwestia wymagajaca wyjasnienia jest zakres zmian wartosci
wspotczynnika kontrakcji strugi przecieku w szczelinie nadtopatkowej Cs. Ty-
powa warto$¢ tego wspoOlczynnika dla przypadku wzglednie nieruchomego
ograniczenia zewngtrznego waha si¢ pomigdzy 0,6 a 0,8, Yaras i Sjolander
[124], Denton [18], Dishart i Moore [125]. Dla przypadku przecieku w szczeli-
nie w warunkach wzglednego ruchu lopatki wirnikowej i ograniczenia odpowia-
dajacego nominalnej predkosci obrotowej wirnika, Yaras i Sjolander [124] uzy-
skuja redukcje warto$ci wspotczynnika kontrakcji do 0,45. Denton [18] sugeruje
dwukrotne obnizenie warto$ci wspotczynnika w poréwnaniu do przypadku
wzglednie nieruchomego ograniczenia. Kim i Chung [126] z kolei przyjmuja
warto$¢ podstawowg wspdtezynnika kontrakceji jako 0,3 z korekcja tej wartosci
na przypadki nienominalnych warunkéw pracy wg metody przedstawionej
w pracy Heyesa i in. [118].

Na rys. 28 przedstawiono diagram strat przecieku nad topatkami wolnono-
$nymi w palisadzie w funkcji kata wlotowego i wylotowego ay oraz «; dla
szczeliny nadlopatkowej o rozmiarze 1% wysokosci kanalu wyznaczony
w oparciu o wyrazenie (101) przy zatozeniu stalej wartosci wspotczynnika
kontrakcji strugi przecieku na poziomie Cs=0,4. Jak wida¢ z rysunku straty prze-
cieku moga zmienia¢ si¢ w szerokim zakresie zaleznie od wzajemnych kombi-
nacji kata wlotowego 1 wylotowego. Dla typowych kombinacji katdéw w palisa-
dzie wirnikowej stopnia reakcyjnego, gdzie oo € (-20°,20°) oraz ou € (70°,75°),
warto$¢ wspoélczynnika strat przecicku nadtopatkowego waha si¢ w granicach
1,9+3,3%. Dla przypadku stopnia akcyjnego, gdzie ap € (—65°-60°) oraz
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oy € (65°,75°), warto$¢ wspotczynnika strat przecieku nadlopatkowego wynosi
2,9+4,9% na kazdy 1% wysokosci szczeliny wzgledem wysokosci kanatu.

STR. PRZECIEKU - LOPATKI BEZ BANDAZA

o 4

60 65 o s 80
|
Rys. 28. Wspotczynnik strat przecieku nad topatkami wolnono$nymi
w funkcji katow wlotu i wylotu a, au; 6= 0,014, Cs= 0,4 [407]

Przedstawione tu wartos$ci strat maja charakter przyblizony i stanowig jedy-
nie zgrubne oszacowanie zjawisk towarzyszacych przeciekowi nadtopatkowe-
mu. W oszacowaniu powyzszym pomini¢to m.in. efekty $cisliwosci ptynu
szczegdlnie wazne w stopniach czgsci niskopreznej z dlugimi topatkami nieban-
dazowanymi. Ewentualna weryfikacja eksperymentalna warto$ci diagramu moze
mie¢ takze jedynie charakter szacunkowy z uwagi na trudnosci w wyodrgbnie-
niu poszczegdlnych sktadnikow straty brzegowej i z uwagi na fakt, ze dostgpne
badania eksperymentalne, w ktorych podaje si¢ ilosciowe informacje o poziomie
strat nie uwzgledniajg wzajemnego ruchu ograniczenia i topatek. Tym niemniej
mozna pokazaé, ze wartosci przedstawione na diagramie sa jak najbardziej
zbiezne z wynikami pomiaréw. Dla przyktadu, w palisadzie Disharta i Moore’a
[125] o kacie wlotowym —45° 1 wylotowym 64°, bez wzglednego ruchu ograni-
czenia i topatek, pomierzony wspotczynnik strat przecieku wynosi 8,7% dla
szczeliny o rozmiarze 2,1% wysokosci kanalu (wspotczynnik ten zostat zmie-
rzony jako ro6znica pomi¢dzy warto§ciami straty catkowitej przy szczelinie 2,1%
i bez szczeliny). Dla okres$lonego zestawu katow, z diagramu przedstawionego
na rys. 28 mozna odczyta¢ warto$¢ wspolczynnika strat przecieku roéwng 2,3%
(dla szczeliny 1%). Mnozac t¢ warto$¢ przez wysoko$¢ szczeliny i zmieniajac
warto$¢ wspotczynnika kontrakceji z 0,4 na 0,7 (odpowiadajacg sytuacji wzgled-
nie nieruchomego ograniczenia zewngtrznego) otrzymuje si¢ wartos¢ obliczong
8,5% (2,3%x2,1x0,7/0,4 = 8,5%), ktora jest bliska wartosci pomierzonej. Z kolei
w przypadku palisady Heyesa i Hodsona [127] (kat wlotowy 32°, wylotowy
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76°), takze bez wzglednego ruchu ograniczenia i topatek, roznica pomierzonych
warto$ci wspotczynnika strat (odniesionego do predkosci wlotowej) dla szczelin
o wysokosci 2,8% i1 1,7% (odniesionych tym razem do dtugosci cigciwy) wynosi
7,5%. Po przeliczeniu wspotczynnika strat na warto$§¢ odniesiong do predkosci
wylotowej (U; = 1,7Up) 1 odnoszac rozmiar szczeliny do wysokosci kanatu (dla
tej palisady #/C = 2,11), otrzymuje si¢, ze pomierzone straty przecieku wynosza
4,9% dla szczeliny o wysokosci 1% (wzglgdem wysokosci kanatu). Dla danego
zestawu katow, z diagramu 285 mozna odczytaé warto$¢ wspdlczynnika strat
przecieku réwng 2,7%. Podobnie zmieniajac warto$¢ wspolczynnika kontrakeji
z 0,4 na 0,7 otrzymujemy warto$¢ obliczong na poziomie 4,7%, ktora podobnie
jak w przypadku palisady Disharta i Moore’a jest bliska warto$ci pomierzone;.
Analogiczne poréwnanie mozna zrobi¢ dla palisady Yamamoto [114] (cho¢ tam
wartosci strat przedstawione sa w pewnym przekroju potozonym niedaleko za
krawedzig wylotowa i wymagaja dodatkowego przeliczenia dla otrzymania war-
tosci strat odpowiadajacych pelnemu wymieszaniu niejednorodnos$ci przeptywu)
oraz dla palisady Yarasa i Sjolandera [128]. Nie bedziemy jednak dokumento-
wac wynikow tego poréwnania z uwagi na oszczedno$¢ miejsca.

1.9. Straty przecieku nadbandazowego

Formowanie si¢ przecieku nad lopatka bandazowang

Sita napedzajaca przeciek nad lopatkami z bandazem jest réznica cisnienia
w kanale miedzy krawedzig wlotowa i wylotowa. W przypadku stopni reakcyj-
nych roznica ta jest pordwnywalna ze s$rednig roznicg ci$nienia miedzy po-
wierzchnig cisnaca i ssaca, w przypadku stopni o budowie akcyjnej jest znacznie
mniejsza. Geometria obszaru, w ktorym formuje si¢ przeciek nadbandazowy jest
bardziej ztozona niz w przypadku przecicku nad ltopatkg niebandazowang. Na
rys. 29 przedstawiono uproszczony model przecieku nad topatkami bandazowa-
nymi z pojedynczym uszczelnieniem (zabkiem) wykorzystany do celéw obli-
czeniowych. Modelowy obraz przecieku nadbandazowego jest w niewielkim
stopniu podobny do obrazu przecieku nad topatkami wolnono$nymi. Przeciek
tworzy waska struge pomiedzy ograniczeniem i uszczelnieniem. Struga przecie-
ku odrywa si¢ z ostrych krawedzi bandaza i elementéw uszczelniajgcych, czemu

==L

Rys. 29. Schemat przecieku nad topatkami bandazowanymi
z uszczelnieniem labiryntowym z jednym zgbem (Denton [18])
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towarzyszy tworzenie si¢ stref recyrkulacji w komorach labiryntu. Roznica ci-
$nien w przekrojach wlotowym i wylotowym uszczelnienia labiryntowego oraz
jego geometria to gldéwne czynniki decydujace o poziomie masowego natezenia
przecieku nadbandazowego. Po powrocie do uktadu topatkowego strumien prze-
cieku charakteryzuje si¢ innymi parametrami niz przeptyw gtéwny, z czego naj-
bardziej istotna wydaje si¢ rdznica wartosci i kierunku predkosci pomigdzy
strumieniem przecieku a przeplywem glownym. W rezultacie nastepuje miesza-
nie strumienia przecieku z przeplywem glownym w uktadzie topatkowym. Pro-
ces ten ma miejsce za krawedzig wylotowa topatki wirnikowej i zachodzi zwy-
kle w warunkach dodatniego gradientu ci$nienia. W zwigzku z tym, w przeci-
wienstwie do przypadku przecieku nad topatkag wolnono$ng nie obserwuje si¢
zwijania strugi przecieku w strukture¢ wirowa. Przy niewielkiej odleglosci po-
miedzy wirnikiem a kierownica nastgpnego stopnia proces mieszania przenosi
si¢ do nastepnego stopnia.

Elementy strat przecieku nadbandazowego

Podstawowe mechanizmy generacji strat w obszarze wptywu przecieku nadban-

dazowego maja charakter czgSciowo analogiczny do przypadku przecieku nad

lopatkg wolnonosng, Denton [18], de la Rosa Blanco i in. [129], Zlatinow i in.

[130], Palmeri in. [131]. Sa to:

1. Tarcie strumienia przecieku o powierzchni¢ ograniczenia zewngtrznego, ban-
daza i elementdéw uszczelnien labiryntowych.

2. Mieszanie w szczelinie nadbandazowej w niejednorodnej strudze przecieku,
takze w obszarach recyrkulacji w komorach uszczelnien labiryntowych.

3. Mieszanie strugi przecieku z przeptywem gtownym za krawedziag wylotowa
lopatek. Przyjmuje sig, ze cala energia kinetyczna ruchu wzglgdnego przecie-
ku nadbandazowego (wzglgdem kierunku przeptywu glownego) jest tracona
W procesie mieszania. Z uwagi na fakt, ze strumien przecieku charakteryzuje
si¢ duzg energig i kierunkiem predkosci znacznie odbiegajgcym od kierunku
przeptywu gléwnego, wicksza czg$¢ entropii wygenerowanej z tytulu prze-
cieku ma miejsce nie w uszczelnieniach labiryntowych, ale wtasnie w ukta-
dzie topatkowym po wprowadzeniu przecieku do przeptywu gtownego.

4. Redukcja intensywnosci przeplywdéw wtornych w wiencu wirnikowym spo-
wodowana odptywem warstwy przysciennej do szczeliny nadbandazowe;.

5. Nie zakonczone procesy mieszania strugi przecieku z przeplywem gléwnym
i r6znymi formami przeptywow wtornych przenoszg si¢ w dot przeptywu do
kolejnego wienca. Glownym zrodlem dodatkowych strat przeptywu w na-
stepnym wiencu sg nienominalne warunki naptywu w przekrojach przy ogra-
niczeniu zewnetrznym wynikajgce z niejednorodnosci w rozktadzie predkosci
wylotowej i kata wylotowego pomigdzy przeptywem gltdéwnym i obszarem
przecieku nadbandazowego.

Przy zalozeniu, Zze strumien przecieku w uszczelnieniu zachowuje stalg
warto$¢ entalpii oraz doznaje spadku ci$nienia analogicznie do strumienia glow-
nego w ukladzie migdzytopatkowym, tj. od p1 do p», straty przecieku w obszarze
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nadbandazowym mozna okresli¢ przy pomocy uproszczonego diagramu /A-—s,
przedstawionego na rys. 30, w kategorii przyrostu entropii na skutek procesow
dysypacyjnych zachodzacych w uszczelnieniu, tzn. s>—s1, albo w kategorii traco-
nej przez strumien przecieku czesci spadku entalpii teoretycznej, tzn. A, s—hys.
Straty przecieku w obszarze nadbandazowym sg czegsto okre§lane mianem strat
typu ,,by-pass”, Gier i in. [132]. Na wylocie z uszczelnienia strumien przecieku
jest zdolny do wykonania pracy w kolejnym stopniu; wczesniej jednak podlega
zmieszaniu ze strumieniem gtownym.

A
h

Rys. 30. Schemat ekspansji strumienia przecieku nadbandazowego

Perycz [1] podaje uproszczong zalezno$¢ na strate nieszczelno$ci w stopniu
turbinowym z topatkami bandazowanymi kierownicy i wirnika

Ereak {(Hu)ﬁﬂ”—"}m, (102)

my My

gdzie my jest natezeniem przeptywu w uktadzie topatkowym, m’ oraz m’’ ozna-
czaja natezenia przecieku w kierownicy i wirniku, #, to sprawnos¢ obwodowa
stopnia (tj. sprawno$¢ bez uwzglednienia strat nieszczelnosci), a u to wspot-
czynnik strat zmieszania, ktorego typowe warto$ci zawieraja si¢ w przedziale
(0,5+1,0). Szczegdtowe wyrazenia na okreslenie intensywnosci przecieku przez
uszczelnienia labiryntowe réznych typow mozna znalez¢ w pracy Kosowskiego
[17]. W ogdlnosci warto$¢ przecieku okresla si¢ ze wzoru Stodoli [133]

m=Ap2Ah, | (103)

gdzie Ahs oznacza izentropowy spadek entalpii w uszczelnieniu, natomiast 4 jest
zastepcza powierzchnig strumienia przecieku, ktorg mozna zapisaé w postaci

A= : (104)
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przy czym z jest liczbg uszczelnien (zabkow), 6; oraz D; oznaczaja szerokos¢
i $rednicg kolejnych szczelin, a; jest wspotczynnikiem przelotnosci szczeliny
o numerze i, ktorego typowa warto§¢ miesci si¢ w zakresie 0,7+0,8. Dla
uszczelnienia plaskiego (potozonego na jednej $rednicy) o identycznym rozmia-
rze szczelin wzor (104) upraszcza si¢ do postaci

7D oo
& .

W stopniu o budowie begbnowej z topatkami bandazowanymi z uszczelnie-
niem labiryntowym o liczbie uszczelnien (zabkoéw) rownej z wspotezynnik strat
nieszczelnosci przyjmuje postac [1]

A=

(105)

é:leak = |:(2 + ﬂ)%ﬁ}nu : (106)
1

Jak wida¢ z powyzszych zalezno$ci parametry geometryczne uszczelnienia
labiryntowego sa decydujace dla poziomu strat nieszczelnosci. W zwigzku z tym
w literaturze mozna znalez¢ szereg prac poswigconych poszukiwaniu odpowied-
niej konstrukcji uszczelnien labiryntowych, takze z wykorzystaniem metod op-
tymalizacji, m.in. Pfau i in. [134], Porreca i in. [135], Wroblewski i in. [136].

Diagram strat przecieku nadbandazowego

Straty mieszania przecieku nadbandazowego z przeptywem glownym w palisa-
dzie turbinowej mozna oszacowac¢ korzystajac z modelu traconej energii kine-
tycznej ruchu wzglednego strumienia przecieku. W pracy Dentona [18] przyj-
muje si¢, ze mieszanie strumieni przecieku i przeptywu gltéwnego odbywa sie
przy ci$nieniu panujagcym na wylocie strumienia gtownego z uktadu migdzyto-
patkowego, tj. p; = p1, oraz ze zarowno przeptyw glowny w uktadzie miedzyto-
patkowym, jak i strumien przecieku w uszczelnieniu nie doznajg straty ci$nienia
catkowitego, tj. pjr = por = pir. Jezeli przyjmiemy, ze predkos¢ obwodowa strugi
przecieku nie zmienia si¢ w uszczelnieniu, tzn. pozostaje taka jak strumienia
glownego na wlocie do wirnika, to z réwnania Bernoulli’ego dla przekroju
w uszczelnieniu mamy

1 1
Ep(vjz.x +vitgla, )+ P, =Ep(v§ +v§tg2a0)+ Do (107)

gdzie v, to sktadowa osiowa predkosci strumienia przecieku w uszczelnieniu,
vy jest sktadowa osiowa predkosci strumienia gtownego, a vitga wyraza wartosc¢
sktadowej obwodowej predkosci strumienia gtdéwnego w kanale topatkowym
(przyjmujemy, ze skltadowa promieniowa ma warto$¢ réwng zeru). Z rownosci
por = pir otrzymuje si¢
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1 1
Ep(vi +v§tg2a0)+p0 :Ep(vi +vitgle, )+p1, (108)
po czym wykorzystujac przyjete zatozenie, ze p; = pi otrzymuje si¢
Vi =vs (1+tg2e, —tg2a, ). (109)

Stad masowe nat¢zenie strumienia przecieku przypadajace na jeden kanal prze-
pltywowy jest rowne

m; =pC56'pvx\/1+tg2a1 —tg2a0 , (110)

przy czym O oznacza tu szeroko$¢ szczeliny nad bandazem, a Csjest wspolczyn-
nikiem kontrakcji strugi, ktérego wartos¢ jest m.in. funkcjg geometrii uszczel-
nienia. W niniejszych obliczeniach przyjeto warto§¢ wspotczynnika kontrakcji
strugi przecieku dla modelowego uszczelnienia jednozabkowego takg sama, jak
dla przypadku przecieku nad topatkami niebandazowanymi, tj. 0,4, a masowe
nat¢zenie strumienia gtownego okreslono podobnie jak w poprzednim podroz-
dziale (wzor (97)). Przyjmujac, ze na wylocie z uszczelnienia strumien przecie-
ku traci swa predkos$¢ osiowg na rzecz predkosci promieniowej, sktadowe pred-
kosci strumienia przecieku okresli¢ mozna jako

V= [0, vtgon, —vi], (111)
podczas gdy predkos¢ przeptywu gtownego ma sktadowe
Vi = [vy, witga, 0]. (112)

Wspolczynnik strat przecieku nadbandazowego okreslony na podstawie modelu
traconej energii kinetycznej przeplywu wzglednego mozna, przy zatozeniu
m; << my, przedstawi¢ w nastepujacej postaci (Denton [18]):

m vﬁ + vi (tgal —tga )2 + v?x

2 2
— mj Crel _ mj Vrel . mj Vel __J

~

- 2 2 2 2,2
my e my vy my vy ny v, tvitgT o
o0 8% g, | (113
m tgoy

Zmiany wspolczynnika strat w funkcji kata wlotowego i wylotowego oo,
dla 1% szczeliny nadbandazowej wyznaczone ze wzoru (113) przy Cs= 0,4 zo-
brazowano na rys. 31. Jak wida¢ straty przecicku nadbandazowego mogg takze
zmienia¢ si¢ w szerokim zakresie zaleznie od wzajemnych kombinacji kata wlo-
towego 1 wylotowego. Dla kombinacji katow typowych dla palisad wirnikowych
stopni reakcyjnych wartos¢ wspotczynnika strat przecieku nad topatkami banda-
zowanymi jest podobna do przypadku palisady z lopatkami niebandazowanymi
(przy tej samej efektywnej wysokosci szczeliny, tj. oCs).
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STR. PRZECIEKU - LOPATKI Z BANDAZEM
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Rys. 31. Wspotczynnik strat przecieku nad topatkami z bandazem
w funkcji katow wlotu i wylotu a, au; 6= 0,014, Cs= 0,4 [407]

Istotne zmiany obserwuje si¢ dla kombinacji katow typowych dla stopni
akcyjnych. W zakresie zmian kata wlotowego i wylotowego ap € (—65°,—-60°),
oy € (65°, 75°) warto$¢ wspotczynnika strat jest nizsza niz dla palisady z opat-
kami niebandazowanymi i waha si¢ w granicach 2,0+4,0% na kazdy 1% wyso-
kosci szczeliny.

Powyzsze wyniki traktuje si¢ jako odpowiadajace sytuacji uszczelnienia
jednozabkowego. Zwigkszenie liczby zabkow w uszczelnieniu prowadzi do re-
dukcji masowego natezenia strumienia przecieku (dotyczy to oczywiscie zarow-
no stopni akcyjnych, jak i reakcyjnych z topatkami bandazowanymi). Na mocy
rownania (105), w przypadku uszczelnienia wielozgbkowego mozna postugiwaé
si¢ zaleznoscia (110), o ile zatozy si¢ zastgpczg efektywnag wysoko$¢ szczeliny

nadbandazowej jako oCs / Jz (z — liczba zabkow w uszczelnieniu). W praktyce

oznacza to, ze przy czterech zabkach w uszczelnieniu labiryntowym straty prze-
cieku malejg dwukrotnie w poréwnaniu do sytuacji z pojedynczym zgbkiem.
Wyrazenie (113) ma oczywiScie jedynie charakter szacunkowy. W stopniach
cze$ci wysokopreznej z krotkimi topatkami bandazowanymi ma miejsce znacza-
ca interakcja przecieku nadbandazowego z przeplywami wtornymi wienca bie-
zacego, jak 1 wienca potozonego w dot przeptywu, co pokazano w pracach Pe-
tersaiin. [136], oraz w pracach autora [137,138].

1.10. Straty brodzenia

Straty brodzenia to w duzym przyblizeniu straty mocy potrzebnej na pokonanie
tarcia strumienia przytarczowego o powierzchni¢ wirujgcej tarczy. Strumien
przytarczowy doznaje takze straty energii kinetycznej w wyniku tarcia z nieru-
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chomag tarczg kierowniczg. Istotnym Zrodtem strat jest takze mieszanie strumie-
nia przytarczowego z przeptywem gtdéwnym po powrocie strumienia do prze-
plywu gtéwnego. Przyjmuje si¢, ze cala energia kinetyczna ruchu wzglednego
strumienia przytarczowego po powrocie do kanatu topatkowego (wzglgdem kie-
runku przeptywu glownego) jest tracona w procesie mieszania.

Strate mocy spowodowang tarciem czynnika mozna wyznaczy¢ jako calke
produkcji entropii w warstwach przySciennych na powierzchniach tarcz, gdzie
dominujgce znaczenie odgrywa trzecia pochodna predkosci wzglednej ptynu.
Korelacje eksperymentalne pozwalajgce wyznaczy¢ straty brodzenia tarcz majg
posta¢ (Traupel [15], Kosowski [17,139]):

23
Nﬁ, _ KﬁpD u
N, mAH,

&= (114)

W powyzszym wzorze moc brodzenia N; odniesiona zostata do mocy teoretycz-
nej Ns w stopniu w przemianie izentropowej. Z kolei Ky jest wspotczynnikiem
wyznaczonym na podstawie badan eksperymentalnych i zawiera si¢ w granicach
0,0002+0,0015. W korelacji tej wystgpuje trzecia potega predkosci obrotowej
wirnika (predkosc liniowa na $rednicy zewngtrznej tarczy D) w bilansie strat.
Warto$¢ strat brodzenia jest zwykle pomijalnie mata w bilansie strat stopnia tur-
biny.

Jeszcze mniejszy jest poziom strat brodzenia w stopniach turbinowych
o konstrukcji bgbnowej wyrazajacy si¢ zalezno$cia

. N, Kj;pDBu®
== ; (115)
N th mAH s

przy czym B oznacza szeroko$¢ tarczy wirnika (w kierunku osiowym), a wspot-
czynnik Kj; wyznaczony eksperymentalnie przyjmuje warto$¢ na poziomie
0,001. Nalezy oczekiwac, ze wicksze sg straty mieszania bocznych przeptywow
przytarczowych z przeplywem gléwnym w ukladzie topatkowym. Przewaznie
jednak straty mieszania przeptywow przytarczowych sg ok. 2+5 razy mniejsze
niz straty przecieku nadbandazowego.

1.11. Straty przeplywu niestacjonarnego

Przeplywy w maszynach wirnikowych majg w rzeczywisto$ci charakter niesta-
cjonarny. Z punktu widzenia stopnia turbiny lub grupy stopni, zrodta niestacjo-
narnosci przeplywu mozna podzieli¢ na dwie kategorie. W pierwszej kategorii,
o charakterze zewnetrznym, mieszcza si¢ niestacjonarnosci przeplywu pojawia-
jace si¢ m.in. w stanach rozruchowych, w zwiagzku z pracg turbiny w zmiennych
warunkach lub tez z powodu pulsacji ci$nienia w strumieniu dolotowym.
W drugiej kategorii, o charakterze wewngtrznym, zrédlem niestacjonarno$ci
przeptywu jest oddziatywanie wzajemnie ruchomych wiencow, tzw. oddziaty-
wanie typu kierownica/wirnik. Przemieszczanie si¢ topatek wienca wirnikowego
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za palisadg kierowniczg jest przyczyng fluktuacji ci$nienia i innych parametrow
przeptywu w obszarze kierownicy. Wazng role w oddziatywaniu wiencéw petni
wirowo$¢ zaindukowana w przeptywie, a wigc wystepujaca na krawedzi spty-
wowej topatek, w strefach oderwania przeptywu, w obszarach przeptywow
wtornych 1 innych formach ruchu wirowego, np. w wirze przecieku nadtopatko-
wego. Formowanie si¢ tych struktur wirowych jest samo w sobie zrodtem fluk-
tuacji parametrow przeptywu. Procesy ich mieszania z przeptywem gltéwnym
przewaznie nie zostajg zakonczone w obszarze wienca, w ktorym zostaly wyge-
nerowane, zatem obserwuje si¢ transport struktur wirowych przez uktad topat-
kowy nastgpnego wienica. Na skutek oddziatywania wzglgdnie ruchomych prze-
szkod w postaci topatek kolejnego wiefica elementy wirowosci podlegaja rozpa-
dowi na segmenty i doznajg silnej deformacji ksztattu pod wptywem efektow
o charakterze zaré6wno potencjalnym (np. gradient ci$nienia w przeptywie),
jak 1 lepkim (np. tarcie o powierzchnie robocze). Deformacja struktur wirowych
prowadzi do zmiany energii kinetycznej ruchu wzglgdnego w przeptywie usred-
nionym, w wyniku czego nastgpuje zmiana poziomu strat przeptywowych. De-
formacja struktur wirowych jest zrodlem produkcji dodatkowej porcji energii
kinetycznej turbulencji, ktora ulegajac dysypacji prowadzi do wzrostu strat
przeptywu.

Najczesciej w literaturze rozwazany jest przypadek generacji dwuwymia-
rowych $ladow sptywowych przy krawedziach wylotowych topatek kierowni-
czych i dalszy transport Sladow przez wirujace kanaly wienca wirnikowego.
Transport $ladu przez uktad lopatkowy kolejnego wienca jest zrodtem fluktuacji
parametréw przeptywu w tym wiencu znacznie przekraczajacych poziom fluktu-
acji w §ladzie na wlocie do tego wienca, Hodson i Dawes [140]. Istotnym Zro-
dtem niestacjonarno$ci przeptywu moze by¢ takze wirowos¢ pochodzgca z ob-
szaru przeptywow wtornych lub przecieku nadlopatkowego poprzedniego wien-
ca, Binder [141]. Ciekawym zagadnieniem jest takze niestacjonarne oddziaty-
wanie uktadu fal uderzeniowych wokoét krawedzi wylotowej topatki kierowni-
czej z przeptywem w palisadzie wirnikowej, Johnson i in. [142].

Proces generacji $ladu sptywowego na krawedzi wylotowej lopatki jest
przedmiotem prac eksperymentalnych Sieverdinga i Heinemanna [143], Cicatel-
li’ego 1 Sieverdinga [144] oraz numerycznych Currie i Carscallena [145], Son-
daka i Dorney’a [146]. Jak wynika z cytowanych powyzej prac slady sptywowe
z palisad majg struktur¢ przypominajaca Sciezke wirowg von Karmana charakte-
ryzujaca si¢ dominujacg czestotliwoscig lub raczej dominujgcym pasmem czg-
stotliwosci fluktuacji. Pasmo to, czyli zakres liczb Strouhala skojarzonych z nie-
stacjonarnym optywem krawedzi wylotowej, zalezy w pierwszym rzedzie od
rozmiarow krawedzi wylotowej i lokalnej liczby Reynoldsa oraz od stanu
warstw przysciennych w poblizu krawedzi wylotowej. W pasmie czgstotliwosci
wyrazny jest takze wptyw ruchomego wienca wirnikowego, co jest efektem od-
dzialywania w gore przeplywu. Dla typowych palisad turbinowych czestotliwosé
sptywu wirowosci z krawedzi wylotowej miesci si¢ pomigdzy 10+50 kHz.
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Slady sptywowe z lopatek stanowia defekty ci$nienia i predkosci. Ich trans-
port przez kanaty palisady wirnikowej w dwuwymiarowym przeptywie na $red-
nicy podziatowej jest przedmiotem prac eksperymentalnych Zaccarii i Lakshmi-
narayany [147], Hodsona [148], Stiegera i Hodsona [149] oraz numerycznych
Adamczyka i in. [150], Fana i Lakshminarayany [151], Swirydczuka [152]. Jak
wynika z [147] znaczna cze$¢ (typowo do 2/3) deficytu predkosci majacego
miejsce w sladzie tuz za krawedzig wylotowa ulega dysypacji jeszcze do chwili
osiggnigcia przez $lad krawedzi wlotowej topatki kolejnego wienca. Duza inten-
sywnos$¢ procesOw dysypacyjnych jest tu zwigzana z duzym poziomem turbu-
lencji w obszarze krawedzi wylotowej rzedu kilkunastu procent, duzg krzywizng
osi $ladu, a takze periodycznymi pulsacjami pol zwigzanymi z oddzialywaniem
ruchomego wirnika. Wewnatrz kanalu wirnikowego $lad sptywowy z poprzed-
niego wienca tworzy strukture okres§lang jako ,,ujemny strumien” (ang. negative
jet — Meyer [153], Kerrebrock i Mikolajczak [154], Wiercinski [155]), z ktorym
zwigzany jest transport poprzeczny ptynu od powierzchni cisngcej do ssacej.
Roéwnolegle, ten transport poprzeczny kompensowany jest obecnoscia przeply-
wow cyrkulacyjnych w przeciwnych kierunkach po obu stronach $ladu. W ob-
szarach tych nastgpuje wyrazny wzrost energii kinetycznej turbulencji [149].

Slad kierowniczy unoszony w kanale wirnikowym (dominujacym mechani-
zmem transportu jest tu konwekcja linii wirowych) doznaje znieksztatcenia wy-
nikajgcego z niejednorodnego rozktadu predkosci pomiedzy powierzchnig cisng-
cg 1 ssgcg. Obserwuje si¢ nawet wzrost defektu predkosci w zdeformowanym
sladzie w przedniej czesci kanatu wirnikowego, po czym poczawszy od polowy
cigciwy defekt predkosci maleje [147]. W tylnej czesci kanatu nastepuje dalsza
segmentacja $ladu kierowniczego. Segmenty S$ladu przyklejajg si¢ do po-
wierzchni cisngcej 1 ssacej, a za krawedzig wylotowa sptywajg do $ladu z bieza-
cego wienca wirnikowego. Resztki §ladu kierowniczego ptynace $rodkiem wy-
petniajg przestrzen pomie¢dzy $ladami wirnikowymi. W miejscach, gdzie §lad
wirnikowy wchiania $lad kierowniczy defekt predkosci i poziom turbulencji jest
wigkszy niz w innych miejscach §ladu (wirnikowego). Czgsci resztkowe sladu
kierowniczego plynace pomiedzy $ladami wirnikowymi sg takze miejscami
podwyzszonego poziomu turbulencji. W efekcie obserwuje si¢ wzrost strat mie-
szania za krawedzig wylotowa topatki wirnikowej. W palisadzie badanej przez
Hodsona i Dawesa [140] same straty mieszania w przeplywie niestacjonarnym
w chwili przejécia sladu wzrastajg nawet dwukrotnie w poroéwnaniu z przeply-
wem jednorodnym na wlocie. Z drugiej strony po usrednieniu w czasie wzrost
ten stanowi jedynie niewielki utamek ci$nienia dynamicznego w przekroju wylo-
towym. W pracy Rose i in. [156] pokazano, ze praca oddana palisadzie wirni-
kowej przez ptyn z obszaru $ladu splywowego (defektu predkosci) maleje
0 ok. 25% w porownaniu z ptynem wolnym od $ladu sptywowego.

W pracach Junga i in. [157], Lamparta i in. [158] oraz Lipferta i in. [159]
obserwuje si¢ takze istotne zmiany okresowe i usrednione w czasie obcigzen ae-
rodynamicznych topatek wirnikowych, szczegolnie sktadowej osiowej, szcze-
golnie w stanach pracy poza nominalnym obcigzeniem.
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Przeplywajacy $lad sptywowy powoduje takze wzrost fluktuacji turbulent-
nych w warstwie przySciennej na profilu poprzez wczesniejszg inicjacje plamek
i pasm turbulencji. Proces ma charakter wyjatkowo ztozony, a najbardziej typo-
wym efektem jest okresowe przemieszczanie si¢ punktu poczatkowego strefy
przejécia laminarno-turbulentnego w gore przeptywu, zaleznie, m.in. od czgsto-
$ci naptywu $ladu, defektu predkosci 1 poziomu turbulencji w $ladzie oraz gra-
dientu ci$nienia wzdtuz profilu. Przy odpowiednich warunkach propagacji pasm
turbulencji, obserwuje si¢ takze wzrost fluktuacji turbulentnych w warstwie
przysSciennej w czasie pomigdzy przejsciem kolejnych §ladow. Szczegdlowq in-
terpretacj¢ tego zjawiska mozna znalez¢ w pracach Addisona i Hodsona [160],
Mayle i Dullenkopfa [161], Mayle [162], Wiercinskiego [155], Elsnera i in.
[163]. Przeplywajacy $lad splywowy powoduje zatem wzrost udziatu warstwy
intermitentnej lub turbulentnej w bilansie stanu warstwy przysciennej, co pro-
wadzi do wzrostu strat profilowych. Korelacj¢ okreslajaca wzrost strat w war-
stwie przysciennej spowodowany indukowanym przejSciem laminarno-
turbulentnym mozna znalez¢ w pracy Hodsona [164].

Z kolei w pracy Schulte i Hodsona [165] zbadano takze oddziatywanie §la-
du sptywowego z obszarem oderwania przeptywu przy powierzchni ssgcej profi-
lu. Okazato si¢, ze przemieszczajace si¢ $lady powoduja znaczne tlumienie roz-
miaru strefy oderwania laminarnego w przeptywie o niskiej liczbie Reynoldsa,
dzigki wczeséniejszemu rozwojowi plamek turbulencji w warstwie przysciennej
i turbulizacji przeplywu w obszarze oderwania. Wpltyw §ladow sptywowych na
zmiany stanu warstwy przysciennej jest znacznie bardziej wyrazny niz wptyw
poziomu turbulencji wlotowej, Volino [166].

W redukcji obszaru oderwania przeptywu przy powierzchni ssacej profilu
w konsekwencji oddzialywania $ladu sptywowego istotna jest takze lokalna
zmiana kierunku predkosci zwigzana z przeptywajacym defektem predkosci,
czyli chwilowe przesunigcie naptywu na strong¢ ssacg topatki wirnikowej. Efekt
ten obserwuje si¢ w szeregu prac eksperymentalnych i numerycznych,
m.in. [158], Volino [166], Sinkwitz i in. [167]. Redukcja obszaréw oderwan jest
jedng z metod obnizenia straty profilowej z wykorzystaniem mechanizmow nie-
stacjonarnego oddzialywania.

Warto zwroci¢é uwage, ze przeptywajacy Slad sptywowy powoduje takze
zmiany intensywno$ci przeptywow wtormych wienca potozonego w dot prze-
pltywu, co obserwuje si¢ w pracach Gallusa i in. [168], Stephana i Gallusa [169],
Lamparta i in. [170], Schneidera i in. [171], Ciorciariego i in. [172], Infantino
iin. [173], Sinkwitza i in.[167], Sinkwitza i in.[174], Winharta i in. [175]. Zwy-
kle obserwuje si¢ znaczne okresowe oscylacje intensywnosci i potozenia cen-
trow przeptywdéw wtornych spowodowane okresowym defektem predkosci
i przesuni¢gciem naptywu na strong ssaca topatki wirnikowej. Obserwuje si¢ tak-
ze intensyfikacj¢ proceséw przekazywania energii do wirow kanatowych, ktora
wyraza si¢ wzrostem energii kinetycznej turbulencji w obszarze wirow kanato-
wych 1 ich przemieszczenie w kierunku $rednicy podzialowej. Towarzyszy temu
zwykle raczej nieznaczny usredniony w czasie spadek poziomu strat przepty-
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wow wtornych zwigzany z przesuni¢ciem naptywu na strone¢ ssacg topatki wir-
nikowej. W pracy Lipferta i in. [159] opisano istotne zmiany okresowe i usred-
nione w czasie obcigzen aerodynamicznych topatek wirnikowych, szczeg6lnie
sktadowej osiowej, szczegodlnie w stanach pracy poza nominalnym obcigzeniem.

Rzeczywiste slady sptywowe z lopatek majg charakter trojwymiarowy, co
zwigzane jest po pierwsze ze zmiang ksztattu sladu krawedziowego wzdtuz wy-
sokosci topatki spowodowang zmiang kretu wzdhuz wysokosci topatki, oraz po
drugie z obecnoscig wirowosci wzdtuznej pochodzacej z obszaru przepltywow
brzegowych. Transport trojwymiarowych §ladow sptywowych prowadzi do
zmian W rozwoju przeplywow wtormnych, co jest przedmiotem prac Stephana
i Gallusa [169], Persico i in. [176, 177]. Do tego ztozonego zagadnienia powro-
cimy w rozdziale 3.4.

W uktadach wielostopniowych, szczegdlnie turbin reakcyjnych, pewne zna-
czenie dla sprawnosci przeplywowej uktadu lopatkowego odgrywa wzajemne
potozenie sasiednich kierownic. Metoda podnoszenia sprawnosci przeptywu
opiera si¢ na efekcie tzw. ,,clockingu”, czyli na wyborze optymalnego polozenia
wzdhuz obwodu kierownic kolejnych stopni, zapewniajgcego minimalny poziom
strat w uktadach wielostopniowych zwigzanych z transportem $ladow sptywo-
wych. Jak wynika z prac Arnone i in. [178], Bohna i in. [179], Krysinskiego i in.
[180], Koniga i in. [181,182], Evans i Longley [183] wzajemne potozenie kie-
rownic kolejnych stopni odpowiada za poziom oddziatywania resztek s$ladu
sptywowego z pierwszej kierownicy z warstwa przyscienng po stronie ssacej to-
patki drugiej kierownicy oraz za mozliwe zmiany stanu warstwy przysciennej
w drugiej kierownicy. W drugiej kierownicy obserwuje si¢ nieznaczne zmiany
sprawno$ci pomiedzy najlepszym i1 najgorszym sprawno$ciowo wariantem wza-
jemnego potozenia kierownic na poziomie nie przekraczajagcym utamka punktu
procentowego (od 0.1 do 0.6%). W pracy Schennacha i in. [184] obserwuje si¢
zmiany w rozwoju przeplywow wtornych w drugiej kierownicy w wyniku zmian
wzajemnego potozenia kierownic. W pracy Vazqueza i in. [185] mowi si¢ z ko-
lei o mozliwo$ci ograniczenia hatasu aerodynamicznego metoda ,,clockingu”.

1.12. Straty czesciowego zasilania

Stopien regulacyjny turbiny
Jednym ze sposobow regulacji turbin parowych wielkiej mocy pracujgcych
w warunkach zmiennego obcigzenia jest regulacja napelnieniowa. Para dopro-
wadzana jest do uktadu topatkowego poprzez kilka grup dysz — skrzynek dy-
szowych. Kazda skrzynka dyszowa posiada wlasny zawor regulacyjny. Kazdy
z zaworOw ma wlasng charakterystyke otwierania przy uruchomieniu turbiny do
pelnego obcigzenia, a w stanie ustalonym ma swodj wlasny poziom otwarcia
(dtawienia), stosownie do zadanego obcigzenia turbiny. Regulacja napetnienio-
wa wymaga obecnosci (zwykle jednego) stopnia regulacyjnego dostosowanego
do zasilania na czg$ci obwodu. Za stopniem regulacyjnym nastepuja dalsze ty-
powe stopnie turbinowe zasilane na calym obwodzie, Perycz [1], Kohl i in.
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[186]. Na rys. 32 przedstawiono schemat doprowadzenia pary do turbiny w re-
gulacji napelieniowej. Schemat rozmieszczenia skrzynek dyszowych na obwo-
dzie stopnia regulacyjnego przedstawiono na rys. 33. Z kolei fragment uktadu
topatkowego stopnia regulacyjnego zamieszczono na rys. 34.

Zasilanie na czegSci obwodu stosowane jest takze w matych jedno- 1 kilku-
stopniowych turbinach lub w pomocniczych uktadach zasilajacych, wszedzie
tam gdzie zapewnienie parametréw projektowych, m.in. warto$ci wskaznika
predkosci u/cs (u — predkos¢ wirnika na $rednicy podziatowej, ¢; — predkosc
okreslona na bazie izentropowego spadku entalpii w stopniu) prowadzi do po-
gorszenia parametrow geometrycznych uktadu topatkowego, w tym sensie, ze
warto$ci parametrow A/D (wysoko$¢ topatki/$rednica podziatowa) i #/C (wyso-
ko$¢ topatki/cigciwa profilu) w uktadzie zasilania na calym obwodzie sg na tyle
male, ze powoduja znaczny wzrost strat przeptywoéw wtornych i przeciekow
pod- i nadtopatkowych. Projektuje si¢ wowczas uktad, w ktoérym tuk zasilania
stanowi czeg$¢ petnego obwodu wienca kierowniczego, co pozwala na podniesie-
nie wysokosci topatek 1 ograniczenie strat przeptywowych.

Na rys. 35 przedstawiono przyktadowy schemat rozptywu pary w turbinie
duzej mocy ze stopniem regulacyjnym z czterema skrzynkami dyszowymi. Za-
wory od 1 do 4 otwierane sg kolejno jeden po drugim az do uzyskania odpo-
wiedniego nat¢zenia przeptywu oraz mocy turbiny. W trakcie otwierania zawo-
rOw nastepuje wzrost masowego nat¢zenia przeplywu w turbinie, ktéremu towa-
rzyszy wzrost ci$nienia za stopniem regulacyjnym i wzrost ci$nienia za otwiera-
nymi zaworami regulacyjnymi. Przy redukcji mocy, wraz ze zmniejszeniem po-
ziomu zasilania czgSciowego i obnizeniem masowego natgzenia przeplywu
w turbinie, nast¢gpuje wzrost spadku ci$nienia w obszarze stopnia regulacyjnego,
przez co zmniegjsza si¢ spadek cisnienia dostepny dla pozostatych stopni turbiny
zasilanych na catym obwodzie. Innymi stowy, przy spadku obciazenia turbiny
wzrasta obcigzenie (mniejszej liczby) zasilanych kanalow stopnia regulacyjnego.
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Rys. 32. Schemat doprowadzenia pary

do turbiny w regulacji napetnieniowej Rys. 33. Schemat rozmieszcze-
nia skrzynek dyszowych na

obwodzie stopnia regulacyjnego
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Rys. 34. Fragment uktadu lopatkowego stopnia regulacyjnego
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Rys. 35. Schemat rozptywu pary w turbinie duzej mocy ze stopniem regulacyjnym
z czterema skrzynkami dyszowymi; po — ci$nienie wejsciowe, pr, pu, pim, piv — ci$nienie
za kolejnymi zaworami regulacyjnymi, p, — ci$nienie w komorze stopnia regulacyjnego
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Rys. 36. Schemat ekspansji w uktadzie topatkowym dla réznych otwar¢
zaworu regulacyjnego; p.;— ci$nienie za zaworem regulacyjnym o otwarciu e;,
p2 — ci$nienie w komorze stopnia regulacyjnego

Na rys. 36 przedstawiono przyktadowe linie ekspansji pary w uktadzie to-
patkowym dla réznych otwar¢ zaworu regulacyjnego, z ktorych wynika, jak
zmniejsza si¢ dostepny spadek entalpii w ukladzie lopatkowym ze zmniejsze-
niem otwarcia zaworu. W poréwnaniu z regulacjg dtawieniowa, czyli z regulacja
mocy przy pomocy jednego zaworu dtawigcego dopltyw pary do turbiny, regula-
cja napelieniowa z zasilaniem na cz¢éci obwodu podnosi sprawno$¢ przeply-
wowa turbiny, szczegolnie dla niskich obcigzen. Wynika to z faktu, iz dtawienie
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przeptywu w regulacji napetlieniowej zwykle odbywa si¢ tylko na jednym
z kilku zaworow regulacyjnych i dlatego dotyczy tylko niewielkiej czesci stru-
mienia pary, natomiast w kanatach lopatkowych za pemootwartymi zaworami
regulacyjnymi odbywa si¢ petna ekspansja gtéwnego strumienia pary od ci$nie-
nia w kotle (ewentualnie za zaworem odcinajacym) do ci$nienia w komorze
stopnia regulacyjnego. Regulacja napelnieniowa jest takze korzystniejsza
sprawnosciowo od regulacji poslizgowej (regulacji ci$nienia pary z kotta bez
udzialu zaworu dlawigcego) dla ciSnienia pary $wiezej nie przekraczajacej
130+150 baréw [1]. Wynika to z faktu, iz sprawno$¢ obiegu termodynamiczne-
go z turbing maleje przy malejacym cisnieniu pary §wiezej. Regulacja napehie-
niowa pozwala na utrzymanie statych parametrow pracy kotta w regulacji mocy.

Elementy strat cze¢sciowego zasilania

Mimo iz regulacja napelnieniowa podnosi sprawnos$¢ przeptywu w turbinie, to

jednak w sytuacji niepelego tuku zasilania pojawiaja si¢ dodatkowe zrodia

strat, ktorych nie spotykamy w stopniach turbinowych zasilanych rownomiernie
na catym obwodzie:

1. Straty pompowania lub brodzenia. Sg to straty energii zuzytej na obrot to-
patek wirnika w plynie nieaktywnym, czyli straty tarcia i cyrkulacji zaindu-
kowanej w ptynie nieaktywnym.

2. Straty zwigzane z napelianiem i oprdznianiem kanatow topatkowych, kto-
re sg stratami mieszania strumieni ptynu aktywnego i nieaktywnego w ka-
natach topatkowych wirnika. Przy wchodzeniu kanatu wirnikowego do ob-
szaru zasilania nieaktywny ptyn jest usuwany przez ptyn aktywny. W trak-
cie tego procesu uprzednio nieaktywny ptyn doznaje przyspieszenia kosz-
tem energii strumienia z kierownicy. W kanale wirnikowym nast¢puje mie-
szanie strumieni bedace zrodlem strat przeptywu. Przy wychodzeniu z ob-
szaru zasilania strumien z kierownicy jest wyhamowany w wirniku wstecz-
nym gradientem ci$nienia i naptywem plynu z obszaru nieaktywnego, cze-
mu towarzyszy mieszanie strumieni i powstawanie wiréw w kanale.

3. Straty wyptywu ze skrzynki dyszowej. Przeptyw w obszarze zasilania w
odpowiedniej odleglosci od granicy obszaru mozna uzna¢ za podobny do
przeptywu w warunkach zasilania na calym obwodzie. W kanatach wirni-
kowych w obszarze zasilania obserwujemy pelny spadek cis$nienia, spadek
ten jest praktycznie zerowy w kanatach niezasilanych. Powoduje to po-
wstanie gradientu ci$nienia w kierunku obwodowym za kierownicg stopnia
regulacyjnego i rozchodzenie si¢ strumienia pary ze skrajnych kierownic
skrzynek dyszowych w kierunku obwodowym wzdtuz $cianek obszaru za-
blokowanego dla przeptywu, co moze prowadzi¢ do nienominalnego na-
plywu na topatke wirnikowa, szczegolnie w fazie wejscia do obszaru zasi-
lania. Dla zminimalizowania tego efektu stopnie regulacyjne maja kon-
strukcje czysto akcyjng lub charakteryzuja si¢ niskg reakcyjnoscig.

4. Straty mieszania ptynu aktywnego z obszaru zasilania z plynem nieaktyw-
nym poza uktadem lopatkowym wirnika. Sg to straty mieszania strumieni
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plynu aktywnego i nieaktywnego odbywajace si¢ za krawedzig wylotowa
wirnika i dalej w komorze stopnia regulacyjnego. Komora ta ma zwykle
specyficzny ksztalt pierScienia dyfuzorowo-konfuzorowego. Z jednej strony
ksztalt taki daje mozliwo$¢ bardziej skutecznego wyrownywania niejedno-
rodnosci obwodowych, z drugiej strony jest uwarunkowany transportem
przeptywu do stopni czegsSci wysokopreznej, zwykle o mniejszej Srednicy
podziatowej kanatow topatkowych.

5. Straty transportu przeptywu na inng srednice. Typowo dla zapewnienia no-
minalnej warto$ci parametru u/c, srednica podziatowa uktadu topatkowego
stopnia regulacyjnego jest wigksza niz $rednica podziatowa stopni czgsci
wysokopreznej. Straty transportu przeptywu na inng $rednice to straty
z powodu dodatkowych naprezen w plynie zwigzanych z zakrzywieniem li-
nii pradu w kanalach esowatych, straty w warstwach przysciennych i w ob-
szarach oderwan lub zastoju w kolanach kanatow esowatych.

6. Straty w czeSci wysokopreznej turbiny zwigzane z niejednorodno$ciag ob-
wodowa. Procesy mieszania w komorze stopnia regulacyjnego zwykle nie
prowadza do pelnego wyréwnania niejednorodnosci obwodowej parame-
trow przeptywu na wlocie do czgsSci wysokopreznej turbiny. Wyrownywa-
nie niejednorodnosci odbywa si¢ dalej w czeSci wysokopreznej 1 naktada
si¢ na regularne procesy entropowe zachodzace w stopniach turbinowych
zasilanych na catym obwodzie.

W pracy Kohla i in. [186] zbadano straty mocy w wysoko obcigzonym
stopniu turbiny gazowej NACA o niskiej reakcyjnosci z zasilaniem na czg$ci
obwodu. Zaczerpnigty z tej pracy rys. 37 przedstawia, jak ksztaltuje si¢ udziat
podstawowych sktadnikow strat przeptywowych w zaleznos$ci od poziomu zasi-
lania i obcigzenia badanego tam stopnia turbinowego. Przy stalym stosunku ci-
$nieh w stopniu réwnym po/por = 0,5 obciazenie stopnia zmieniano poprzez
zmian¢ predkosci obrotowej wirnika. Pelna wysokos$¢ stupkoéw okresla poziom
teoretycznej mocy stopnia; ,,net power” to moc koncowa uzyskana ze stopnia;
»rotor-tip leakage loss” to straty przecieku nad niebandazowanymi topatkami
wirnikowymi; ,,bearing loss” to straty w lozysku uwzgledniajace tez straty przy-
tarczowe; ,,pumping loss” to straty w plynie nieaktywnym (wymienione
w punkcie 1 powyzej); ,,driving-fluid loss” to dodatkowe straty w ptynie aktyw-
nym spowodowane zasilaniem na czgsci obwodu (wypadkowa strat opisanych
w punktach 2+4); ,,nozzle and rotor-blade losses” to straty palisadowe przy zasi-
laniu na pelnym obwodzie. Jak wida¢ dodatkowe straty mocy spowodowane za-
silaniem na cze$ci obwodu rosng wraz z malejacym tukiem zasilania, osiagajac
przy zasilaniu na 1/3 obwodu w obszarze maksymalnej sprawnosci ok. 10+12%
warto$ci mocy teoretycznej (idealnej).

W pracy Jacha i Nemeca [187] pomierzono sprawnos¢ nisko obcigzonego
modelu stopnia regulacyjnego turbiny parowej duzej mocy T13K215. Na rys. 38
przedstawiono przyktadowe charakterystyki stopnia otrzymane dla spadku ci-
$nienia 7 = po/por = 0,78 przy zasilaniu przez cztery, trzy, dwie oraz jedna
skrzynke dyszowa (tuk zasilania stanowit wowczas odpowiednio ¢ = 0,661,
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Rys. 37. Moc teoretyczna i uzyskana z wysoko obcigzonego stopnia turbiny gazowej
NACA oraz udziat podstawowych sktadnikow strat przeplywowych dla trzech
poziomow zasilania (zasilanie na calym obwodzie, na 1/2 oraz na 1/3 obwodu)

w zadanym zakresie obcigzen stopnia; p»/por = 0,5 [186]
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Rys. 38. Sprawnos¢ przeptywowa modelu stopnia regulacyjnego turbiny T13K215
dla czterech tukdéw zasilania w zadanym zakresie obcigzen stopnia; pa/por = 0,78 [187]
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0,485, 0,353 1 0,147 czgsci obwodu). Wraz z malejgcym tukiem zasilania nastg-
puje spadek sprawnosci przeptywowej 1 przesuwanie si¢ maksimum sprawnosci
w kierunku nizszych warto$ci wskaznika predkosci u/c,. Dla podanej warto$ci
spadku ci$nienia, przy zasilaniu przez dwie skrzynki dyszowe maksymalna
sprawnos¢ stopnia spada do ok. 75%, przy zasilaniu przez jedng skrzynke dy-
szowa — do ok. 70% (maksymalna sprawno$¢ przy pelnym tuku zasilania w za-
kresie 7= 0,85+0,91 wynosi ok. 80%), a warto$¢ wskaznika predkosci odpowia-
dajaca maksimum sprawnosci spada do 0,44 przy zasilaniu przez dwie skrzynki
dyszowe oraz do 0,38 przy zasilaniu przez jedna skrzynke dyszowa (przy pel-
nym zasilaniu warto$¢ ta wynosi 0,51+0,53). Jak podano w [187], maksymalna
sprawno$¢ przeplywowa utrzymuje si¢ na podobnym poziomie ze spadkiem
warto$ci 7 ponizej 0,7 przy zasilaniu przez dwie skrzynki dyszowe oraz ponizej
0,65 przy zasilaniu przez jedng skrzynke dyszowsa. Spadek warto$ci wskazni-
ka predkosci odpowiadajgcego maksymalnej sprawnosci wraz z malejacym tu-
kiem zasilania jest korzystny z punktu widzenia regulacji mocy w turbinie wie-
lostopniowej, bowiem przy spadku obciazenia turbiny i wzroscie obcigzenia
stopnia regulacyjnego pozwala na jego prac¢ w poblizu maksimum sprawnosci.

W opracowanych eksperymentalnie korelacjach strat przeptywowych zwig-
zanych z zasilaniem stopnia turbinowego na cz¢sci obwodu, tracong moc oblicza
si¢ jako superpozycj¢ mocy brodzenia nieaktywnej czesci uktadu topatkowego
wirnika 1 mocy traconej na napetnianie i oproznianie kanatdow wirnika oraz na
mieszanie strumieni aktywnych i nicaktywnych, takze w wyniku wielotukowego
zasilania. W pracy Roelke [56] rozroznia si¢ dwa sktadniki strat czeSciowego
zasilania — strat¢ pompowania (brodzenia) nieaktywnych kanatéw wirnikowych
i strat¢ sektorowg (napetniania i oprézniania kanatow)

é:partiadm = gpump + gsector . (1 16)
Strate pompowania okresla si¢ jako

1,5 3
:Npump :Kp(l—e)pDh u (117)
N, mAH ’

gpump

gdzie moc pompowania N,.., odniesiona zostala do mocy teoretycznej Ny
w stopniu w przemianie izentropowej. W powyzszym wyrazeniu & oznacza bez-
wymiarowa szerokos¢ tuku zasilania (w skali od 0 do 1), D jest $rednicg podzia-
towa, h — wysokoscia topatki wirnikowej, u — predkoscia wirnika na $rednicy
podziatowej, natomiast K, jest wspotczynnikiem wyznaczonym na podstawie
badan eksperymentalnych i wynosi 5,92 m?,

W celu okreslenia straty sektorowej stosuje si¢ wyrazenie

1+ K, K
-1- IHRWRS (118)

fsector - n )

1+K,

gdzie # jest odpowiadajaca sprawnos$cia stopnia zasilanego na catym obwodzie,
K., = we/Win jest stosunkiem predkosci wylotowej do wlotowej, a K, stanowi re-
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prezentacje ubytku pedu ptynu w wirniku spowodowang zasilaniem sektorowym
W postaci

p
K. =1--2, 119
s Y; (119)
gdzie p oznacza podziatke uktadu topatkowego wirnika, a f to dtugos¢ tuku za-
silania f'= zDe.
Podobnie, dwa sktadniki strat cze$ciowego zasilania, tj. stratg pompowania
i strat¢ sektorowa wyrdznia si¢ w korelacji Traupla [15], ktora ma postac

I-¢ z C
_ + -C +0,21 “, 120
‘fparti adm é:pump ‘fsector p g¢(// ey 0,5 D ( )

gdzie C, jest bezwymiarowym wspotczynnikiem pompowania, ¢ oznacza
wspotczynnik przeptywu okreslony jako stosunek predkosci osiowej do predko-
$ci wirnika na $rednicy podzialowej ¢ = c./u, natomiast y jest wspdtczynnikiem
obcigzenia wyrazony zalezno$cia y = 2Ahy/u’. Z kolei z jest liczbg sektorow za-
silania, a Cq to cieciwa osiowa wirnika. Zaleznos¢ (120) uwypukla znaczenie
trzeciej potegi predkosci wirowania dla straty pompowania, podobnie jak we
wzorze (117), oraz wptyw liczby sektordéw zasilania i szeroko$¢ wirnika dla stra-
ty sektorowe;.

Perycz [1], Szczeglajew [14] i Kosowski [139] straty czeSciowego zasilania
wyznaczajg jako sume¢ dwoch sktadnikéw — straty pojedynczego tuku zasilania
(lub straty wynikajgce z sumarycznej szerokosci tuku zasilania tak jak dla poje-
dynczego tuku) oraz korekty na liczbe tukow zasilania w postaci:

Kv (1 — 8)pDh2u3 + BhZVUu (Z — 1)
mAH enDhy sin o

N

é:part_adm :é:vl + fvz = ’ (121)

gdzie wspotczynnik K, przyjmuje wartosci w zakresie 0,07+0,15, 4, 1 42 ozna-
czajg wysoko$ci topatek kierownicy i wirnika, B jest szerokoscig wirnika,
a v jest wspotczynnikiem predkosci v = w/(2Ahy)*’. Drugi czton uwzglednia
zwielokrotniony efekt granic lukow zasilania i mieszania strumieni aktywnych
i nieaktywnych.

Przy niskim poziomie zasilania czgSciowego pogorszenie sprawnosci prze-
pltywowej stopnia regulacyjnego siega 10+12% w poréwnaniu do stopnia zasila-
nego na pelnym obwodzie. Nalezy jeszcze doliczy¢ ewentualne straty przepty-
wowe w dot przeptywu od stopnia regulacyjnego. Pomimo to, obserwujemy jed-
nak istotny zysk energetyczny w porownaniu z regulacjg dtawieniowa.

Ten zysk energetyczny pojawia si¢ jednakze kosztem niesymetrii w zasila-
niu uktadu, ktora prowadzi do wystgpienia silnej zmiennosci ci$nienia i tempera-
tury w kanatach wirnikowych stopnia regulacyjnego, co pokazano w pracach
Wakeley’a i Pottsa [188], Skopeka i in [189] oraz w opracowaniach autora
[190]. W konsekwencji obserwuje si¢ dodatkowe niestacjonarne obcigzenia ae-
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rodynamiczne pojedynczych topatek wirnikowych i catego wirnika, Boulbin i in.
[191], Lampart i in. [192,193,194], Hushmandi i in. [195], Fridh i in. [196]. Ob-
ok stopni wylotowych, stopnie regulacyjne stwarzaty zawsze najwigcej proble-
mow konstruktorom i uzytkownikom turbin. Lista przypadkow utraty zdolno$ci
ruchowej turbin z powodow zwigzanych z dzialaniem stopni regulacyjnych,
gdyby takg sporzadzi¢, bylaby wyjatkowo dluga. Wymienmy tu choéby donie-
sienia producentow i ekspertow o fizycznym pekaniu topatek i zamocowan topa-
tek stopnia regulacyjnego [197] spowodowanym zmeczeniem materiatu narazo-
nego na znaczne dodatkowe obcigzenia w momencie wchodzenia do i wycho-
dzenia z obszaru zasilania. Istotne sg takze efekty rezonansowe zwigzane z wy-
sokoczgstotliwo$ciowym oddziatywaniem $ladow splywowych z kierownic
w cyklu zasilania cze¢$ciowego. W materiatach [198] mowi si¢ z kolei o proble-
mach zwigzanych z niezréwnowazong sitag poprzeczng dziatajagcg na wal turbo-
zespotu oraz z silnymi drganiami walu w obszarze stopnia regulacyjnego, ktore
wystepujg w pewnym zakresie obcigzen turbiny, nie wystepujg poza tym zakre-
sem. Dlatego tez sprawnos¢ energetyczng stopnia regulacyjnego nalezy badaé
rownolegle z obcigzeniami aerodynamicznymi wirnika i topatek wirnikowych.

1.13. Straty wilgotnosci

Straty wilgotnos$ci pojawiajg si¢ w obszarze przeptywu czynnika mokrego, np.
czesci niskopreznej turbiny parowej. W koncowej fazie procesu ekspansji w tur-
binie parowej, najczesciej w przedostatnim i ostatnim stopniu turbiny kondensa-
cyjnej, odbywa si¢ kondensacja kroplowa pary wodnej. Kondensujace kropelki
wody sa ciezsze od pary i1 poruszaja si¢ z mniejsza predkoscig. W rezultacie to-
patki wirnikowe doznajg nienominalnego naptywu kropelek wody, co pokazano
na rys. 39. We wzorze Baumanna [199] sprawno$¢ stopnia pracujagcego w parze
mokrej 7, okresla si¢ ze wzoru

N, =Xx1, (122)

gdzie x jest stopniem suchos$ci, a 7 to sprawnos$¢ tego samego stopnia pracujace-
go w parze suchej bez udziatu zawilgocenia. Wzor powyzszy sankcjonuje fakt,
ze faza ciekta nie wykonuje pracy w turbinie. Obnizeniu sprawnos$ci przeply-
wowej towarzyszy takze niepozadane zjawisko erozji kroplowe;.

Rys. 39. Tréjkaty predkosci na wlocie wirnika dla pary i kropel wody [20]
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Jak pokazujg prace Gyarmatty’ego [40], Moore’a [200], Perycza [1], Ger-
bera i in. [201], Wroblewskiego i in. [202], Starzmanna i in. [203] istnieje jesz-
cze inny mechanizm generacji strat przeptywowych spowodowanych przepty-
wem pary mokrej. Zwigzany on jest z nierownowagowa ekspansja w obszarze
przejscia linii x = 1. Przy odpowiednio szybkiej ekspansji w poczatkowej fazie
nie nast¢puje powstawanie kropel wody, lecz ma miejsce przechtodzenie pary
i dalsza ekspansja w obszarze pary do punktu zaznaczonego na rys. 40 jako 2p.
Wartos$¢ entalpii w tym punkcie jest wyzsza niz hipotetyczna warto$¢ przy eks-
pansji rownowagowej do linii py,. Stan ten ma charakter metastabilny i bardzo
szybko naste¢puje spontaniczna kondensacja. Przej$cie do stanu rownowagowego
odbywa si¢ zwykle z udziatem fali uderzeniowej w obszarze kondensacji.

Rys. 40. Ekspansja pary w czes$ci niskopreznej turbiny
w obszarze kondensacji kroplowej [20]

Rozwaza si¢ kolejne zrodta strat przepltywu z faza kroplowa, ktorymi sa:

—  straty termodynamiczne zwigzane z nieodwracalnymi procesami wymiany
ciepta przez powierzchnie mi¢dzyfazowe,

—  straty tarcia na powierzchni mi¢gdzyfazowe;,

—  straty uderzenia kropel o powierzchni¢ wirnika,

—  straty zwigzane z odsrodkowg tendencja w ruchu kropel.

W pracach Starzmanna i in. [204], [206] oraz Petra i Kolovratnika [205],
udziat poszczegodlnych sktadnikow strat zalezy od rozmiaru kropel, lecz zdecy-
dowanie najwieksze znaczenie majg tu straty termodynamiczne.

Powigkszong strate wilgotnosci mozna zapisa¢ w postaci uogolnionego
wzoru Baumanna (Gyarmatty [40], Moore [200], Perycz [1])

n.=01-av)y, (123)

gdzie y jest stopniem wilgotnosci (y = 1—x), natomiast a jest wspotczynnikiem,
ktory zmienia si¢ w zakresie 1+3.
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1.14. Podsumowanie rozdzialu 1

W niniejszym rozdziale opisano podstawowe mechanizmy generacji strat w tur-
binach. W sposob bardziej szczegdtowy potraktowano straty przeplywu w war-
stwach przySciennych, przy krawedzi wylotowej topatki, straty mieszania, straty
fal uderzeniowych, straty przeptywow brzegowych i przecieku nadlopatkowego
oraz niestacjonarne oddziatywanie typu kierownica — wirnik. Analiza teoretycz-
na procesow dysypacyjnych daje mozliwos¢ zgrubnego ilosciowego oszacowa-
nia przynajmniej niektorych rodzajow strat i pozwala na okreslenie parametrow
geometrycznych i przeplywowych wiencoéw topatkowych majacych istotny
wplyw na poziom strat.

Wykorzystujgc metode Dentona catkowania przyrostu entropii w warstwie
przysSciennej oraz korzystajac z uproszczonego modelu cienkiego profilu rowno
obcigzonego wzdluz cigciwy wyprowadzono analityczne wyrazenia opisujace
poziom strat przeplywu w warstwach przy$ciennych na profilu, ktore zestawiono
z korelacjami strat przeptywowych w warstwach przysciennych, otrzymanymi
z badan eksperymentalnych. Opisano takze inne elementy straty profilowe;j takie
jak straty krawedziowe, oderwania, nienominalnego naptywu i inne.

Przedstawiono uproszczone modele strat fal uderzeniowych i strat miesza-
nia strumieni w uktadzie przeptywowym turbiny. Zamieszczono obszerny prze-
glad modeli przeptywéw wtéornych w turbinach. Przedstawiono uproszczone
modele przecieku nadtopatkowego i nadbandazowego oraz wyrazenia opisujgce
poziom strat przecicku nadlopatkowego 1 nadbandazowego korzystajgce
z przedstawionych modeli mieszania strumieni. Przytoczono szereg korelacji
eksperymentalnych opisujacych straty przeptywow wtornych i przeciekow.

Dodatkowym zrodtem strat przeptywu w uktadach wielowiencowych jest
niestacjonarne oddzialywanie typu kierownica — wirnik i transport sladow spty-
wowych, prowadzace do oscylacji w czasie obcigzen aecrodynamicznych topatek
o charakterze wysokoczestotliwosciowym. Slad sptywowy z kierownicy tworzy
strukture ,,ujemnego strumienia” i ulega deformacji w obszarze wienca wirni-
kowego. Powoduje takze na oscylacje rozmiardéw strefy oderwania oraz inten-
sywnosci wirow kanalowych.

Omowiono mechanizmy generacji strat przeplywow przytarczowych (przy-
bebnowych), strat czeSciowego zasilania, a takze straty wynikajgce z ekspans;ji
w obszarze pary mokrej oraz przytoczono szereg korelacji eksperymentalnych
opisujacych powyzsze elementy strat przeptywowych.



2. Model obliczeniowy przeplywu przez uklady
lopatkowe turbin

2.1. RANS/LES/DNS

Przeptywy w uktadach topatkowych turbin odbywaja si¢ w zloZzonej geometrii
oraz cechuja si¢ niejednorodnoscia pol gestosci, ci$nienia, temperatury i predko-
$ci. Charakteryzujg si¢ takze duzg rozmaitoscig form przeptywu, na ktorg skta-
daja si¢ m.in. przeptywy w warstwach przysciennych, §ladach sptywowych, ob-
szarach oderwan, obszarach fal uderzeniowych, strefach mieszania przepltywow
wtornych i przeciekow. Z uwagi na wysokie predkosci i wysokie liczby Rey-
noldsa dominujacym rodzajem przeptywu jest przeptyw turbulentny, ktory z ko-
lei charakteryzuje si¢ duza roznorodno$cia skal przeptywu, poczawszy od skal
duzych porownywalnych z rozmiarami kanatéw przeptywowych, a skonczywszy
na najmniejszej skali wiréw, ktore ulegaja dysypacji poprzez dziatanie sit lepko-
$ci.

Proby rozwigzania uktadu rownan Navier-Stokesa w kanatach topatkowych
turbin bez dodatkowych zalozen upraszczajacych, czyli w oparciu o technike
DNS (ang. Direct Numerical Simulation), zwykle skazane sg na niepowodzenie.
DNS polega na wyznaczeniu przeptywu w dziedzinie wszystkich skal ruchu tur-
bulentnego bez usredniania i koniecznosci dodatkowego modelowania skal utra-
conych dla rozwigzania w wyniku usredniania, Moin i Mahesh [207], Sandham
[208]. Podstawowa przeszkoda w rozwoju metody sg jej wymagania zwigzane
z duzg liczba komorek siatki, ktorg trzeba pokry¢ obszar obliczeniowy, aby wy-
znaczy¢ wszystkie skale wirow. Szacuje si¢, ze liczba komoérek siatki w prze-
plywie tréjwymiarowym powinna by¢ wicksza niz (I/77)>~Re®* (I — skala liniowa
najwickszych wiréw, 77 — skala Kotmogorowa najmniejszych wirdow — rys. 41),
co czyni prace obliczeniowe w zakresie typowych zagadnien aerodynamiki przy
liczbach Reynoldsa na poziomie Re = 10°+10° trudne do realizacji w oparciu
o metody DNS jeszcze przez dtugie lata, Choi i Moin, [209], Gageik i in. [210].

Rys. 41. Kaskada wiro6w Kotmogorowa
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Z drugiej jednak strony obliczenia metoda DNS pewnych prostszych uktadow
przeptywowych moga stanowi¢ material weryfikacyjny dla obliczen metodami
LES i RANS, Miller-Schindewolffs i in. [211].

Obiecujaca metoda wyznaczania przeptywu w kanatach topatkowych ma-
szyn wirnikowych jest metoda duzych wirow, czyli LES (ang. Large Eddy Simu-
lation), Ferziger [212], Lesieur i Metais [213], [214], Piomelli [215], Menuveau
[216]. W metodzie LES w trakcie przestrzennej filtracji uktadu rownan odbywa
si¢ separacja skal przeptywu na skale duze podlegajace rozwigzaniu bezposred-
nio z uktadu réwnan podstawowych i skale mate (podsiatkowe — o rozmiarach
mniejszych niz wymiary oczek siatki obliczeniowej), ktore nalezy zamodelowac.
Bezposrednie rozwiazanie duzych skal, w obszarze ktorych zachodzi glowny
transport masy, pedu i energii oraz produkcja energii kinetycznej turbulencji jest
korzystne z uwagi na anizotropowos¢ struktur przeptywu, zaleznos¢ od warun-
kow zewnetrznych i geometrii uktadu przeptywowego. Z kolei obszar matych
wiréw obejmujacy 20+30% calkowitej energii ruchu turbulentnego, gdzie za-
chodzi dysypacja energii, jest domeng turbulencji izotropowej — obszar matych
wirdw jest zatem znacznie tatwiejszy do modelowania.

Mimo iz w porownaniu z DNS, metoda LES prowadzi do redukcji kosztow
obliczeniowych, jest ona w dalszym ciagu bardzo kosztowna, a zatem rzadko
stosowana w rozwigzywaniu zagadnien przemystowych. Zastosowaniu LES nie
sprzyja tendencja zmierzajaca do ogarni¢cia obszarem obliczeniowym coraz to
bardziej ztozonych geometrii i jak najbardziej pelnego uktadu przeplywowego,
zamiast sktadania rozwigzan z poszczegdlnych obszarow czastkowych. Znacznie
mniej kosztowna jest metoda RANS (ang. Reynolds Averaged Navier-Stokes),
gdzie uktad réwnan podstawowych podlega usrednieniu w dziedzinie czasu,
Tennekes 1 Lumley [217], Elsner [218], Wilcox [38]. Rozwigzanie uktadu row-
nan RANS dostarcza informacji na temat rozktadu wielkos$ci usrednionych, kto-
re przewaznie sg najbardziej interesujgce w analizie zagadnien inzynierskich. Na
poczatku XXI stulecia powszechna byla opinia, Ze jeszcze przez dlugie lata mo-
del przeptywu oparty na uktadzie rownan RANS w polaczeniu z odpowiednim
modelem turbulencji beda glownymi narzgdziami w komputerowych symula-
cjach inzynierskich, Casey 1 Wintergerste [219]. Wydaje si¢, ze pierwsza i druga
dekada XXI wieku zweryfikowatly ten osad do pewnego stopnia. Na rys. 42 zilu-
strowano wizje rozwoju CFD (ang. Computationa Fluid Dynamics) do roku
2030 dla zastosowan z zakresu acrodynamiki zewnetrznej i wewnetrznej, ktora
zostala przedstawiong przez NASA w roku 2014 [220] w postaci technicznej
mapy drogowej. Wynika z niej, ze w roku 2020 standardem w inzynierskich ob-
liczeniach cieplno-przeptywowych jest metoda RANS z modelem naprezen
Reynoldsa. Na lata 20202030 przypadac¢ bedzie rozwdj metod hybrydowych
RANS/LES oraz metody LES w rozwigzywaniu zadan z zakresu przeptywow
niestacjonarnych w zlozonych geometriach. Metody te jednakze nie stang si¢
standardem obliczeniowym dla zadan inzynierskich przed rokiem 2030.
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Rys. 42. Techniczna mapa drogowa rozwoju CFD do roku 2030 [220]
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2.2. Uklad rownan w usrednieniu Reynoldsa (Favre’a)

Uktad rownan podstawowych (1)—(3) przepiszemy w notacji wskaznikowej
z zachowaniem umowy sumacyjnej, por. Wilcox [40], Tulapurkara [41]:

o 0
9 - (ou)=0, 124
=P axi(p”’) (124)
0 d o Ot

o) ax,.(p”’ )=, ox, o, (12

o 0 op 0 0
H oH )=—+u.pf, +—\u .7 )——q-:, 126
al(p ) axi (uzp ) ot uz/fz axi (u]TJz) axi q; ( )

przy czym

H=h+uk%, h=e+plp, (127)
_ouS, - 2 8uk5 g 1 8ui+auj (128)

TP A A P
—ESTT s fi=Sot S :—Zgi/ijuk +Q2rl~ . (129)

1

Klasyczna metoda usrednienia wielko$ci w dziedzinie czasu (usrednienie
Reynoldsa) ma posta¢, np. Wilcox [38], Tulapurkara [39], Elsner [218]:

-1
f:ﬂfdt, (130)

T

gdzie okres usrednienia 7 jest duzy w poroéwnaniu z okresem fluktuacji turbu-
lentnych, a maty w poréwnaniu ze skalg czasowa charakteryzujaca wolnozmien-
ny przeptyw niestacjonarny. W dekompozycji Reynoldsa chwilowa warto$¢
zmiennej fjest suma jej wartosci $redniej i fluktuacji f = f + f'. Drugim rodza-
jem usrednienia jest usrednienie masowe (Favre’a), ktore stanowi rozszerzenie
koncepcji usrednienia Reynoldsa na obszar przeptywow $cisliwych. Usrednienie
Favre’a jest naturalng forma usrednienia zmiennych zachowawczych i pozwala
na usuni¢cie fluktuacji ggstosci z rownan dla wielkosci $rednich

f= (131)

bl|\~=|

przy czym f=j7+f".MoZnateZzauwaZyé, ze 7’=0, E"zO, f_";tO.
Zastosowanie powyzszych regul usrednienia i dekompozycji parametrow
przeplywu w ukladzie réwnan (124)—(126) prowadzi do uktadu rownan dla
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przeptywu usrednionego, np. Wilcox [38], Tulapurkara [39], Gatski [221], Barre
iin. [222], Adumitroaie i in. [223]:

6_ 0 (—
Pt PE)=0, (132)
0 0 - o P ~
5(/707/)+§i(/507,~i71)=/3f, _£+§i(f” —,—miuj), (133)
%(/_)N)+£(ﬁﬁiﬁ)=%+ﬁﬁifi+
T S
+£(77j7_'ji+ Tt uj) ai G +pun"), (134

i i

gdzie entalpia catkowita przeplywu sredniego wyraza si¢ wzorem

S
H=| b+ 2| Mt (135)
2 2
Przy zatozeniu, ze
‘? >> r_ ﬁ >> o’
Y 4l ox? ox? ’

tensor naprezen lepkich 7 ;; i strumien ciepta g; w przeptywie Srednim mozna

wyrazi¢ jako
o~ ou ~ ou. Oou;
7, =20, - 2 Ouy. Mk 5. Si,'=l M T, (136)
3 Oxy, T2\ ox; ox;
g, =-A a—T (137)
Ox;

W réwnaniach dla przeptywu usrednionego (przypadek przeptywu $cisli-
wego) pojawiaja si¢ dodatkowe cztony, ktore wymagaja modelowania. Sa to:
— tensor naprezen Reynoldsa 7"

S
prij ==puiuy ==puu, (138)
— energia kinetyczna turbulencji £
S~

noon noon

pk = puyu, /2= pugu, /2, (139)
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— turbulentny strumien ciepta (tu w formie korelacji fluktuacji predkosci
1 entalpii catkowitej)

~ S S T

"o

ql =pu;~'H" = ﬁu;H” =pu;h +,5ul'-'u;t7j +ﬁulukuk /2, (140)

— czlony opisujgce dyfuzje molekularng i transport turbulentny energii ki-
netycznej turbulencji

T
f'ﬁu'j , - ﬁu;u};u}; /2, (141)
— turbulentny strumien masy
u;=—pulp. (142)

Usrednienie sit masowych w réwnaniach (133)—(134) wykonano majac na
uwadze sily zwigzane z ruchem ptynu w wirujacym ukladzie wspotrzednych.
W réwnaniu energii pomini¢to znak usrednienia przy sile masowej, poniewaz
pracg wykonuje jedynie sita odsrodkowa, ktora nie podlega fluktuacjom.

Rownanie transportu naprezen Reynoldsa
Roéwnanie transportu naprezen Reynoldsa mozna otrzymaé wychodzac z usred-
nienia pewnej kombinacji fluktuacji predkosci i operatora rOwnania zachowania
pedu dla przepltywu chwilowego (tu w postaci niezachowawczej)

w N () +u ;N () =0, (143)
gdzie
ou ; ou ; op Oty
Nu)=p—L+pu, —L—pf, + —-——L. 144
w;)=p 5, TP o, oy F—— (144)

Rezygnacja z zatozenia o niescisliwosci komplikuje wyprowadzenie rownania.
W wyniku przeksztatcen otrzymuje si¢ nastepujaca postac, np. Wilcox [38], Tu-
lapurkara [39], Gatski [221], Barre i in. [222], takze Launder i in. [224], Hanjalic
[225,226] dla przypadku przeplywu niescisliwego:

a o a —~ "o non alj} o 81/71 1 aul’ 1 au"/
o pu;u +g Uppuitj |= _p“i”kT_p“j”k_ Rl e
k

+ [ au' + ' au; + a l:( ' [ + [ [ j ( [ vé‘ + [ 6 ) " noon j| +
ToU: +T.U: | — Uu.o - u.0, |—u: U
V4 axj p axi axk | ki ki™ j pu; Jjk p jYik i PU J%k |

Dy
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noon non _n aa a_ T a; 6_
—2Qm(€imzpujuz+8jmzpuiuz)+ui[a - p}u{ P (145)

g o Ox; Ox;  Ox;

i M,
Czlony po lewej stronie rownania (145) wyrazaja lokalng i konwekcyjng zmiane
napregzen turbulentnych, a kolejne cztony po prawej stronie opisuja produkcje
napre¢zen turbulentnych zwigzang z gradientem predkosci przeptywu $redniego
Py, dysypacje wskutek oddzialywania sit lepkosci p &, korelacje fluktuacji ci-
$nienia i gradientu predkosci p @y, catkowity strumien dyfuzyjny obejmujacy
dyfuzje molekularng, cisnieniowg i turbulentng ZD;#/Gkr, generacje naprezen
w polu sity masowej Coriolisa G; oraz korelacj¢ fluktuacji strumienia masy
i wektora sit powierzchniowych przeptywu $redniego M;;.

Rownanie transportu energii kinetycznej turbulencji

Roéwnanie transportu energii kinetycznej turbulencji otrzymuje si¢ korzystajac
z robwnania (145) oraz faktu, ze k jest §ladem tensora napr¢zen Reynoldsa po-
mnozonym przez 1/2

0 (_ 0 — OU; . Ou, . ou,
9 (k) + (k)= puu’, g My M
o P o (k) == puiu e i~
P pE P
— —— upuu, | =[0t;
axi 2 axj axl
D; M

i

Po prawej stronie roéwnania znajdujg si¢: czton produkcyjny, dysypacyjny (dy-
sypacja izotropowa), korelacja ci$nienie — dylatacja predkosci, czton dyfuzyjny
i zwigzany z fluktuacjami strumienia masy. Czlon generacyjny pochodzacy od
silty Coriolisa wystepujgcy w rownaniu (145) nie wchodzi do rownania transpor-
tu energii kinetycznej turbulenciji.

Roéwnanie transportu turbulentnego strumienia ciepla

Dla otrzymania rdwnania transportu turbulentnego strumienia ciepta (tu w for-
mie korelacji fluktuacji predkosci i entalpii catkowitej) nalezy przeprowadzi¢
usrednienie nastepujacej kombinacji fluktuacji entalpii i sktadowych predkosci
oraz operatoréw réwnania zachowania pedu i energii dla przeptywu chwilowego
(tu w postaci niezachowawczej)

u, H(H)+H N(u;)=0, (147)
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gdzie

oH OH 9 olu,z;) og,
H(HY=p Ly pu, Py N

ot “ox; ot il Ox Ox;

(148)

Dekompozycja i grupowanie czlondw przebiega tu podobnie, jak w przypadku
rOwnania transportu tensora naprezen turbulentnych. Przez analogi¢ mozna takze
poda¢ interpretacje fizyczng poszczegdlnych cztondéw ostatecznej postaci row-
nania transportu turbulentnego strumienia ciepta. Postac ta jest bardzo ztozona
w og6lnym przypadku przeptywu Scisliwego, w zwigzku z czym wygodniej jest
przedstawi¢ jego uproszczong forme, por. Aupoix [227], oraz Launder [228], Lai
i So [229], Hanjalic [230] dla przypadku przeptywu niescisliwego

g(—;'H")+i(;j,—pu;},v-j{_pu;,,--%_pu;ua aﬂ}
ox ;

ot j ﬁxj J ﬁxj
Fy
' aH' ' 81/!; 'aH' a [ U [ 1 1 non " 1 1 :|
N -q; + + toH —qu. —puu.H —pHOS; |+
7)) Dyig
Péip PTio !
— — —{or. o»)| —[op oq, L Olu .rki
26, Q. puH' + Q% puius + H'| LGP || P T T
it i il [axj o, | o, | o
Giﬁ
Hig M;q
(149)

Po lewej stronie réwnania (149) widnieja cztony opisujace lokalng i konwekcy;j-
ng zmiang turbulentnego strumienia ciepta. Kolejne czlony po prawej stronie
opisuja produkcje strumienia ciepta w polu predkosci $redniej oraz produkcje
napr¢zen turbulentnych zwigzang z gradientem temperatury $redniej

P, =P,~g’ + Py, dysypacje molekularna peg;,, korelacje fluktuacji ci$nienia

1

1 gradientu entalpii p@;, strumien dyfuzyjny 0D, /Ox;, generacj¢ turbulent-

nego strumienia ciepta w polu sity Coriolisa i naprezen turbulentnych w zwigzku
z praca sily odsrodkowej Gis, korelacje fluktuacji entalpii i wektora sit po-
wierzchniowych przeptywu sredniego H,¢ oraz korelacje fluktuacji strumienia
masy 1zmian ci$nienia oraz gradientu strumienia ciepta w przeptywie Srednim
Mio. Na koncu réwnania transportu znajduje si¢ czton opisujagcy mechaniczny
strumien energii w formie korelacji fluktuacji strumienia masy oraz pracy sit
lepkosciowych przeptywu chwilowego, pozostawiony dla uproszczenia zapisu
bez dekompozycji na cz¢$¢ srednig i fluktuacyjng.

Dotaczenie rownan transportu (145)—(146) oraz (149) do ukladu réwnan
(132)—(134) nie prowadzi do jego domknigcia, jako ze pojawiajg si¢ nowe nie-
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wiadome cztony — momenty drugiego i trzeciego rzedu. Formalnie mozna zbu-
dowac kolejne rownania transportu dla niewiadomych momentow drugiego (Iub
trzeciego) rzedu, w ktorych pojawia si¢ momenty wyzszego rzedu. W taki spo-
sob mozna wyprowadzi¢ np. rownanie transportu dla tensora szybkosci dysypa-
cji energii mechanicznej wystgpujacego w rownaniu (145) lub dla jej formy ska-
larnej, tj. dysypacji izotropowej wystepujacej w rownaniu (146), Tulapurkara
[39], Speziale i Gatski [231]. Liczba niewiadomych ros$nie kaskadowo i w kaz-
dym wypadku przekracza ilo$¢ dostepnych réwnan. W ktoryms$ miejscu korela-
cje wyzszego rzedu muszg by¢ zamodelowane za pomocg momentow nizszego
rzedu.

2.3. Modelowanie turbulencji w metodzie RANS

Symulacja efektow turbulentnych w metodzie RANS ma istotne znaczenie dla
rezultatow obliczen przeptywu w maszynach wirnikowych. Liczba modeli turbu-
lencji opracowanych dla potrzeb obliczen numerycznych i opublikowanych
w literaturze przedmiotu jest pokazna, poczawszy od najprostszych modeli alge-
braicznych, poprzez jedno- i dwuréwnaniowe modele rozniczkowe, a skonczyw-
szy na ztozonych wieloréwnaniowych modelach rézniczkowych opisujacych
sktadowe tensora naprezen turbulentnych. Modele algebraiczne i jednorowna-
niowe maja juz w zasadzie znaczenie historyczne. Najczgsciej stosowane sa
obecnie modele pochodzace z grupy dwuréwnaniowych i modele naprezen Rey-
noldsa. Pomimo znacznego nakladu pracy nie udato si¢ dotychczas opracowac
uniwersalnego modelu, ktéry mozna by z powodzeniem zastosowa¢ do wszyst-
kich klas przeptywdw. Nie nalezy takze liczy¢, ze model taki zostanie opraco-
wany w przysztosci. Jest zatem istotne, aby uzywaé modelu turbulencji wlasci-
wego dla rozwazanej klasy przeptywu, stosownie do planowanych naktadow ob-
liczeniowych oraz mie¢ swiadomos$¢ utomnosci, jakie posiada zastosowany mo-
del turbulencji. Nalezy takze zwrdci¢ uwageg, ze wzrost ztozonosci w modelo-
waniu efektow turbulentnych odbywa si¢ najczesciej kosztem zwigkszenia czasu
obliczeniowego i wzrostu wymagan odnosnie schematu numerycznego, tak wiec
nie zawsze prowadzi do uzyskania jakoSciowo lepszych rezultatow.

Obszerny przeglad dostepnych w literaturze modeli turbulencji mechanicz-
nej dla uktadu rownan RANS mozna znalez¢ np. w pracach Wilcoxa [38], Tula-
purkary [39], Gatskiego 1 Rumseya [232], a turbulencji termicznej np. w pracy
Nagano [233]. W wigkszym stopniu interesowac nas beda efekty turbulencji me-
chanicznej, w mniejszym turbulencji termicznej. Te drugie odgrywaja istotne
znaczenie w przypadkach intensywnej wymiany ciepta zwigzanej z chtodzeniem
lopatek lub innych powierzchni roboczych uktadu przeptywowego, ktorych to
przypadkow nie bedziemy tu rozpatrywac.

Wplyw Scisliwosci na turbulencje przepltywu
Przepltywy w wiencach topatkowych turbin majg zréoznicowany charakter. Ob-

serwuje si¢ przeptywy calkowicie poddzwigckowe, przeplywy transoniczne
z liczbg Macha na wylocie z palisady Ma < 1 lub Ma > 1, a takze przeplywy
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naddzwigkowe, gdzie liczba Macha na wlocie i wylocie z palisady przekracza
Ma > 1. Juz nawet w przypadku palisady transonicznej z poddzwigkowym wylo-
tem lokalne warto$ci liczby Macha w gardtach palisad moga osiagac 1,5. Nato-
miast w wysoko obcigzonych palisadach z naddzwickowym wylotem procesy
mieszania $ladu splywowego, wiré6w kanatowych, czy przecieku nadtopatkowe-
go ze strumieniem gtownym zachodzg przy liczbie Macha siegajacej 1,2+1,5 lub
powyzej. Sytuacje takie ogolnie nie sa typowe dla wiencow topatkowych stacjo-
narnych turbin parowych. Zdarzajg si¢ jednak czesto w czgsci niskopreznej przy
znacznym gradiencie reakcyjnosci, kiedy to czg$¢ topatki kierowniczej (zwykle
przy stopie) i czg$¢ topatki wirnikowej (zwykle przy wierzchotku) sa silnie ob-
cigzone i pracujg w warunkach naddzwigkowego wylotu, natomiast profile topa-
tek polozone przy przeciwlegtym ograniczeniu pozostaja niedocigzone i pracuja
w przeptywie poddzwickowym.

W dziedzinie maszyn wirnikowych zwykle traktuje si¢ efekty Sci§liwosci
jako majace niewielkie znaczenie dla zagadnienia turbulencji przeptywu. W uza-
sadnieniu takiego postepowania mozna powotac si¢ na obserwacje Morkovina
(np. Bradshaw [234], Aupoix [227], Barre i in. [222]), z ktérych wynika, ze
wplyw fluktuacji gestosci na turbulencj¢ przeptywu jest pomijalny, o ile fluktua-
cje gestosci pozostajg mate w poroOwnaniu z warto$cig Srednig gestosci, tzn.
p'/ p<<1. Badania eksperymentalne naddzwigkowej warstwy przysciennej

wskazujg, ze zatozenie powyzsze jest spetnione dla liczb Macha nie przekracza-
jacych 5 z dala od miejsc gwattownych zmian ci$nienia (fal uderzeniowych).
W konsekwencji upraszcza to znacznie proces modelowania przeplywu nie-
hipersonicznego. Wplyw S$cisliwosci ujawnia si¢ w zapisie uktadu rownan
w zmiennych zachowawczych i w usrednieniu masowym Favre’a. Najistotniej-
sze roznice pomigdzy modelowaniem przeptywu S$cisliwego i niescisliwego do-
tycza sprzgzenia rownan pedu i energii oraz sposobu rozwigzania uktadu row-
nan, w tym postaci schematu numerycznego rozwigzujacego uktad. Réwnania
modelu turbulencji opracowane oryginalnie dla przeplywu niescisliwego przepi-
suje si¢ zwykle w notacji odpowiadajacej zmiennym zachowawczym, przy czym
w modelowaniu pomija si¢ czlony, ktore znikaja w przeptywie niescisliwym, jak
czlon zwigzany z fluktuacjami strumienia masy i korelacja ci$nienie — dylatacja,
oraz czlony majace niewielkie znaczenie w przeptywie niescisliwym, jak turbu-
lentna dyfuzja cisnienia.

Z drugiej jednak strony znaczne fluktuacje gestosci moga pojawic si¢ tez
przy relatywnie niskich warto$ciach liczby Macha. Ich poziom w bezgradiento-
wej warstwie przysSciennej przy liczbie Macha rownej 5 jest porownywalny
z poziomem fluktuacji gesto$ci w warstwie przysciennej z przeciwnym gradien-
tem ci$nienia przy liczbie Macha réwnej 3 i w swobodnej strefie mieszania tur-
bulentnego juz przy liczbie Macha rownej 1,0+1,5, Bradshaw [234], Blaisdell
iin. [235]. Wzrost fluktuacji gestoSci obserwuje si¢ takze w przeptywie z inten-
sywng wymiang ciepla lub w przeplywie ze spalaniem, co wynika ze sprzgzenia
pomiedzy fluktuacjami ggstosci 1 temperatury. W gazie, ktory mozna opisac
roOwnaniem stanu gazu doskonalego p = pRT przy pomini¢ciu modu akustyczne-
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go fluktuacji, tzn. przy p'/ p <<1, mamy bowiem p'/ p~T""/ T. Wymienione
przypadki stanowig ograniczenia stosowalnosci obserwacji (hipotezy) Morkovi-
na. Istnieje wowczas potrzeba modelowania czlondéw, ktore sa pomijane w prze-
plywie niescisliwym. Wzrasta udziat fluktuacji strumienia masy i korelacji ci-
$nienie — gradient predko$ci w bilansie naprezen Reynoldsa (korelacji ci$nienie
— dylatacja w bilansie energii kinetycznej turbulencji). Wptyw $cisliwosci na
turbulencj¢ przeptywu jest przedmiotem pracy Lele [236].

Hipoteza Boussinesqa

Duza grupa modeli turbulencji mechanicznej opiera si¢ na hipotezie lepkoSci
turbulentnej Boussinesqa, np. Wilcox [38], Elsner [218] (uwaga! dla uproszcze-
nia zapisu poczawszy od tego miejsca bedziemy pomija¢ oznaczenia usrednienia
w stosunku do wielko$ci usrednionych):

T T 2 auk
pry =—puju; =2urS; T3 a@'f a

2

S PkS (150)

Hipoteza lepkosci turbulentnej wigze w sposob liniowy sktadowe tensora napre-
zen Reynoldsa ze sktadowymi tensora predkosci deformacji przeptywu $rednie-
go. Ogranicza to w pewien sposob stosowalnos¢ modeli opartych na tej hipote-
zie. Zatozenie takie pozostaje nie uzasadnione m.in. w przypadku silnych zmian
tensora predkosci deformacji, przeplywow w kanatach silnie zakrzywionych,
czy w polu sit masowych.
Typowym domknigciem dla turbulentnego strumienia ciepta towarzysza-
cym hipotezie lepkosci turbulentnej jest hipoteza gradientowa w postaci
gl =puh” =2y L. (151)
Ox;

1

W grupie modeli opartych na hipotezie Boussinesqa, na przestrzeni lat
znaczng rol¢ odgrywaty modele algebraiczne, dla ktorych podstawowe znacze-
nie miala hipoteza Prandtla drogi mieszania z roku 1925 (Cebeci-Smith [237],
Baldwin-Lomax [238] oraz Johnson-King [239]). Lepkos¢ turbulentna jest tu
okreslona na podstawie analizy wymiarowej jako iloczyn ggstosci oraz liniowej
i predkosciowej skali turbulencji. Role skali liniowej pelni wlasnie droga mie-
szania, a skali predko$ciowej iloczyn drogi mieszania i modutu gradientu pred-
kosci w warstwie przy$ciennej, co prowadzi do zaleznos$ci

ou

>l (152)

pr ~ plu~ pl*

Stosunkowo najmniej wyeksploatowang grupg modeli turbulencji jest grupa
modeli jednoréwnaniowych. W najstarszym modelu jednoréwnaniowym
Prandtla z roku 1945 (Wilcox [38], Pope [42]) rolg skali predkosciowej turbu-
lencji w wyrazeniu na lepkos¢ turbulentng petni pierwiastek energii kinetycznej
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fluktuacji turbulentnych oraz rozwigzuje si¢ rézniczkowe réwnanie transportu
dla energii kinetycznej turbulenc;ji

= pk"'?1 (153)

ok Ok Tau k3/2 0 .t Ok

o Mg P e o U e o

(154)

W poréwnaniu do ogdlnego réwnania transportu energii kinetycznej turbulencji
(146), czton zwigzany z produkcja energii kinetycznej turbulencji nie ulega mo-
dyfikacji, natomiast modeluje si¢ szybkos$¢ dysypacji oraz catkowity strumien
dyfuzyjny. Pomija si¢ przy tym dylatacj¢ ci$nienia oraz czton zwigzany z fluktu-
acjami strumienia masy (czlon ten znika w granicy dla przeptywu niesci§liwe-
g0). Model ten zawiera dwie stale Cp 1 or oraz wymaga okreslenia liniowej skali
turbulencji / stosownie do rodzaju przeptywu. Cho¢ sam model opublikowany
zostal stosunkowo wezesénie jego praktyczne wykorzystanie okazalo si¢ mozliwe
dopiero wraz z rozwojem techniki komputerowej i metod numerycznych, a wigc
wlasciwie w czasie kiedy dysponowano juz bardziej rozwinigtymi modelami
dwuroéwnaniowymi i wyzszych rzgdow. W zwigzku z tym jednowymiarowy
model Prandtla nie odegrat wigckszego znaczenia w komputerowej mechanice
pltynéw. Inaczej bylo z jednoréwnaniowym modelem turbulencji Spalarta-
Almarasa, w ktorym rozwigzuje si¢ rOwnanie transportu bezposrednio dla lepko-
$ci turbulentnej [240]. Byl on swego czasu czgsto stosowany w zagadnieniach
acrodynamiki, np. Dacles-Mariani i in. [241], Crivelin i d’Alessandro [242].
Obecnie jednak modele algebraiczne i jednoréwnaniowe majg gtdéwnie znacze-
nie historyczne.

Modele dwurownaniowe

Najbogatsza grupg modeli turbulencji jest grupa modeli dwuréwnaniowych.
W modelach tych role skali predkosciowej turbulencji pelni pierwiastek energii

kinetycznej fluktuacji turbulentnych w~k'"? /1. Liniowa skala turbulencji jest
okreslona za posrednictwem rownania transportu pewnej innej wielkosci, np.

szybkosci dysypacji € (& ~k32 1 ) lub czestotliwosci @ (@ ~kV2 1~ k).

Modele k—& Mozna je zapisa¢ w ogoélnej postaci jako (Jones i Launder
[243], Launder i Sharma [244]):

Hr :g{,uc,ukz/g’ (155)
ak ok - ou, ok
= —pe—D+—(u + , 156
Pa P T p’fa P x,( o ax,. (156)
O O ou; & g2 0
p—+ pu Coafiprh ZLEChfipi +E+—(u+ )— (157)
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W réwnaniu transportu energii kinetycznej turbulencji pomija si¢ dylatacje
ciSnienia oraz modeluje si¢ catkowity strumien dyfuzyjny korzystajagc z do-
mknigcia gradientowego (z domknigcia tego korzysta si¢ takze dla zamodelowa-
nia cztonu opisujacego dyfuzje energii kinetycznej turbulencji w rownaniu ener-
gii (134), cho¢ czgsto w roOwnaniu energii ten czton jest pomijany przy zatoze-
niu, ze k <<h ). Szybkos$¢ dysypacji wyznacza si¢ z rownania transportu, ktore
ma struktur¢ podobng do rownania transportu energii kinetycznej turbulencji
i zawiera po prawej stronie czlony okreslajace produkcje, zanik i dyfuzje wiel-
kosci €. Wspotczynniki or, o, Cu, Ce, Ce sa stalymi modelu. Ich wartosci do-
biera si¢ na podstawie korelacji z pewna ilo$cig danych eksperymentalnych.
Mamy tez dodatkowe cztony zrédtowe w obu réwnaniach D, E oraz funkcje
thumigce f,, f1, /> istotne dla catkowania rownan w najblizszym sgsiedztwie $Scia-
nek. Obecnos¢ funkcji thumigcych pozwala uzmienni¢ wspotczynniki C,, Cai,
Cx 1 unikng¢ osobliwosci przy sciankach. Powyzszy zapis modelu okresli¢ moz-
na jako model niskich liczb Reynoldsa.

Mianem standardowego modelu k—¢ przyjeto okresla¢ model, ktorego state
przyjmujg wartosci: o= 1,0, o.= 1,3, C,= 0,09, C,; = 1,44, Co = 1,92. Rolg
wzorca kalibratora dla tego modelu stanowi kilka przypadkow przeptywu turbu-
lentnego — na ptaskiej ptytce, w kanale ptaskim, w kanale o przekroju kotowym
i w strudze swobodnej. W modelu Laundera-Sharmy [244] dodatkowe cztony
zrodtowe i funkcje thumigce przyjmuja postaci:

2 5 2
D=2yM . E=2Mr a—;‘ , (158)
oy p oy

fi=1,f, =1-03exp(-Re7), [, =exp[-3,4/(1+Re;/50)*], (159)

gdzie turbulentna liczba Reynoldsa opisana jest wzorem Rer = pk’/ue.

Istnieje cata grupa modeli k¢ niskich liczb Reynoldsa, ktore powstaty
z my$la o roznych zastosowaniach. R6znig si¢ one warto$ciami statych modelu,
postacia funkcji thumigcych i dodatkowych cztonoéw zrédlowych dla ustalenia
warto$ci szybkosci dysypacji na $ciance. Rownania (155)—(157) uzupehia si¢
o korekty opisujgce wptyw m.in. §cisliwosci ptynu, intermitencji przeplywu, ro-
tacji 1 krzywizny linii pradu. Do innych popularnych modeli grupy niskich liczb
Reynoldsa naleza m.in. model Chiena [245] czgsto stosowany w obliczeniach
maszyn wirnikowych, modele Lama i Bremhorsta [246], Nagano i Tagawy
[247], Yanga i Shiha [248] stosowane do rozwigzywania zagadnien wymiany
ciepla oraz model RNG k—¢& Yakhota i Orszaga [249]. Modyfikacje modelu stan-
dardowego podnoszag doktadno$¢ obliczen w przypadkach, ktorych modyfikacja
dotyczy, zwykle pogarszajac wlasnosci modelu w szerokiej klasie przeptywow.
Modele k—¢ nalezg do najczeséciej uzywanych modeli w zastosowaniach tech-
nicznych. Porownanie wynikow otrzymanych w oparciu o model k—¢ z ekspe-
rymentem wypada zadowalajgco w obszarach mieszania strug swobodnych. Do-
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ktadno$¢ rozwiagzania pozostawia jednak duzo do zyczenia w obszarach duzych
stref recyrkulacji, przy duzej krzywiznie linii pradu.

Model k—¢ wymaga stosowania funkcji ttumigcych dla uniknigcia osobli-
wosci w poblizu $cianki. Podejsciem alternatywnym jest koncepcja relaksacji
eliptycznej Durbina, ktéra lezy u podstaw modyfikacji modelu k—¢& znanej pod

nazwa k—¢ -2, [250], [251]. W modelu tym lepko$¢ turbulentna zbudowana

jest w oparciu o korelacje fluktuacji predkosci normalnej do $cianki pv2 = —rsz

oraz zmodyfikowang skal¢ czasowa 7. Produkcje fluktuacji v? i ich thumienie
w poblizu $cianki opisuje si¢ przy pomocy funkcji eliptycznej relaksacji f».

Rozwigzuje si¢ dwa dodatkowe réwnania rézniczkowe na v2 i f2. Pelny model
jest modelem czterordwnaniowym i przedstawia si¢ jak ponizej:

pr =pC, VT, (160)
ok ok r ou; ok
= P S pet o (T 161
P "M, T, P ax,(“ kax (161)
o€ oe 1 T Ou; o€
- = —(C, pri — &)+ — (1 + , 162
pal PuU; Ox,- T( 1P ij a 52:0) ,(Iu O'g)ax,- ( )
o pur v’
—_- —— = pk; v? —+— + _— 163
PP ox, Pkfy = p P (u ok)ax,. (163)
0> c,-1)[2 ) ¢ ou.
fop L2 S :( D[22 V] G Tijr_i, (164)
ox ;0x T |3 k| & ox
przy czym
3
T=max[£,6 i], LZCLI’ Zzzmax[k_’C’?ﬁ i),
e \pe &’ p\ pe
0,25
Co =13+———. (165)
1+(y/210)

State w rownaniach transportu & i £ przyjmujg wartosci jak w modelu stan-
dardowym k—¢. Pozostale state przyjmujg wartosci C1 = 1,4, C.= 0,3, C,= 0,3,
C,=170,0. Z reguty model Durbina przewyzsza doktadnos$cig swoje odpowiedni-
ki postugujace si¢ funkcjami ttumigcymi. Koncepcj¢ relaksacji eliptycznej roz-
szerza si¢ takze na model naprezen Reynoldsa.
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Inng wartg wzmianki modyfikacja modelu ki—g jest model Speziale
[252,253] nalezacy do grupy modeli nieliniowych. Modele nieliniowe stanowia
odejscie od hipotezy lepkosci turbulentnej. Wykorzystuje si¢ w nich pojecie ten-
sora anizotropii b; okre§lonego réwnaniem

2

r ; k&; —2kb;; . (166)

Tij

Tensor anizotropii b; jest funkcjonatem zaleznym od liniowej i predko-
Sciowej skali ruchu turbulentnego oraz gradientu predkosci Sredniej. Z uwagi na
fakt, ze w modelu k—¢ skale turbulencji okresla si¢ na podstawie wielkosci ki &,
a zaleznos$¢ od przeptywu sredniego mozna okresli¢ za pomocg bazy tensorowej
zbudowanej na tensorach predkosci deformacji Sj; i rotacji €2, tensor anizotropii
mozna przedstawi¢ jako b;= bj(k, &, Su, £2u), Gatski 1 Rumsey [232]. Ostatecznie
tensor naprezen Reynoldsa w modelu Speziale przyjmuje nastepujgca postac:

3
pri; =—§pk5i/- + 2478 +4CDij];—2(SikS,g~ —%Smnsnm(sij}

3
+4Cch,p’;—2(sy. —%Smma,.jj, (167)

gdzie Cp= Cr= 1,68, a S; oznacza pochodng Oldroyda funkeji S;

Sy =Lty — LS ——L 8, (168)

Model Speziale wart jest wzmianki, poniewaz okazat si¢ skuteczny w mo-
delowaniu struktur przeplywow wtérnych w prostopadtosciennym kanale po-
przez fakt uwzglednienia anizotropii tensora napr¢zen Reynoldsa w obszarze
silnej krzywizny linii pradu.

Funkcja scianki. W strukturze turbulentnej warstwy przy$ciennej wyrdznia
si¢ nastepujace obszary (np. Pope [42], Elsner [218], Puzyrewski i Sawicki
[36]): (a) obszar lepki (y" < 30), gdzie istotng role w transporcie masy, pedu
i energii odgrywa lepko$¢ molekularna, sktadajacy si¢ z podwarstwy lepkiej
(v" < 5), w ktorej naprezenia Reynoldsa s3 pomijalnie male w poréwnaniu z na-
prezeniami lepkimi oraz podwarstwy przejsciowej (5 < y* < 30), w ktorej poja-
wiaja si¢ pulsacje turbulentne podlegajace thumieniu pod wptywem sit lepko-
sciowych; (b) obszar warstwy turbulentnej z logarytmicznym rozktadem predko-
$ci, w ktorej decydujaca role ma ruch turbulentny (y* > 30), (c) obszar §ladu —
obszar struktur gruboskalowych z ,,dtugg pamiecig” (y* > 500) oraz (d) obszar
intermitentny.
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Modele wysokich liczb Reynoldsa czesto uzupehia si¢ o funkcje $cianki,
ktora okresla profil predkosci w obszarze logarytmicznym warstwy przysciennej
(np. Pope [42])

LR (169)
K

przy czym bezwymiarowa predkosé i odleglos¢ od Scianki wyrazajg si¢ wzorami:

ut=ulu,, y=ypu lu, u.=\r,/p, (170)

gdzie u. oznacza predkos¢ tarcia, k¥ = 0,41, B = 5,2. Tak sformutowane prawo
$cianki odnosi si¢ zarowno do przeptywu niescisliwego, jak i $cisliwego w po-
blizu $cianki adiabatycznej (np. Wilcox [38]). Catkowanie uktadu réwnan za-
czyna si¢ wowczas w punkcie potozonym w odleglosci y* = 30150 od $cianki,
czyli w warstwie logarytmicznej. Podejscie takie daje oszczedno$¢ pamigci
i czasu komputera, jako ze pomija si¢ w obliczeniach obszar przyscienny o sil-
nych gradientach parametrow wymagajacy odpowiedniego zageszczenia siatki.
Poprawia takze tempo zbiezno$ci schematu numerycznego. Nalezy jednak pa-
mietac, ze prawo Scianki jest stuszne dla warstwy przysciennej bezgradientowe;,
ewentualnie z dodatnim gradientem cisnienia w dot przeptywu. Nie jest za$
spelnione w wigkszosci przypadkow ztozonego przeptywu trojwymiarowego,
np. w przepltywie labiryntowym, w obszarze formowania si¢ przeplywow wtor-
nych, oderwania i recyrkulacji, w poblizu przejScia laminarno-turbulentnego,
a takze w polu sit masowych.

Dla uwzglednienia wplywu chropowatosci powierzchni, funkcje $cianki
modyfikuje si¢ o dodatkowy sktadnik 4B, ktory wyraza si¢ wzorem

AB=— Ly, (171)
K

gdzie f; jest funkcja chropowatosci definiowana oddzielnie dla obszaré6w o ni-
skiej, przej$ciowej i duzej chropowatosci.

Modele k—@ Wsrod modeli dwuréwnaniowych duza popularno$cig ciesza
si¢ takze modele z rodziny k—w, gdzie czestotliwos¢ @ zdefiniowano na podsta-
wie zaleznoéci ¢ = f'kw. Standardowy model k—® Wilcoxa [254] mozna przed-
stawi¢ w postaci:

Ur =pk/o, (172)
ok ok ou, ok
Pt pui——=prjj = f pkw+—(u+a Hr) == (173)
ot ox, o, ~
00 o, 02 g @ pp7 i —L— ppo’ +% (u+o )— (174)
po TP == a o pr i o, PP gy ko

i X X
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a stale modelu przyjmujg wartosci a = 5/9, g = 3/40, o = 1/2, p* = 9/100,
o* = 1/2. Model k—w posiada dobre wlasnoséci w poblizu $cianki i nie wymaga
stosowania dodatkowych modyfikacji w postaci funkcji ttumigcych. Stabo$cia
modelu jest jego wrazliwo$¢ na brzegowe warto$ci w, Menter [255]. Z drugiej
jednak strony fakt ten mozna wykorzysta¢, co pokazat Chima [256], dobierajac
warto$¢ wlotowa w tak, aby doprowadzi¢ do zgodnos$ci potozenia punktu przej-
$cia laminarno-turbulentnego na powierzchni ssacej topatki z wynikami badan
eksperymentalnych. P6Zniejsze modyfikacje modelu k—w zawierajg dodatkowe
elementy majgce na celu poprawi¢ predykcje w obszarze przej$cia laminarno-
turbulentnego (Wilcox [257]), co ma znaczenie przy ocenie strat przeptywowych
i efektéw wymiany ciepta. Szereg modeli nieliniowych k—@ mozna znalez¢é
w monografii Wilcoxa [38].

Model k—w SST Mentera. Model turbulencji SST Mentera [258,259] sta-
nowi kombinacj¢ modeli &~ 1 k—& wykorzystujaca zalety modelu k—@ w obsza-
rze przysciennym oraz k—& w obszarze przeptywu swobodnego. W notacji k—@
model ten przedstawia si¢ nastgpujaco:

k| @
py =——7F , (175)
max|[1; 2F, /(a,)]

ak ok rou; s d ok
—= ke +—— (p+ —, 176
PP ox, pT — o, £ p ox, (u O'k/UT)axi (176)

8_a)+ ua—a)— @ a——ﬂ ’ +—( +0o )6a)

P p"ax,. 7kp,,a % H wﬂrai
2(1- )2 j—kg—“’ (177)

i

Funkcja przejscia F pomigdzy modelem k—w i k—¢& przyjmuje warto$¢ 1 w pod-
warstwie lepkiej 1 obszarze wykltadniczym, przechodzac gltadko do wartosci 0
w obszarze Sladu warstwy przysciennej. Natomiast funkcja F> przyjmuje war-
tos¢ 1 w warstwie przysciennej, przechodzac gtadko do wartosci 0 w przeplywie
zewnetrznym. Funkcje te majg ksztatt:

Fy = tanh{[min(4; 4,)]*},  F, = tanh{[min(2B,; B,)]*},

Al :max(Bl;Bz); A2 :M, CDka) :max[zwﬁa_w;l()ZOJ,
B -t p, -0 (78)

By oo
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Wektor statych ¢ = [0, 0,671 w modelu SST mozna przedstawi¢ w postaci
¢=Fig + (1-F1)¢2, gdzie ¢ jest wektorem statych w modelu k&, a natomiast
¢ jest wektorem stalych w modelu k—& zapisanym w notacji k. Stale te
przyjmujg wartosci: a; = 0,31 (stata Bradshawa); or = 0,85, o= 1,0, 0,1 = 0,5,
o= 0,856, £=0,09, p1=0,075, f=0,0828, 1= 0,553, o= 0,44.

Istotng warto$cig tego modelu jest zapewnienie relacji proporcjonalnosci
pomigdzy gtéwnym naprgzeniem turbulentnym w warstwie przysciennej i ener-
gia kinetyczng turbulencji. Wynika to z faktu, ze napr¢zenie w warstwie przy-
$ciennej, ktore mozna okresli¢ wzorem 7= ur(2 (gdzie 2 = Au/Oy), na mocy
przyjetej w modelu definicji lepkosSci turbulentnej osiaga warto$¢ 7 = pak. Za-
uwazmy, ze dzigki zastosowaniu funkcji > ostatnia rownos$¢ jest spelniona takze
w sytuacji, gdy produkcja energii kinetycznej turbulencji przekracza jej dysypa-
cj¢ (£2> aiw), co ma miejsce np. w warstwie przysciennej z przeciwnym gra-
dientem ci$nienia.

Model SST Mentera ma przewagg nad pozostatymi modelami z grupy dwu-
rownaniowych, jesli chodzi o przeplywy z oderwaniem i recyrkulacja, na co
wskazuje bogata weryfikacja na materiale eksperymentalnym przeprowadzona
w pracach [258,259]. Model jest zatem przydatny do obliczen 3D w obszarach
o ztozonej geometrii. Model ten jest dostgpny zarowno w programach Ansys
Fluent, CFX oraz FlowER wraz z korektami na przypadek przeptywu $cisliwe-
g0, jak i1 ulepszeniami uwzgl¢dniajacymi wlasnosci przeplywu w obszarze prze;j-
$cia laminarno-turbulentnego. Znaczna wigkszo$¢ obliczen opisanych w niniej-
szej rozprawie wykonana zostala w oparciu o ten wtasnie model.

Inne modele dwuréwnaniowe. Przyktadami innych wielkosci, dla ktérych

rozwiazuje si¢ drugie rOwnanie transportu mogg by¢:

e skala czasowa turbulencji 7 (7 ~ 1/w), jak w modelu k7 Speziale i in.
[260], gdzie ur ~ pkt, £ ~k/ 7

e wyrazenie kz, jak w modelu k—k7 Zeiermana-Wolfshteina [261], gdzie
ur~ pkt, & ~k*/kt, drugie rownanie rozniczkowe na k7 jest praktycznie
rownaniem transportu dla lepkosci turbulentne;;

e skala liniowa turbulencji /, jak w modelu 4~/ Smitha [262], gdzie
ur ~ pk'?l, & ~ k¥*/1; z uwagi na fakt, ze [ zmienia si¢ liniowo w pobli-
zu $cianki, model ten ma dobre wlasnosci w obszarach przySciennych,
lecz zawodzi w obszarze przepltywu swobodnego;

e wyrazenie kI jak w modelu k—k/ Smitha [263], gdzie ur ~ pkl/k'?,
&~ K"k,

Podobnie jak w przypadku modelu k—¢ i k—w istniejg takze odmiany powyz-
szych modeli k—7, k—kz, k=1 1 k—ki.

Efekty przeplywu scisliwego. Jak juz wspomniano, Sci§liwos¢ przeptywu
moze odgrywac istotne znaczenie w swobodnej strefie mieszania turbulentnego
w przeplywie naddzwigkowym. Korekty modeli dwuréwnaniowych k—¢1 kA~ na
przypadek przeptywu $cisliwego koncentrujg si¢ gtownie na modelowaniu dysy-
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pacji energii kinetycznej turbulencji i korelacji ci$nienie — dylatacja predkosci,
a takze turbulentnego strumienia masy, Sarkar i in. [264], Sarkar [265], Zeman
[266], Wilcox [267,38]. Czton dysypacyjny w réwnaniu transportu energii kine-
tycznej turbulencji rozbija si¢ wowczas na niekorelujace ze sobg cztony — dysy-
pacje solenoidalng i dysypacje dylatacyjng (czton wystgpujacy jedynie w prze-
plywie $cisliwym):

'

U;

) ,
PE =T} gngs + peg =218
J

’ HS

u

"

w4

i

przy czym dysypacj¢ solenoidalng znajduje si¢ z rownania transportu dysypacji,
jak w modelu standardowym k—¢ (lub po odpowiedniej implementacji w modelu
k—w), natomiast dysypacje dylatacyjng modeluje si¢ wedlug zaleznosci liniowej
wzgledem dysypacji solenoidalne;j

g = F(Mary)sg,, Ma; =2k /a, (180)

gdzie F(Mar) jest pewna funkcjg turbulentnej liczby Macha (a — predkosé
dzwigku). Przyjmuje si¢ nastepujace postaci funkcji F'i wartosci statej ai:

e a,=0,5, F(Ma;)=Ma? (Sarkar [265]); (181)

e =075,

2 2
FMagz)= l—exp(—O,S*()/+1)(MaT—MaTO) )/0,60 H(MaT—MaTO),

Ma, =0,104/2/(y +1) (Zeman [266]); (182)
e a,=15, FMay)= (Ma%— Ma%O)H(MaT— Mam),
Ma ,, =0,25 (Wilcox [267]). (183)

gdzie H jest funkcjg Heaviside’a.
Korelacje cisnienie — dylatacja modeluje si¢ jako (Sarkar [265])

. Ou; Ou;
p —’=a2pr§—’MaT+a3nga%, (184)
Ox; " Ox;

gdzie a» = 0,15, a3 = 0,2, natomiast turbulentny strumien masy przyjmuje si¢
W postaci:

— May k
u=c, Mark r % (185)
PE Ox
Powyzsze korekty przynosza znaczacg poprawe w stosunku do modelu standar-
dowego w predykcji rozptywu turbulentnej strefy mieszania w swobodnym
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przeptywie Scisliwym (dla przypadku ktérego kalibrowano wystepujgce stale),
poczawszy od liczb Macha Ma > 1. Panuje jednak opinia, ze nie daje si¢ wykali-
browa¢ korekt modeli dwuréwnaniowych przy pomocy zaleznosci od turbulent-
nej liczby Macha tak, aby uzyska¢ zgodno$¢ zaréwno dla przypadku turbulent-
nej strefy mieszania, jak i dla warstwy przysciennej, Wilcox [38]. Przyczyn upa-
truje si¢ w rosnagcym udziale korelacji ci$nienie — gradient predkosci w bilansie
napre¢zen Reynoldsa w przeptywie $cisliwym.

Przejscie laminarno-turbulentne. Przewaznie wokot punktu spietrzenia na
profilu lub przy ograniczeniu zewngtrznym w obszarze formowania si¢ przeply-
wow wtornych przeptyw ma charakter laminarny. W doét przeplywu, zanim
przeplyw stanie si¢ w pelni turbulentny, obserwuje si¢ stref¢ intermitentng
(przejsciowy), gdzie nastgpuje stopniowe wzmacnianie wysoko-czestotliwoscio-
wych fluktuacji parametréw przeptywu. Przy typowym, a szczegdlnie przy ni-
skim obcigzeniu palisady, rozpigto$¢ strefy przejSciowej moze by¢ znaczna
w poréwnaniu z wymiarem charakterystycznym palisady. Jej dtugos¢ moze sie-
ga¢ nawet 60+80% ciecciwy topatki. Jednak jak pokazuja wyniki obliczen
w oparciu o dwuréwnaniowe modele niskich liczb Reynoldsa (Schmidt i Panta-
kar [268], Cleak i Gregory-Smith [269], Wilcox [254], [38], Savill [270]), mode-
le te przewiduja zbyt gwaltowny wzrost energii kinetycznej turbulencji w obsza-
rze przejsciowym, przez co zanizajg znacznie rozpi¢tos$¢ strefy intermitentnej
oraz przesuwaja poczatek obszaru turbulentnego w gore przeptywu. Z drugiej
za$ strony wskazuje si¢ na dobre wlasnosci modeli dwuréwnaniowych w obsza-
rze relaminaryzacji przeptywu. Sposrod modeli k—¢ niskiej liczby Reynoldsa
lepsze predyspozycje do modelowania przejscia laminarno-turbulentnego majg
te modele, ktorych funkcje thumigce nie sg zalezne od odlegtosci od $cianki, lecz
od pewnych uniwersalnych wtasciwosci przepltywu, takich jak turbulentna liczba
Reynoldsa (np. model Laundera i Sharmy [244]). Dobre wlasciwo$ci w obszarze
przejécia laminarno-turbulentnego posiadajg takze modele nieliniowe lepkosci
turbulentnej, Savill [270].

Rozwoj modeli turbulencji odnosnie przej$cia laminarno-turbulentnego ma
charakter dwutorowy, tj. poprzez korekte cztondéw produkcyjnych i dysypacyj-
nych w modelach dwuréwnaniowych lub w oparciu o koncepcje wspotczynnika
intermitencji, dla ktorego rozwigzuje si¢ dodatkowe rozniczkowe rdéwnanie
transportu. Pierwsze podejscie zrealizowano w pracy Schmidta i Pantakara [268]
w odniesieniu do modelu k—& oraz w pracy Wilcoxa [257] w odniesieniu do mo-
delu k~®. Schmidt i Pantakar postulujg ograniczenie produkcji energii kinetycz-
nej turbulencji, jesli liczba Reynoldsa zdefiniowana wzgledem grubos$ci straty
pedu spada ponizej pewnej wartosci krytycznej, tzn. przyjmuja Pr = 0, jezeli
Reo< Regerir. Ponadto okreslajg maksymalne chwilowe tempo wzrostu produkcji
energii kinetycznej turbulencji z rownania rézniczkowego dPjma/dt = AP + B.
Wartosci statych 4 1 B sg tu optymalizowane na zakres poziomu turbulencji wlo-
towej od 0,5% do 20%. Z kolei Wilcox uzmiennia stale ¢ i ,B* w modelu stan-
dardowym k—w, w uktadzie réwnan (173)—(174), w funkcji turbulentnej liczby
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Reynoldsa Rer =pk/wu, co pozwala na okreslenie potozenia i rozlegtosci strefy
przejsciowej w zgodzie z danymi Dhawana i Narasimhy [271] (dla przypadku
bezgradientowej warstwy przysciennej na ptaskiej ptytce).

Duzg role w dziedzinie modelowania przejscia laminarno-turbulentnego
odgrywaja obecnie modele z réwnaniem transportu dla wspotczynnika intermi-
tencji UX,7), Savill [272]. Wspotczynnik ten okresla si¢ jako warto$¢ usredniong
w czasie pewnej funkcji intermitencji /(X,f) przyjmujacej wartos¢ 1 w obszarze
przeptywu turbulentnego i wartos¢ 0 poza tym obszarem

1
rxn = l I(X,£)dt . (186)

Przyjmuje si¢, ze okres usrednienia jest duzy w poréwnaniu ze skalg czasowa
fluktuacji turbulentnych, maty za§ w poréwnaniu ze skalg czasowg charaktery-
zujaca wolnozmienny przeptyw niestacjonarny. Na podstawie korelacji z danymi
eksperymentalnymi, Dhawan i Narasimha [271] podali réwnanie opisujace
zmiang wspolczynnika intermitencji wzdhuz obszaru przejsciowego dla bezgra-
dientowej warstwy przysciennej

0 ,X <X,

gdzie u jest predkoscia przeptywu niezaburzonego, x; — poczatkiem strefy przej-
Sciowej, n, o— szybkoscig wzrostu i parametrem propagacji plamek turbulencji.
Steelant i Dick [273] zaproponowali nastgpujace rownanie transportu intermi-
tencji:

p— aay + pu, = (=p)pu B(s),  Bs)=21(5)f"(s), (188)
gdzie f(s) jest ﬁJnqu okreslajaca rozprzestrzenianie si¢ plamek turbulencji, kto-
rej ztozong postaé mozna znalezé w pracy [272]. Zastosowana posta¢ czionu
zrodtowego pozwala na odtworzenie rozkladu wspoélczynnika intermitencji
Dhawana i Narasimhy wzdtuz obszaru przejsciowego.

Z kolei Cho i Chung [274] podali réwnanie transportu intermitencji kompa-
tybilne z uktadem réwnan modelu i—¢

T
oy oy u; e
—+pu;,—=S5,+D,=-C 1- 1—-y)—+
Pyt ox, 1P 1PV ( 7) 8xj Cpr(l-7) .
P, PEy
k* oy o 2w, ou; o 0 ur | o
+Crp g~ Crpr=p) P o | KU 0 bl Bl
& & Upuy x] .X'J xl‘ O';, X
P}/Z P}/:; D.

y

(189)
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Kolejne cztony zroédlowe po prawej stronie rownania (189) oznaczaja: P, — pro-
dukcje intermitencji zwigzang z produkcja energii kinetycznej turbulencji, &1 —
destrukcje » (czton ten w modelu Cho i Chunga jest uwzgledniony posrednio,
tzn. przyjmuje si¢, ze C’ = 0, natomiast obniza si¢ warto$¢ statej C1), Pp— pro-
dukcje y wynikajacg z niejednorodnosci przestrzennej rozktadu y, P,3 — produk-
cj¢ ¥ zwigzang z oddzialywaniem pomi¢dzy polem predkosci $redniej i intermi-
tencji. Wystepuje takze czton dyfuzyjny &D;,/Ox;. Stale przyjmuja nastgpujace
wartosci: Cn= 1,60, Cp= 0,15, Cz= 0,16, o, = 1,0. Warto$¢ lepkosci turbulent-
nej w rownaniach przeptywu $redniego koryguje si¢ na wielkos¢ okreslong jako
yur. Catos¢ jako model k—&—y pozytywnie zweryfikowano dla roznych przypad-
kow strefy mieszania w przeptywie swobodnym.

Suzen i Huang [275] sa autorami ciekawej propozycji potaczenia zalet mo-
deli Steelanta i Dicka oraz Cho i Chunga

0 0
pa_jt/-ypuigy.:(l—F)S%SiD +FS}/,C7C +D7 ) (190)
gdzie
F=tanh* {2~ ! (191)

SiiSii M 200(1 — 01 )0’3

F jest funkcja ptynnego przejscia pomigdzy cztonami zrédtowymi modeli Stee-
lanta i Dicka (Sys-p) oraz Cho i Chunga (S, c-c). Opiera si¢ na wlasnosci bezwy-
miarowego parametru pk/(Sy), rosngcego szybko z odlegloscig od $cianki, ktory
wzdluz  obszaru przejSciowego mozna  aproksymowaé — wyrazeniem
200(1-1%3. W zwigzku z tym, gdy ok/(Su) << 200(1-*1)* wowczas F = 0
(dziala model Steelanta i Dicka), natomiast gdy ok/(Su)>>200(1—*1)"* wow-
czas F' =1 (model Cho i Chunga; model ten jest aktywny takze poza obszarem
intermitentnym). Réwnanie transportu wspoétczynnika intermitencji w modelu
Suzena i Huanga rozwigzuje si¢ w pracy [275] razem z rownaniami modelu i—ao
SST Mentera (176)—(177). Pozwala to na odtworzenie rozktadu Dhawana i Na-
rasimhy wzdtuz linii pradu i zapewnienie realistycznego profilu wspotczynnika
intermitencji w kierunku poprzecznym i w strefie mieszania turbulentnego
w przeplywie swobodnym. Otrzymuje si¢ dobra zgodno$¢ z danymi ekspery-
mentalnymi ERCOFTAC odno$nie potozenia obszaru przejSciowego i zmiany
wspotczynnika tarcia w szerokim zakresie poziomu turbulencji wlotowe;.

Wazne miejsce w grupie modeli adresowanych problemowi przejscia lami-
narno-turbulentnego zajmuje model czterordwnaniowy Langtry-Mentera [276],
[277]. Na model ten sktada si¢ zmodyfikowany model Mentra SST uzupetiony
tzw. modelem y — Re, z dwoma réwnaniami transportu dla intermitencji oraz

zmienne] lokalnej, ktorg jest tutaj liczba Reynoldsa okreslona w oparciu o gru-
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bos¢ straty pedu w obszarze przejscia laminarno-turbulentnego, gdzie wzrasta
warto$¢ intermitencji. Rownanie transportu dla intermitencji przyjmuje postaé

oy oy 0 Hr | Oy
—+pu;—=P,-E, +P,—FE ,+— +— |, 192
P ot PU; axi 71 71 72 y2 axi I:(;u o a ,- ( )

¥
gdzie P,, E, oznaczaja czton produkcyjny i dysypacyjny w obszarze przejscia
laminarno-turbulentnego, a P,;, E;» — w obszarze relaminaryzacji i wyrazajg si¢
wzorami:

Pyl = FlengthcalpS[yFonset]ca > Eyl = ceIP;/ly ’

P;/Z = ca2prFturb > E;/Z = ce2Py27 > (193)
przy czym funkcje Fiengin, Fonser, Furs 3 empirycznymi korelacjami, ktore kontro-
luja potozenie obszaru przej$cia laminarno-turbulentnego:

Re . 4
Fonsetl ZW > FonsetZ = mln{maX(Fonsetl’Fonsetl )2}’
> be

3
Re
Fonset3 = maxl:l - [ng ,0] 5 Fonset = maX(FonsetZ - Fonset3 ,0) 5

4
Flength :f(ﬁeﬁt)’ ReHc :f(ieﬁt)’ Fturb :eXpl:_ (%} ],

2
Re, =25 Re, =2E (194)
JZ uw
State w rownaniu transportu intermitencji przyjmujg wartosci: c.;= 1,0, ca;= 2,0,
Ce2= 50, c.2= 0,06, c,= 0,5, 5,=1,0.
Z kolei rownanie transportu dla liczby Reynoldsa zdefiniowanej w oparciu
o grubos¢ straty pedu w obszarze przejscia laminarno-turbulentnego ma ksztatt

6 Keet 6 Kegt a 6 Eeet
+ pu; =Py +—|o, (u+ , 195
o e le{ Pt sir) or, (193)
gdzie czton produkcyjny przyjmuje postac

przy czym

4 2
-1
Fg =min<max< F, ;. exp _(XJ 1- Ca2 1t
5 Cao -1
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2
500 u Re POy’
Re, = f(Tu,A,), T=—"41=, F_. =exp — 2 , Re =27+
or f( 0) ,DUZ wake p{ (16-}— Sj ] ® P

504 Rey 1 15
0= U Opr s Op = p&(tj > 5BL:?QBL‘

(197)

Stale w rdwnaniu transportu liczby Reynoldsa Kea przyjmujg wartosci:
ca= 0,03, oa= 2,0. Korelacja Rey = 1 (Tu, /19), gdzie Agjest wspotczynnikiem
gradientu ci$nienia Thwaitesa Ag = (6)/v)dU/ds, jak roéwniez wczesniejsze kore-
lacje Fiopom =/ (ﬁe&) 1 Rey. =f (ﬁe& ), wyrazajg si¢ bardzo ztozonymi zalez-
nos$ciami; mozna je odnalez¢ w zroédlowej pracy [276].

Wspomniane modyfikacje samego modelu Mentera SST dotycza cztonow
produkcyjnego i dysypacyjnego w réwnaniu transportu energii kinetycznej tur-
bulencji oraz funkcji zszycia F; w rOwnaniu transportu czestotliwosci:

Po=7y P Dy =minjmax(y,;.01)1jD,, (198)
przy czym
Re

e P
3,235Rey,

attach 72 > Rey =
U

7eff = max(;/, 7sep ): 7sep = mll’ll:z max(o

Re; 4 — Re, ’
Eeattach = €XP —[ 20 j , By =max(Figgr, F3 ), Fy =exp _(EJ , (199)
przy czym Py i Dy, sg oryginalnymi czlonami w réwnaniu transportu energii ki-
netycznej, a Fissr jest oryginalng funkcja zszycia. WielkosS¢ ., okresla funkcje
intermitencji w przypadku przejscia laminarno-turbulentnego indukowanego
oderwaniem warstwy przyscienne;.

Zalozenia przedstawionego powyzej modelu Langtry-Mentera zostaty z po-
zytywnym skutkiem poddane przez autordéw szerokiej weryfikacji na profilach
stosowanych w lotnictwie i w turbinach wiatrowych [276]. Model Langtry-
Mentera stosowany byt w wielu pracach numerycznych. Piotrowski i in. [278]
badali efekty przej$cia laminarno-turbulentnego typu by-pass oraz indukowane-
go Sladami sptywowymi, otrzymujac dobrg zgodnos$¢ z eksperymentem, szcze-
golnie dla przypadku przejscia laminarno-turbulentnego indukowanego sladami
sptywowymi. Praca Elsnera i in. [279] koncentruje si¢ na okresleniu wplywu
sladu splywowego i chropowatos$ci powierzchni na potozenie punktu przejscia
laminarno-turbulentnego i charakter przeplywu dla réznych profili obcigzenia
topatki, takze z dobra zgodno$cia z eksperymentem. W pracy Marconciniego
iin. [280] model Langtry-Mentera zostal pozytywnie zweryfikowany dla przy-
padku topatki kierowniczej turbiny gazowej w szerokim zakresie liczb Reynold-

pk

b
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sa i Macha. Warto takze nadmieni¢, ze model intermitencji zastosowany przez
Wei i in. [281] pozwolit z duzg wiarygodnoscia okresli¢ potozenie punktu przej-
$cia laminarno-turbulentnego w szerokim zakresie poziomu turbulencji wlotowej
oraz chropowato$ci powierzchni.

Potozenie punktu przej$cia laminarno-turbulentnego posiada decydujace
znaczenie zaréwno dla charakterystyki aerodynamicznej topatki turbinowej, jak
idla doktadnego okreslenia wspolczynnika przejmowania ciepta. Wsrod prac
przegladowych dotyczacych problematyki modelowania przej$cia laminarno-
turbulentnego w turbinach cieplnych warto wymieni¢ prace Praisnera i in.
[282,283] oraz Cacao Fereiry i in. [284]. Jak pokazuja powyZsze prace, zastoso-
wanie modelowania przejsScia laminarno-turbulentnego poprawia wiarygodnos¢
i doktadno$¢ obliczen RANS w warstwie przySciennej na profilu, a takze w ob-
szarze brzegowych warstw przys$ciennych.

Efekty krzywizny linii prgdu i rotacji. Efekty te sa wazne z punktu widze-
nia zastosowan w dziedzinie maszyn wirnikowych. Dobor cztonow korekcyj-
nych dla modeli dwuréwnaniowych w przypadku przeptywu z duza krzywizna
linii pradu opiera si¢ na obserwacji, ze naprezenia turbulentne malejg wzdtuz li-
nii pragdu przy powierzchni wypuklej, a rosng przy powierzchni wkleste;j.
W zwiagzku z tym dokonuje si¢ modyfikacji w czlonie produkcyjnym lub de-
strukcyjnym réwnania transportu szybkosci dysypacji & W modelu Laundera
i in. [285] modyfikuje si¢ wartos$¢ statej Co w cztonie destrukcyjnym w oparciu
o tzw. turbulentng liczb¢ Richardsona Rir
2u

s (200)

cC.,—>C,(1-02Ri ), Ri, =——,
&2 52( T) T Raus/al’l

gdzie R oznacza promien krzywizny linii pradu (R > 0 dla linii wypuktych, R <0
dla linii wklgstych), u, jest predkoscig styczng, a n — wspotrzedng w kierunku
normalnym. Efekty krzywizny linii pradu modeluje si¢ rowniez w potaczeniu
z modelami algebraicznymi, przy czym w wyrazeniu na lepko$¢ turbulentng sto-
suje si¢ mnoznik (1-aRir), gdzie wspolczynnik « przyjmuje inng warto$¢ dla
linii wypuktych, inng dla wklestych. Przeglad modeli ujmujacych zagadnienie
krzywizny linii prgdu mozna znalez¢ w pracy Patela i Sotiropoulosa [286].

Podobnie jak efekty krzywizny linii prgdu mozna uwzglgdni¢ wptyw wiro-
wania kanalow modyfikujac wartos¢ turbulentnej liczby Richardsona, Kazimier-
ski [287]

20(0u 1 on+20)
(6u, /on)

Ri, (201)
gdzie (2 jest predkoscig katowa rotacji kanalu. Nie ma jednak konsensusu, ze

powyzszym korektom mozna nada¢ charakter ogdlnosci z mozliwos$cig zastoso-
wania w dowolnej klasie przeptywow.
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Modele napre¢zen Reynoldsa

Modele naprezen Reynoldsa (ang. Reynolds Stress Models — RSM) stanowia
catkowite odejscie od hipotezy lepkosci turbulentnej (150) i powrdt do wyzna-
czania sktadowych tensora naprezen Reynoldsa bezposrednio w oparciu o row-
nanie (145), ktore przepiszemy tu w uproszczonej postaci:

0 0 0
—(— pr§)+—(— pukrl;)zP,-j —pe;+p@y+—Dy +G; + M. (202)
6t 6xk axk

Atrybutem takiego podej$cia jest uwzglednienie faktu anizotropowosci i hi-
storii przeptywu turbulentnego. Modele napr¢zen Reynoldsa zatem w sposob na-
turalny uwzgledniajg efekty krzywizny linii pradu, rotacji uktadu wspotrzed-
nych, szybkich zmian napr¢zen, przeptywow wtornych i inne. Produkcja napre-
zen turbulentnych w polu predkosci $redniej (czton Pj) oraz w obecnosci sity
Coriolisa (czton Gy), jak réwniez cztony opisujace lokalng i konwekcyjng zmia-
n¢ napr¢zen w réwnaniu (145) nie wymagajg specjalnego modelowania. Ztozo-
nego modelowania wymagaja jednakze pozostate czlony wystepujace w rowna-
niu (145), tzn. tensor dysypacji pgy, redystrybucji p@; (korelacji ci$nienie — gra-
dient predkosci), dyfuzji &D;#/dr oraz czynnik zwigzany z fluktuacjami stru-
mienia masy Mj; (przeptyw Scisliwy).

Ogolne zasady formulowania domkni¢¢ dla czlondéw wystepujacych
w rOwnaniu transportu tensora napre¢zen turbulentnych sformulowano w pracy
Hanjalica i Laundera [288], a pierwszy pelny model napr¢zen Reynoldsa (dla
przeplywu niescisliwego) przedstawiono w pracy Laundera i in. [224] (model
LRR — Launder, Reece, Rodi). W modelu tym tensor dysypacji modelowany jest
przy pomocy hipotezy lokalnej izotropii struktur drobnoskalowych podlegaja-
cych procesowi dysypacji

g5 = %a&,.j. (203)

W pozniejszych pracach (Hanjalic i Launder [289]), domknigcie tensora dysypa-
cji w modelu niskich liczb Reynoldsa koryguje si¢ do postaci

6y = %85” 12f.by,  f.=(1+01Re; )", (204)

l'j )
gdzie b; jest tensorem anizotropii, a f; jest funkcja thumigca. Dysypacje izotro-
powa okresla si¢ z nastgpujgcego rOwnania transportu

0 olpu;
(ps)  olpu €)=C51pf~ L coptc, T B 2 J (205)

ot Ox; v ox; k k Ox;

rou; ¢ &2 ﬁ(pk r 0

& j

Stale wystepujace w powyzszym rOwnaniu przyjmuja wartosci C.= 0,18,
Ca=1,44,Co=192.
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Czton dyfuzyjny JDji/ékr modelowany jest w oparciu o ogdlng lub uprosz-
czong hipotezg gradientowg (modeluje si¢ tu jedynie dyfuzje turbulentng energii
kinetycznej turbulencji z pominigciem dyfuzji molekularnej i ci$nieniowej)

oD, orl or’ orl
a_sz Si p—k[rg Jk 7] Ti I (206)
X 5xk & 5 / Xy 5xl
lub
oD, orl
_ﬂ‘zc;i p_kaTl |, (207)
Ox;, x| € ox;

gdzie state c,,c; wynosza odpowiednio 0,111 0,25.

Najwigcej uwagi w modelu napr¢zen Reynoldsa poswigca si¢ modelowaniu
korelacji ci$nienie — gradient predkosci p@;. Fluktuacje ci$nienia powoduja re-
dystrybucje naprezen turbulentnych i prowadza do izotropizacji struktur turbu-
lentnych. Fluktuacje ci$nienia mozna wyznaczy¢ z réwnania Poissona, ktore
otrzymuje si¢ z rownania pedu dla fluktuacji sktadowej predkosci uy po zroz-
niczkowaniu wzgledem x; (Hanjalic i Launder [289], Launder i in. [224], Wein-
stock [290])

ou, ou;  of)
u Mi g I (208)

o%p 0*
p@xj Ox; Ox

=— e —puu | -2
Ox,;0x; Ox;0x (pu, j P jj

i

Po scatkowaniu powyzszego réwnania metoda funkcji Greena w obszarze V'
o brzegu 4 i1 podstawieniu wyniku do wyrazenia na p@; otrzymuje si¢ (por.
Hanjalic [226])

PP =pP;i + pPii, + pPii5 =

2 az(pu};u}')[au}ﬁu}J ary) |
4

V| e (O o )|y -x
pcpij,l
L 2p 20 0 O | O Oy 1AV (Y) (209)
47 oy, oy, oy, \ox, ax, )|ly—x
pq),j,z
! y 8“‘ " ' 81/['
+£I 1Lp%+_f_p%+ 2y
e N Er i o i g ey
D3

Pierwszy czton p@;; okresla si¢ mianem powrotu do izotropii. W modelu
LRR modeluje si¢ go poprzez liniowy zwiazek z tensorem anizotropii
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pP; =-2C peb; = ClP%(TUT' +§k§ijj' (210)

Istniejg takze bardziej zlozone modele nieliniowe powrotu do izotropii zbudo-
wane na bazie tensora anizotropii oraz jego inwariantéw (Hanjalic [225], [226],
Speziale i in. [291])

p¢g,1 =—26p{clb +2C1[b b]k 5 bklblkj:| (211)

przy czym state C;,C, sa w ogdlnosci funkcjami inwariantéw tensora anizotropii

oraz turbulentnej liczby Reynoldsa (Cl,Cl')z f(B,,B3,Rer), Br=bbj,
B3 = biibjibii (model LRR — C; = 1,8).

Drugi czton p@;, okresla si¢ mianem izotropizacji produkcji napr¢zen tur-
bulentnych p@;,. W modelu LLR wyraza si¢ on wzorem

C, +8 1 30C, -2 1

11 3
8C, -2 1
Bt (R,-J-—EP,(,(@.]), (212)

11
gdzie
ou ; ou ou ou
P, = I T , R.=—p|lcFk k4T k| (213
ij p[ Tik o X, axk] ij p( ik axj Jk axi ( )
a stata C, wynosi 0,6.

Bardziej ztozone domknigcia wykorzystuja nastepujaca zaleznos¢ (Speziale
[253], Speziale i in. [291], Hanjalic [225], [226]):

= ad, +kM,Jk, £ plkby.S;, 02, )=

p@ 1+p¢ > 1]) 1]’

ij,2
= Cyéby + CokSy; +2C3k(by S i +b Sy = 213byy S8y )+ 2C 4 lby 2 +b 5 2y )+
+4CsklbybyyS jy +b by Sy — 2b1by Sy —3bybiy Sy )+ 4Cek(byb ) +b by )+
2
+ 8C7k(bll (biijk +by 2y )+ 31 26yb, (b P + byt ))+ (214)
Korelacjg cisnienie — gradient predkosci opisuje si¢ tu w funkcji tensora anizo-
tropii oraz tensorow predkosci deformacji i rotacji przeptywu $redniego. Przyj-
muje si¢ zatozenie turbulencji homogenicznej. Rozwinigcie (214) obejmuje tak-

ze model LRR, ktory jest liniowy wzgledem tensora anizotropii (pierwsze cztery
czlony rozwinigcia). Szczegdlnym zainteresowaniem cieszy si¢ model SSG
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(Speziale, Sarkar, Gatski) opublikowany w pracy [291], ktory podobnie jak mo-
del LRR jest liniowy wzgledem tensora anizotropii. Z rozwinigcia (214) korzy-
stajg takze inne modele redystrybucji ci$nienia, np. model Lumley’a [292],
Laundera i in. [293], Crafta i Laundera [294], por. Wilcox [38], Hanjalic [230].

Rozwinigcie (214) uwzglednia wplyw fluktuacji cisnienia na produkcj¢ na-
prezen w polu predkosci sredniej. W podobny sposob mozna takze zamodelowac
wplyw fluktuacji ci$nienia na generacj¢ napr¢zen w polu sit masowych, Hanjalic
[225]. W polu sity Coriolisa, Speziale i in. [291] korzystajg z rozwinigcia (214),
przy czym tensor rotacji pola przeplywu $redniego obejmuje tez efekt wirowania
uktadu wspotrzednych Q,;-Ot =00 + &4 42 . ZwroCmy jeszcze uwagg, ze naj-
prostsze domknigcie cztonu izotropizacji produkcji naprezen turbulentnych
uwzgledniajace wplyw fluktuacji ci$nienia na produkcj¢ naprezen w polu pred-
kosci $redniej 1 w polu sit masowych ma postac

1
PP Z_CZI:(Pij +Gij)_§(Pkk +Gkk)5ij:|- (215)

Przypomnijmy w tym miejscu, ze czton generacyjny w polu sity Coriolisa jest
okreslony zalezno$cig G;; =2pf2,, gim,ro, +& jm,rg — réwnanie (145).

Trzeci czlon p@; 3, okreslany tez mianem echa fluktuacji ci$nienia, opisuje
oddziatywanie $cianki, na ktore sktada si¢ odbicie fluktuacji ci$nienia i zwigzane
z tym tlumienie procesu izotropizacji turbulencji. W modelu LRR proponuje si¢
nastepujace wyrazenie

. 2 ©32

pB, 5 = pDL, + pd)l, = —{O,l25p—[r,§ +Z ks, j ~0,015(P, - R, )}— :

k 3 éln

(216)

gdzie |n| jest odlegloscia od $cianki. Jak podaje Hanjalic [226] najbardziej popu-
larne domknigcia dla sktadnikow cztonu p@; 3 maja postaci:

— & T 3 T 3 T B 0,4k3/2
PPy __Clwp;(fkl”k”l@j ~ o Tk _Erjkninkaw: S e
217)
W w 3 3
PPy =Cy p| Py pnyny _Eqpikanjnk _Equk)nink S (218)

Stale przyjmujg wartosci C," =0,5, C3' =0,3, a n jest wersorem normalnym do
Scianki.

Korekty modelu naprezen Reynoldsa opisujace wpltyw $cisliwosci ptynu
majg charakter podobny jak w przypadku modeli dwuréwnaniowych i polegaja
glownie na modelowaniu dysypacji dylatacyjnej, korelacji cisnienie — dylatacja
i turbulentnego strumienia masy, Sarkar i Lakshmanan [295], Adumitroaie i in.
[223].
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Modele naprezen Reynoldsa charakteryzuja si¢ do$¢ ztozong struktura, jesli
porownac z poprzednio omawianymi modelami opartymi na hipotezie lepko$ci
turbulentnej. Modele naprezen Reynoldsa wymagaja dotaczenia 7 rownan roz-
niczkowych do uktadu rownan i mogg nastrecza¢ dodatkowych trudnosci przy
dyskretyzacji numerycznej niektérych cztonéw. W konsekwencji pojawiajg si¢
problemy ze zbiezno$cig algorytmu numerycznego, czasy obliczen ulegaja
znacznemu wydluzeniu. W takiej sytuacji, szczegolnie w przypadku ztozonej
geometrii przeptywu, trudno jest czgsto doceni¢ zalety stosowanego modelu.
Jednakze w obszarach, ktore okresla si¢ jako obszary o $rednio ztozonej geome-
trii, jak np. kolanka, kanaly esowate czy obszary miedzytopatkowe, poziom
zgodnos$ci z eksperymentem w obliczeniach przy pomocy modelu napr¢zen
Reynoldsa jest lepszy niz w przypadku modeli opartych na hipotezie lepko$ci
turbulentnej, Hanjalic [230].

W niniejszej pracy wykorzystano petny siedmioréwnaniowy model napre-
zen Reynoldsa zaimplementowany w programie Fluent. Obliczenia prowadzono
w niezbyt zlozonej geometrii uktadu topatkowego ze znaczng intensywnos$cig
zjawisk wtornych, co pokazano w dalszej czesci tego rozdziatu.

Algebraiczne modele naprezen Reynoldsa

Algebraiczne modele naprezen Reynoldsa korzystaja z aproksymacji rozniczko-
wego rownania transportu tensora naprezen turbulentnych przy pomocy nieli-
niowego rownania algebraicznego

T
- Ty———¢|=pr +prl, ————80;; + Q7 +G 219
k (klﬁxl TPk TP gy T3 TP (219)

W pierwszym algebraicznym modelu napr¢zen Reynoldsa Rodiego [296] korzy-
sta si¢ z rownan (211) i (215) dla domknigcia cztonu opisujacego redystrybucje
p@;, natomiast k i £ wyznacza si¢ z rozniczkowych réwnan transportu:

ok ok g ou o pk 1 ok
P, X T M e LS 220
Por TP o, p”axj P k@xi[g U ox, (220)
dps) opu;) r Ou; & g? o | pk _r O
N -c, —Cpf o, L 221
o ox, I e kS S | e, ) Y

State wystepujace w powyzszych rownaniach sg réwne C,=0,11, C.=0,15,
Ca=1,44,Cn=1,92.

Wada modelu Rodiego jest nieliniowos¢ i mocno uwiktana posta¢ uktadu
rownan algebraicznych dla sktadowych tensora napr¢zen. Znacznie lepsze walo-
ry numeryczne posiada opisany wczesniej model nieliniowy lepko$ci turbulent-
nej Speziale [252]. Spostrzezenie to doprowadzito do stworzenia modelu alge-
braicznego napr¢zen Reynoldsa, w ktorym tensor naprezen sformutowano jako
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jawng funkcje pol $rednich, w tym tensora predkosci deformacii i rotacji prze-
pltywu $redniego, Gatski i Speziale [297]. Model algebraiczny Gatskiego i Spe-
ziale spelnia wymogi modelu naprezen Reynoldsa, jako Ze opiera si¢ na do-
mknigciu czlondow wystepujacych w rownaniu transportu. W odniesieniu do
cztonu redystrybucji p@; stosuje si¢ ogolne rozwinigcie (214) z uwzglednieniem
jedynie elementéw liniowych wzgledem tensora anizotropii. Przy zatozeniu tur-
bulencji homogenicznej otrzymuje si¢ nastepujace wyrazenie

2
= 2hoy Sk
3+n°+65°n° +64

g 3 y

-[S; + (S;sz + Sij};.)— 2(S;S; — SuSkd; /3) , (222)

gdzie
C,—-4/3 .k
o =22 S =g (2-C4)Sy,
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Wielkosci ki ¢ wyznacza si¢ z rdzniczkowych rownan transportu (220)+(221),
natomiast stale modelu przyjmujg wartosci: C1=6,80, C,=0,36, C3=1,25,
C4=0,40, g=0,233.

Algebraiczne modele naprezen Reynoldsa majg przewage nad modelami
opartymi na hipotezie lepkosci turbulentnej w przypadku przeplywow z silng
anizotropig naprezen, np. z silng krzywizng linii pradu i w obszarze formowania
przeptywow wtoérnych, przy czym majg mniejsze wymagania odnos$nie pamigci
i czasu procesora niz rozniczkowe modele naprezen. Pigta Achillesowg modeli
algebraicznych naprezen Reynoldsa sg przeptywy z oderwaniem, gdzie znacznie
lepsze wyniki daja modele A~ , Wilcox [38].

Turbulentny strumien ciepla

Jak juz wspomniano wraz z hipotezg lepkosSci turbulentnej zwykle przyjmuje si¢
tez hipoteze gradientowg (151) dla turbulentnego strumienia ciepta. Najprost-
szym modelem dla wspotczynnika turbulentnego przewodnictwa cieplnego wia-
zacego turbulentny strumien ciepta z gradientem temperatury $redniej jest alge-
braiczny model liniowy, w ktorym wspotczynnik ten zalezy w sposob liniowy
od lepkosci turbulentnej

c
Ap = yT_p , (224)
Pry
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gdzie Prr jest turbulentng liczbg Prandtla. Do obliczen przeptywu adiabatyczne-
go przyjmuje si¢ liczbe Prandtla na poziomie Prr= 0,9. Powyzszy sposob mode-
lowania wywodzi si¢ z silnej analogii Reynoldsa pomigdzy procesami turbulent-
nej wymiany pedu i energii (np. Barre 1 in.[222], Aupoix [227]).

Najprostszym domknigciem dla turbulentnego strumienia ciepla pracuja-
cym z modelem naprezen Reynoldsa jest uogolniona hipoteza gradientowa

— k r oT

pu;h =Cye 225
ﬁppgljaj (225)

gdzie Cyjest stalg modelu.

W przeptywie nieadiabatycznym w warunkach intensywnej wymiany ciepta
i w przeptywach ze spalaniem, czyli w sytuacji braku podobienstwa pol predko-
$ci 1 temperatury w warstwie przysciennej oraz braku analogii pomig¢dzy proce-
sami turbulentnej wymiany pedu i ciepla, traci sens zar6wno zalozenie o stalej
warto$ci turbulentnej liczby Prandtla, jak rowniez liniowy zwigzek pomiedzy
turbulentnym przewodnictwem cieplnym i lepko$cig turbulentng. Jednym ze sto-
sowanych wowczas podejs¢ jest modelowanie turbulentnej wymiany ciepla
w oparciu o dwurownaniowe rozniczkowe modele turbulencji termicznej. W po-
dejéciu tym wspotczynnik turbulentnego przewodnictwa cieplnego, lub wiasci-
wie wspolezynnik turbulentnej dyfuzyjnosci cieplnej ar= Ar/(c,p), zbudowany
jest na bazie mechanicznej skali predkosciowej turbulencji opartej na k i mecha-
niczno-termicznej skali czasowej turbulencji opartej z jednej strony na A/,
z drugiej za$ strony na wielkosci ko/gg, gdzie ko to wariancja fluktuacji tempera-
tury, a &o to szybkos¢ jej destrukcji. Obie wielko$ci ko i &9 rozwigzuje si¢ z do-
datkowych rézniczkowych réwnan transportu sprz¢zonych z rdwnaniami trans-
portu  wielkosci charakteryzujacych turbulencj¢ mechaniczng, Nagano
i Kim [298], Youseff i in. [299], Nagano [233]. Dla ciekawosci zapiszemy tu
roOwnania modelu podstawowego turbulencji termicznej Nagano i Kima [298]
(model zawiera szereg statych i funkcji thumigcych, ktérych nie bedziemy tu wy-
szczegodlniac):

ar = £,Ck\k ek, I ey (226)
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Innym podej$ciem w modelowaniu turbulencji termicznej nie korzystaja-
cym z hipotezy gradientowej (151) i pojecia wspotezynnika turbulentnego prze-
wodnictwa cieplnego jest bezposrednie domykanie czionéw w rownaniu (149).
Tworzy si¢ wowczas modele roézniczkowe transportu skladowych strumienia
ciepla (Gibson i Launder [300], Hanjalic [225]), ktére sa odpowiednikami mode-
li naprezen Reynoldsa.

Symulacje RANS / URANS

Uktad rownan w usrednieniu Reynoldsa wraz z przedstawionymi domknig¢ciami
shuzy zarowno do opisu przeptywu stacjonarnego, jak i niestacjonarnego. Okres
usrednienia jest duzy w poréwnaniu ze skalg czasowa fluktuacji turbulentnych,
maly w poréwnaniu ze skalg czasowa charakteryzujacg wolnozmienny przeptyw
niestacjonarny. Ukltad rownan w usrednieniu Reynoldsa opisuje wiec takze
przeptyw niestacjonarny o skali czasowej odleglej od skal ruchu turbulentnego.

W odniesieniu do zagadnien maszyn wirnikowych, najczesciej rozpatrywa-
nym rodzajem niestacjonarnosci przeptywu jest oddziatywanie typu kierowni-
ca/wirnik, ktore prowadzi do przeplywu periodycznego, przy czym periodycz-
no$¢ w danym wiencu topatkowym jest zwigzana z bliskoscig kolejno przecho-
dzacych topatek sasiedniego wzglednie ruchomego wienca. Przyjmuje sig, ze
ewolucja struktur turbulentnych, np. przy transporcie sladéw jest modelowana
przy udziale odpowiedniego modelu turbulencji. W praktyce obliczen nume-
rycznych, r6znica pomi¢dzy metodami RANS i URANS (ang. unsteady RANS)
sprowadza si¢ do zachowania w tym drugim przypadku cztonéw z pochodna po
czasie (cho¢ pozostajg one takze w metodzie RANS w procedurach opartych na
metodzie kroku czasowego), polega na innym sformutowaniu warunkoéw brze-
gowych (wzglednie ruchome obszary obliczeniowe, interpolacja parametrow
w plaszczyznie miedzywiencowej bez usrednienia w URANS), a takze w miarg
mozliwosci na adaptacji siatki do poruszajacych si¢ §ladow sptywowych w me-
todzie URANS.

Zwraca si¢ takze uwage, ze uktad rownan RANS ma zastosowanie w sytua-
¢ji kiedy nie ma spektralnej przerwy pomie¢dzy niestacjonarnoscia (periodyczno-
$cig) przeplywu, a zakresem skal ruchu turbulentnego. RANS (URANS) pozwa-
la na wyznaczenie czgsci modow gruboskalowych (zwykle jednego gtownego),
pozostata cze$¢ spektrum ruchu turbulentnego jest zas modelowana, Durbin
[301]. Kwestig otwartg pozostaje, czy metoda URANS moze pozwoli¢ na roz-
wigzanie struktur turbulentnych do poziomu rozmiardéw siatki, bez jawnego
sformutowania zalezno$ci rozwigzan od rozdzielczosci siatki, Menter i in. [302].

Doniesienia literaturowe sugeruja, ze wyniki obliczen przeptywu niestacjo-
narnego z wykorzystaniem metod RANS (URANS) przewaznie bardziej odbie-
gaja od rzeczywisto$ci, niz ma to miejsce w przypadku obliczen przeptywow
stacjonarnych. Przyktadami sa optyw oscylujacego profilu, profil ustawiony pod
duzym katem natarcia z duzymi strefami recyrkulacji, optyw cylindra kotowego,
obszary przejscia laminarno-turbulentnego indukowane $sladami i oderwaniem.
Takze nalezy wspomnie¢ tu o przeptywach ze spalaniem, zagadnieniach akusty-
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ki i przeptywow kawitujacych, co jest zwigzane z wptywem gruboskalowych
niestacjonarnych struktur wirowych na proces tworzenia frontu spalania, czy
rozw0j pulsacji ci$nienia, Ekaterinaris i Menter [303], Bogustawski [304].

Modele z grupy SAS (ang. scale adaptive simulation) stanowia rozwini¢cie
modeli turbulencji na obszar przeptywu niestacjonarnego, umozliwiajagce mode-
lowanie szerokiego spektrum ruchu turbulentnego. Modele SAS wracajg do
koncepcji turbulentnej skali dtugosci von Karmana, zaleznej od lokalnej struktu-
ry przeplywu. Dla tej skali mozna rozwigza¢ dodatkowe réwnanie transportu,
tak jak w pracy Mentera i Egorova [305], badZz wiaczy¢ ja do roOwnania transpor-
tu innej wielkosci, tak jak w pracy tych samych autorow [306]. W tej ostatniej
pracy rownanie transportu dla czgstotliwo$ci @ zapisuje si¢ w postaci

ow ow w )
—+ pu,—=y— pP. — foo” + +
e e Ppo” + Qg

i

0 ow
+—Wuto,u)—+2(1-F)
Ox. Ox;

1 1

PO Ok 00 (229)
(4]

Ox; OX,

gdzie dodatkowy czton Qsus przybiera postaé

2
QSAS=max(pg2KS2(LiJ 2Pk max(ia” 0w 1 ok ok ],OJ, (230)

2 2
- oy @ Ox; Ox; k~ Ox; Ox;

przy czym

_ 1/4 _ k_S
L—\/E/(c” a)), LvK—max[‘U" Blc —a

,Cy K—@AJ, A=QY . (231

State przyjmuja wartosci: $> = 3,51, o4=2/3, C =2, Cs= 0,11, k= 1,41 (stala
von Karmana), natomiast parametr liniowy A odpowiada pierwiastkowi sze-
$ciennemu z obj¢tosci kontrolnej. Zaktadajac rownowage pomiedzy produk-
cja 1 dysypacja energii kinetycznej turbulencji mozna otrzymac nastepuja-
cg zalezno$¢ dla rownowagowej lepkosci turbulentne;j

. Ble,—a
U =p———
! kG,

Wzér ten posiada strukture identyczng jak wyrazenie na lepko$¢ podsiatkowa
w modelu LES Smagorinskiego [307]

IS (232)

1™ =p(CA)'S. (233)

Tak wiec dzigki zastosowaniu turbulentnej skali dtugosci von Karmana zaleznej
od lokalnej struktury przeptywu, w przeplywie niestacjonarnym model SAS za-
chowuje wlasnosci takie jak model LES, natomiast w obszarze przeplywu sta-
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cjonarnego zachowuje wilasnosci typowe dla modeli RANS. Podsumowaniu
osiggnie¢ modelu SAS poswigcone sg prace Mentera, Egorova i wspoétau-
torow [308,309].

2.4. Metoda LES

W metodzie LES odbywa si¢ separacja skal przeptywu na skale duze podlegaja-
ce rozwigzaniu bezposrednio z uktadu rownan podstawowych i skale mate (pod-
siatkowe — o rozmiarach mniejszych niz wymiary oczek siatki obliczeniowej),
ktére nalezy zamodelowac. Bezposrednie rozwigzanie duzych skal, w obszarze
ktorych zachodzi glowny transport masy, pedu i energii oraz produkcja energii
kinetycznej turbulencji jest korzystne z uwagi na anizotropowos$¢ struktur prze-
pltywu, zaleznos¢ od warunkdéw zewnetrznych i geometrii uktadu przeptywowe-
go. Z kolei obszar matych wirow obejmujacy 20+30% calkowitej energii ruchu
turbulentnego, gdzie zachodzi dysypacja energii, jest domeng turbulencji izotro-
powej — obszar malych wirdw jest zatem znacznie tatwiejszy do modelowania.
Rozdzial skal w metodzie LES i eliminacja struktur drobnoskalowych odbywa
si¢ tu w trakcie przestrzenne;j filtracji uktadu rownan, co prowadzi do uktadu dla
wielkosci gruboskalowych (odfiltrowanych). Pierwsze prace w dziedzinie LES
dotyczyly przeptywu niescisliwego. Metode t¢ mozna przenies¢ takze na obszar
przepltywu Scisliwego.

Operacje¢ filtracji zmiennej chwilowej f charakteryzujacej przeptyw turbu-
lentny definiuje si¢ jako splot funkcji filtrujacej G z tag zmienng

fx,0=[[[G(x—§B) /(. 0dE, (234)
przy czym
_[_” G(X _§! A)dg =1 ’ (235)
gdzie A oznacza wektor szerokos$ci filtru, stanowiacy jednoczesnie wektor roz-
miardw komorki siatki obliczeniowej. W wyniku powyzszej operacji odfiltro-
wane zostajg wielkosci matoskalowe o rozmiarach mniejszych niz rozmiary ko-
morki siatki. Przyktadami stosowanych filtrow mogg by¢:
e filtr prostokatny
1/A%, ;= &l<A/2

,gdzie A=A, ; (236
0, w pozostalych przypadkach g H (236)

i=1,3

G(x—a,m:{

o filtr gaussowski

6 x-g
G(x—§A) = |—>exp| -6
b A

], gdzic A =D A7; (237)
i=1,3
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e  filtr fourierowski

G(x-§B)= 31‘[

i=1,3

sin2z(x; —&;)/ A;

L, gdze A’=]]A,;.(@238)
2(x; = &)/ A i=1,3

W odniesieniu do przeptywow $cisliwych operacj¢ odfiltrowania przeprowadza
si¢ w sposOb analogiczny do uSrednienia Favre’a, tzn. w oparciu o zalezno$¢
(131). Prowadzi to do nastgpujacego uktadu réwnan dla wielkosci odfiltrowa-
nych (z pomini¢ciem sit masowych), por. Comte [310], Lesieur i Metais [213],
Piomelli [215]:

0_ 0 [—
o Pt PR)=0, (239)
(o, )+, )= -+ ), (240)

H=h +%, (242)
przy czym
. 2_om, oT
7o=2uS, -tk s, g =21 243
y H y 3 H axk y ax ( )

W rownaniach przeptywu dla wielko$ci odfiltrowanych pojawiaja si¢ dodatkowe
czlony, ktore wymagajg modelowania. W ogdélnym przypadku przeptywu Scisli-
wego sa to:

e tensor naprezen podsiatkowych

pei =~(puu, - piir,), (244)
e  podsiatkowy strumien ciepla (tu okreslony jako korelacja predkos¢ — en-
talpia catkowita)

" S~

3568 DI.SGS (opisujace dyfuzje mo-

lekularng i turbulentng podsiatkowej energii kinetycznej):

e podsiatkowe strumienie dyfuzyjne

5565y o -0, (246)
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D% :_E(puiukuk —P”i”k“k)Z—E(p“i”k“k Pl )—5,0“ T -
(247)

Roéwnania transportu tensora naprezen podsiatkowych oraz podsiatkowego
strumienia ciepta mozna wyprowadzi¢ w podobny sposob jak rownania transpor-
tu naprezen Reynoldsa i turbulentnego strumienia ciepta — wzory (145) i (149),
Piomelli [215]. Tensor naprezen podsiatkowych modeluje si¢ w oparciu o trzy
kategorie modeli: modele lepkosci turbulentnej (podsiatkowej), podobienstwa
struktur wirowych w sgsiadujgcych obszarach oraz modele mieszane tgczace
w sobie cechy dwodch poprzednich kategorii. W modelach lepkosci turbulentne;j
przyjmuje si¢, ze

T SGS ZuTSU +— 3 prkGSé' (248)

Do najbardziej popularnych modeli lepkosci turbulentnej dla metody LES
nalezy klasyczny model Smagorinskiego [137], w ktorym

ur = p(C, A Sy - (249)

W powyzszym réwnaniu C; jest stala, ktorg dobiera si¢ do konkretnego przy-
padku obliczen. Dla przeptywu w kanale przyjmuje si¢ warto§¢ rowng 0,1,
a w modelowaniu turbulencji izotropowej 0,2, Deardorff [311]. Czesto stosowa-
ne sg takze: model dynamiczny Germano i in. [312] oraz modele podobienstwa
Bardiny i in. [313] oraz Domaradzkiego i Saiki [314].
W odniesieniu do podsiatkowego strumienia ciepta (okreslonego jako kore-
lacja pr¢dkos¢ — entalpia) stosuje si¢ hipoteze gradientowsa
S I~ o~ M Oh

GS
= pu;h—pu;h = -1 — 250
p p Pr, ox, (250)

Dyfuzje turbulentng modeluje si¢ w postaci DSGS = pu; r , Piomelli

[215], natomiast dyfuzj¢ molekularng %' iS % mozna pomina¢ w przypadku prze-

ptywu charakteryzujacego si¢ wysoka liczbg Reynoldsa. Mozna takze wykorzy-
sta¢ model podobienstwa dla okreslenia tych wielkosci, ktory zaproponowali
Vreman i in. [315].

Wsrod prac o charakterze przegladowym mozna wskaza¢ obliczenia prze-
ptywu wokot cial nieoptywowych Rodiego [316]. Do pierwszych prac postugu-
jacych si¢ technikg LES w dziedzinie maszyn wirnikowych nalezy zaliczy¢ pra-
c¢ Fujiwary i in. [317], gdzie autorzy badajg rozwdj stanu warstwy przysciennej
na powierzchni ssacej topatki w przeptywie $cisliwym w palisadzie cze$ci ni-
skopreznej turbiny uzywajagc modelu Smagorinskiego. Wplyw struktury $ladu
sptywowego na rozwoj warstwy przysciennej na topatkach turbiny czasci nisko-
preznej, modelowany przy pomocy metody LES, jest przedmiotem pracy Sarka-



130 Straty przeptywowe w turbinach cieplnych

ra [318]. Poréwnanie z wynikami pomiaréw w zakresie polozenia strefy ode-
rwania 1 polozenia punktu przejécia laminarno-turbulentnego wypada dos$¢ ko-
rzystnie w badanym zakresie liczb Reynoldsa, cho¢ nie jest to zgodno$¢ catko-
wita. Jak pokazuje praca Leonarda i in. [319], metoda LES pozwala na badanie
lokalnego charakteru przepltywu, np. w §ladzie sptywowym, podczas gdy meto-
dy URANS dostarczajg jedynie prawidtowych wartosci usrednionych. Badania
efektow przeplywow wtormych i przecieku nadtopatkowego w turbinach z wyko-
rzystaniem metody LES mozna znalez¢ w pracach Pichlera i in. [320,321]
i Marconciniego i in. [322]. Z kolei perspektywom rozwoju metody LES
w dziedzinie maszyn wirnikowych poswigcone sg prace Taycke i in. [323,324].

2.5. Metody hybrydowe RANS / LES

Poniewaz metoda LES jest bardzo kosztowna i wymaga znacznych zasobow ob-
liczeniowych, stosowane sg takze metody hybrydowe stanowigce polgczenie me-
tody RANS i LES. Przyktadem takim jest metoda DES (ang. Detached Eddy Si-
mulation), stanowigca modyfikacje metody RANS poprzez wlaczenie metody
LES w obszarach, w ktérych poziom zggszczenia siatki jest odpowiedni dla me-
tody LES. Tak wigc w obszarach przys$ciennych, gdzie skala liniowa przeptywu
turbulentnego jest mala w pordwnaniu z rozmiarem oczka siatki obliczeniowe;j,
schemat pozostaje przy metodzie RANS, natomiast z dala od $cianki, gdzie skala
liniowa przeptywu turbulentnego jest wigksza niz rozmiar oczka siatki, wigcza-
ny jest schemat odpowiadajacy metodzie LES. Poczatkowo metoda DES zostata
okreslona dla jednoréwnaniowego modelu turbulencji (Spalart i in. [325]), na-
stepnie dla modelu dwuréwnaniowego k—w SST (Strelets [326]) poprzez mody-
fikacje skali dtugosci w czlonie destrukcyjnym w réwnaniu transportu energii
kinetycznej turbulencji

[ = min[lgans, Apes], (251)
gdzie
Irans = kK"*/Beo, Apes= CpEsA, (252)

a 4 jest wielkoS$cig filtru LES, Cpgs — stalg. Metoda ta zostat p6zniej udoskona-
lony do postaci DDES (ang. Delayed Detached Eddy Simulation) w pracy Spa-
larta i in. [327] w nastgpujacy sposob:

I = lrans — fa max[0, lrans — Apes], (253)
gdzie f; jest funkcjg ekranujaca

fo=1—tanblc, r, P|, = Kt . (254)
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przy czym Cy jest rtowne 8, a rg przyjmuje warto$¢ bliskg jednosci w podwar-
stwie lepkiej i logarytmicznej warstwy przySciennej i zmierza asymptotycznie
do zera na jej granicy.

W pracy Shura i in. [328] przedstawiono kolejna modyfikacj¢ metody hy-
brydowej o nazwie WMLES (ang. Wall Modelled Large Eddy Simulation), ktéra
zapewnia rozwigzanie LES w 80+90% warstwy przy$ciennej, natomiast rozwia-
zanie RANS dotyczy jedynie pozostatej wewnetrznej czesci warstwy przyscien-
nej. W tej metodzie skala dlugosci wystgpujagca w czlonie destrukcyjnym
w réwnaniu transportu energii kinetycznej turbulencji przyjmuje postaé

[=f5 (1 +fo) lrans + (1 — fp) ApEs, (255)

przy czym funkcja sklejajaca fz ma postac
fp=min[2exp(-9a?), 1], a=0.25-d/A (256)

i zmienia si¢ od 0 dla metody LES do 1 dla metody RANS w odleglosci od

$cianki od 0.5A do A. Druga empiryczna funkcja f. zapewnia utrzymanie odpo-

wiedniej warto$ci naprezen Reynoldsa w obszarze interfejsu RANS / LES

1 przyjmuje postac

2 exp(— 11,0942 ) a>0
2exp(—9a2 ,a<0’

for =1- max{tanh[(cf Yy )3 } tanh[(clzrdl )10 }} , (258)

przy czym ¥ jest wspotczynnikiem korekcyjnym, r4 1 ra sa czg$cig laminarng
i turbulentng we wzorze (254), ¢;1 ¢, s3 stalymi.

fe = max[(fel - 1)’0]‘Pfe2 ’ fel = { (257)

2.6. Wiasnosci termodynamiczne czynnika

W maszynach cieplnych przyjmuje si¢ czesto zatozenie, ze czynnikiem robo-
czym jest gaz doskonaty termicznie i kalorycznie, ktory mozna opisaé nast¢pu-
jacymi zalezno$ciami, np. Wisniewski [329], Perycz [1], Puzyrewski [2]:

p = RpolT, thE-l—const, s=c,InT - RIn p+const,
k-1p
R=c¢ycv, K=cplv, cpeywR, K= const. (259)

Powyzszy model wymaga okreslenia statych wigzacych parametry termo-
dynamiczne, czyli indywidualnej stalej gazowej R oraz stosunku ciepel wlasci-
wych x;, ktore to wielko$ci pozostajg niezmienne w calym obszarze obliczenio-
wym. O ile obszar zmiennos$ci parametrow termodynamicznych nie jest zbyt
szeroki (tzn. o ile warto$¢ stosunku ci$nienia na wylocie z obszaru obliczenio-
wego do cisnienia na wlocie nie jest zbyt mata, co czgsto zdarza si¢ w konfigu-
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racji wiclostopniowej), nalezy si¢ spodziewaé¢ w miar¢ wiarygodnego rozkladu
parametréw w rozwigzaniu.

Stosowanie modelu (259) wydaje si¢ by¢ uzasadnione w przypadku jedno-
sktadnikowego jednofazowego przeplywu pary przegrzanej, ktory ma miejsce
w czesci wysokopreznej turbin parowych. Model ten w ogdlnosci stabo nadaje
si¢ do obliczen przeptywu w czesci niskopreznej turbin parowych, szczegolnie
przy ekspansji pary przekraczajacej lini¢ nasycenia, gdzie para zmienia w spo-
sob gwaltowny swoje wlasno$ci. Pozostajac na gruncie rOwnania stanu gazu do-
skonatego, przez dtuzszy czas w obliczeniach zadowalano si¢ sktadaniem roz-
wigzan z obliczen jednostopniowych, przy czym wartosci indywidualnej statej
gazowej i stosunku ciepet wlasciwych zmieniano ze stopnia na stopien. Jednakze
nawet takie jednostopniowe podejscie nie gwarantuje dobrej jakoSci rozwigzan
w obszarze pary mokrej, gdzie w rzeczywistosci nastepuje kondensacja fazy pa-
rowej. Ponadto traci si¢ w ten sposob mozliwosci, jakie daja obliczenia wielo-
stopniowe, czyli naturalne przekazywanie parametrow przeptywu pomiedzy
wiencami pozwalajagce na kontynuacj¢ proceséw entropowych zapoczatkowa-
nych w danym wiencu, w obszarze wiencow potozonych w dot przeptywu.

Alternatywnie do gazu doskonatego termicznie i kalorycznie rozwaza si¢
takze przypadek gazu doskonatego termicznie, niedoskonatego kalorycznie za-
implementowany w programie FLowER [30]. Modyfikacja taka polega na
uzmiennieniu wartosci ciepet wlasciwych ¢, ¢, jako liniowych funkcji tempera-
tury dobranych tak, ze indywidualna statla gazowa R nie zmienia si¢ w obszarze
przeptywu, Hodge i Konig [330], Rusanov i in. [331]:

p =RpoT, h=cv0T+%c£T2+£+conSt, s=c,oInT—RInp+c!T+const,
P

e,(N=cyo+c,T, ¢, (T)=R+c,(T),

R =const, c,,c,=const, ¢l #0. (260)

Wspbtezynniki ¢ 4,c! nalezy wyznacza¢ indywidualnie dla kazdego obliczenia
na podstawie wartosci wlotowych 1 wylotowych ci§nienia, temperatury i entalpii.
Jak pokazano w pracy Rusanova i in. [331] model taki okazuje si¢ przydatny do
obliczen wielostopniowych, takze w czgsci niskopreznej dla uzyskania global-
nych charakterystyk grupy stopni. Szczegélowa weryfikacja eksperymentalna
obliczen czgsci niskopreznej turbiny o mocy 370 MW w oparciu o model gazu
doskonatego termicznie, niedoskonatego kalorycznie znajduje si¢ w pracy [332].

Obok réwnania gazu doskonalego wykorzystuje si¢ takze rownanie Tam-
manna stosowane w programie FLowER [30]

p tpo=Rpl, (261)
gdzie py jest ci$nieniem poczatkowym oraz roOwnanie Van der Waalsa
(p +ar’)(v—b) =RT, (262)
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gdzie a jest stalg uwzgledniajgcg oddziatywanie wzajemne miedzy czasteczkami
gazu (czasteczki gazu przyciagaja si¢, w wyniku czego rzeczywiste ciSnienie ga-
zu na $cianki naczynia jest mniejsze niz w przypadku, gdyby tego oddzialywania
nie bylo), natomiast b jest stalg uwzglgdniajaca skonczone rozmiary czasteczek,
Wisniewski [329],.

W pracach Chmielniaka i in. [333] oraz Wroblewskiego [334] wykorzysta-
no réwnania stanu z trzema wspotczynnikami wirialnymi dla pary przegrzanej
i przechtodzone;j

pv/RT = 1+ B(T)p+C(Dp*+D(T)p’, (263)

podczas gdy w pracach Dykasa [335], Dykasa i in. [336] postulujga wykorzysta-
nie rOwnania stanu w postaci

pv/RT = A(T)+B(T)/v. (264)

Wspolczynniki wirialne sg jedynie funkcjami temperatury i moga by¢ wy-
znaczone na podstawie aproksymacji wtasnosci wody i pary IAPWS’97. Jednak
koszty obliczeniowe solwera opartego na roOwnaniu wirialnym wzrastaja kilka-
krotnie w poréwnaniu do solwera opartego na rownaniu stanu gazu doskonatego.
W pracach [333-336] wraz z podstawowym ukladem rownan rozwigzuje si¢ do-
datkowe rownania rézniczkowe dla okreslenia dynamiki formowania si¢ fazy
ciektej — sa to rownania opisujace zmiany koncentracji kropel i stopnia zawilgo-
cenia pary wyprowadzone na gruncie klasycznej teorii kondensacji.

Dos¢ obszerny przeglad rownan stanu i przyklady ich zastosowan, m.in.
w dziedzinie maszyn wirnikowych, przeptywoéw ze spalaniem, przeptywow
kriogenicznych i innego rodzaju przeptywow przemystowych mozna znalezé
w pracach Sullivana [337], Aungiera [338] oraz Cravero i Satty [339]. Poza
roOwnaniami stanu w postaci analitycznej, stosowane sg takze roznorodne techni-
ki aproksymacji krzywych opisujacych stablicowane parametry termodynamicz-
ne rzeczywistych czynnikéw roboczych. Ograniczajac si¢ w pierwszej kolejno-
$ci do pary wodnej jako czynnika rzeczywistego nalezy wspomnie¢ o pracy
Sturmayra i Hirscha [340], ktorzy korzystaja z aproksymacji wlasnosci pary na
podstawie tablic IAPWS-95 [341] i proponuja model ,,op6Znienia kondensacji”.
W modelu tym w uzupehieniu do uktadu rownan Eulera, rozwigzuje si¢ dodat-
kowe skalarne rownanie konwekcji/dyfuzji dla pewnego parametru przesunigcia
punktu kondensacji, ktory jest miarg opoéznienia w przejs$ciu ze stanu metastabil-
nego pary suchej przechtodzonej do pary mokrej w stanie rownowagi termody-
namicznej, z chwila osiggnigcia odpowiedniego poziomu przechtodzenia.
W pracy Bohna i in. [342] rozwaza si¢ zagadnienie homogenicznej i heteroge-
nicznej kondensacji pary wodnej w uktadzie topatkowym z wykorzystaniem ta-
blic IAPWS-97 [343].

Dla uwzglednienia wlasnos$ci gazu rzeczywistego w odniesieniu do réznych
czynnikdw roboczych stosowanych w turbinach parowych, gazowych i ORC
w programie Ansys Fluent [28], Ansys CFX [29] oraz IPMFlow [31] przepro-
wadza si¢ aproksymacje parametrow termodynamicznych czynnikow okreslo-
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nych w tablicach IAPWS oraz NIST REFPROP [344]. W programie IPMFlow
tablice parametrow termodynamicznych aproksymuje si¢ wykorzystujgc rowna-
nie stanu Helmholza oraz zmodyfikowane réwnanie stanu Benedicta-Webba-
Rubina (mBWR), np. o 32 cztonach, Rusanov i in. [345]

P=pRT+p [G(I)T +GQ)T"* +GB) + G;4) G;S)} +

[G(6)T+ 67+ S® GT(9)} +p‘{c(10)r+ G(1 1)+@} +p'[G(13)]+
6{G(Tl4) T(2 )} ‘p [G(Tl6)} s pg{G(:) . GT(128)} s pg{Gilf)} s
+p° G(220 :|exp(}/p )+ P’ [fo) + Gﬁf)}exp(ypz)Jr (265)
+p7{GT224 )}Xp(no )+’ {%_FG;?J)}:xp(?’p )+

G(8) | G(29) GG0) , GG | GG
p“{ P } p(yp2)+pl{ e } (VP)

gdzie G(*) sg stalymi wymiarowymi modelu mBWR. Takie sformulowanie row-
nania stanu pozwala na rozwigzanie petnego uktadu przeptywowego wielostop-
niowego w catym kadtubie turbiny (lub w calej turbinie, np. ORC) w szerokim
zakresie zmienno$ci parametrow — cisnien i temperatur, w szerokim zakresie
spadku entalpii. Weryfikacji eksperymentalnej modelu mBWR32 w odniesieniu
do przeptywu w czgsci niskopreznej turbiny parowej oraz w turbinach ORC pra-
cujacych na réznych czynnikach roboczych poswigcona jest praca Rusanova
iin. [346].

2.7. Rozwigzanie numeryczne

Transformacja ukladu wspolrzednych

Kanaty miedzytopatkowe turbin charakteryzuja si¢ znaczng krzywizng ograni-
czen zewnetrznych i linii pradu przeptywu glownego. Dla utatwienia budowy
strukturalnej siatki obliczeniowej i poprawienia wlasno$ci schematu numerycz-
nego przeprowadza si¢ transformacje kartezjanskiego uktadu wspoirzednych
(x,y,z) do uktadu wspohrzednych krzywoliniowego (£7,0) — &= &x,0,2),
n = nxyz), = {xyz), zwigzanego z geometrig ukladu topatkowego i obra-
cajacego si¢ wraz z nim z predkoscia katowg (2, gdzie & jest wspotrzedna
wzdluz wysokosci topatki, 7 — w poprzek kanatu topatkowego, & — wzdtuz
przeptywu, rys. 43.
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Rys. 43. Krzywoliniowy uktad wspotrzednych zwigzany z geometrig uktadu topatkowego

Uktad réwnan Naviera-Stokesa w usrednieniu Reynoldsa opisujacy turbu-
lentny przeptyw gazu lepkiego i Scisliwego w krzywoliniowym uktadzie wspot-
rzednych zapisa¢ mozna w nastgpujacej formie macierzowej (postac ta stoso-
wana jest w programie FlowER — Yershov [347], Rusanov [348]):

0QJ a(E—EV)+a(ﬁ—ﬁv)+a(é—év)

- HJ, (266)
ot PE on oc

gdzie J jest wyznacznikiem odwrotnej macierzy Jacobiego przeksztalcenia
uktadu wspolrzednych

Eone & 0 /ox onlox o¢/ox
Jl=ded &, n, &, |=defoc/ay onlay ol idv|,  (267)
Eon, (. 010z onldz 8¢ /oz

QO jest wektorem zmiennych zachowawczych, H jest wektorem zrodtowym,

A

E , F ,é sg wektorami strumieni konwekcyjnych, a Ev,Fv,év wektorami stru-

mieni dyfuzyjnych w uktadzie krzywoliniowym, zwigzanymi z wektorami stru-
mieni E, F, G, E,, F\, G, w ukladzie kartezjanskim poprzez:

E=JlEe, +Fe, +Ge),  E,=J(E& +FE +G,E),

A

F =J(E77X+F77y +G772), F, J(Evnx +F,n, +Gv772), (268)
GV

G=J(E¢, +F¢, +G¢), —J(E g +F, +GC).
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Wektory Q, E, F, G, E,, F\, G,, H wyrazaja si¢ wzorami

p pu P P
pu pu’ +p puv puw
0=\ pv |y E=| pwv | F=| p?+p | G=| pw |
ow puw pvw pw’ +p
¥ p] [(h*p+ p)u] L(h* p+ p)v] L% p+ p)w]
— O T r 0 ]
Tx z-xy
Ev = z-xy 5 Fv = Tyy ) (269)
Ty 7'-yz
c HVT FWT g, UTy +VT,, +WT =g,
— 0 T r O .
T, 2pv.(2+p.(22rx
G, = Ty . H= —2qu+p.(22ry ;
T, 0
UT,, +VT, +WT, —q, i 0 ]
przy czym
1 2,20 ,2 - 022
oL P VW T ——ar )2 270)
7_1 e, 2 axl.

v =244l — 8,8 13)+ 2017 (S — S8, 13)-2pk5; /3. (271)

Symbole p, p, u, v, w oznaczajg cisnienie, gestos¢ oraz sktadowe predkosci, po-
nadto » — promien (odlegtos¢ od osi obrotu), #* — rotalpia, g; — strumien ciepta,

— tensor naprezen calkowitych, S — tensor predkosci deformacji, k£ — energia
kinetyczna turbulencji.

Warunki brzegowe

Uklad rownan Naviera-Stokesa (266) jest ukladem typu hiperboliczno-
parabolicznego wzgledem czasu i zmiennych przestrzennych. Rozwigzanie ta-
kiego uktadu jest w ogolnosci zagadnieniem z warunkami poczatkowymi i brze-
gowymi. Jesli istniejg przestanki, aby przypuszcza¢, ze rozwigzanie osiagnie
stan stacjonarny lub bedzie miato charakter periodyczny, rozwigzanie takie be-
dzie niezalezne od przyjetych warunkoéw poczatkowych. Warunki poczatkowe
maja w tym wypadku jedynie charakter poczatkowego przyblizenia rozwigzania,
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lecz sposdb zadawania przyblizenia poczatkowego moze mie¢ istotny wplyw na
szybkos$¢ zbieznosci algorytmu do rozwigzania koncowego.

Znacznie bardziej ztozony charakter ma zagadnienie stawiania warunkow
brzegowych. Dotyczy to zardowno warunkow na powierzchniach statych ($cian-
kach), jak i na powierzchniach kontrolnych (wlot, wylot). O ile zadawanie wa-
runkow brzegowych dla uktadu réwnan typu hiperbolicznego (réwnania Eulera)
jest stosunkowo dobrze rozpoznane i opanowane (Hirsch [37], Godunov i in.
[349], Chmielniak [35], Dykas i Wroblewski [350]), o tyle w przypadku uktadu
rownan hiperboliczno-parabolicznych okre$lenie warunkéw brzegowych opiera
si¢ z jednej strony na przestankach natury fizycznej, z drugiej za$ na analogii do
uktadu rownan hiperbolicznych.

W przypadku przeptywu trojwymiarowego rozwigzanie uktadu roéwnan
(266) wymaga postawienia czterech fizycznych warunkow brzegowych na
omywanych $ciankach (Chmielniak [35], Yershov [347]). Sa to: warunek braku
poslizgu i nieprzenikliwosci Scianki (zerowej predkosci wzglednej przeptywu
wobec $cianki), co daje trzy fizyczne warunki brzegowe

u=v=w=0, (272)

i zerowy strumien ciepla na $Sciance adiabatycznej jako czwarty fizyczny waru-
nek brzegowy

AT/én = 0. (273)

Jako dodatkowy numeryczny warunek brzegowy, ci$nienie na $ciance wyznacza
si¢ na podstawie ekstrapolacji wartosci z wnetrza obszaru, albo na podstawie
warunku &p/ch = 0, ktory pozostaje spelniony dla cienkich warstw przyscien-
nych w przeplywie o duzej liczbie Reynoldsa.

Przy okresleniu warunkow brzegowych na powierzchniach kontrolnych ty-
pu wlot i wylot dla rozwigzania uktadu roéwnan (266) wykorzystuje si¢ analogi¢
do uktadu rownan Eulera dla przeptywu nielepkiego (Chmielniak [35], Yershov
[347]). W przypadku uktadu réwnan hiperbolicznych okreslenie fizycznych wa-
runkoéw brzegowych wynika bezposrednio z teorii charakterystyk zastosowanej
do tzw. postaci charakterystycznej rownania Eulera, a liczba fizycznych warun-
kow brzegowych wymaganych na przenikliwym brzegu obszaru obliczeniowego
zalezy od ilosci charakterystyk skierowanych do wnetrza obszaru, czyli niosa-
cych informacj¢ do wnetrza (Dykas i Wroblewski [350]). Pozostate informacje
niesione wzdtuz charakterystyk z wnetrza obszaru w kierunku brzegu stanowig
cz¢$¢ rozwigzania. Okreéla sie je zatem jako dodatkowe numeryczne warunki
brzegowe, zwykle w formie ekstrapolacji warto$ci z wnetrza na brzeg. Liczba
fizycznych warunkow brzegowych w przekroju wlotowym lub wylotowym jest
uzalezniona od relacji warto$ci predkosci normalnej do brzegu wzgledem lokal-
nej predkosci dzwigku. W tréjwymiarowym przeptywie poddzwigckowym
(un < a) cztery charakterystyki skierowane sa do wngtrza obszaru, jedna za$ na
zewnatrz. W tym przypadku na wlocie obowigzujg cztery fizyczne warunki
brzegowe, na wylocie za$ jeden warunek fizyczny. W tréjwymiarowym prze-
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pltywie naddzwickowym (u, > a) wszystkie charakterystyki skierowane sg do
wnetrza obszaru. W tym przypadku na wlocie obowigzuje pi¢¢ fizycznych wa-
runkow brzegowych, nie ma fizycznego warunku brzegowego na wylocie — war-
tosci wszystkich parametréw na wylocie sa wynikowe 1 ekstrapoluje si¢ je
z wnetrza obszaru.

Wybdr wielkosci dla fizycznych warunkow brzegowych zadawanych na
powierzchniach wlotowych i wylotowych charakteryzuje si¢, nazwijmy to,
,,do$¢ ograniczong dowolnoscig”. Z punktu widzenia zbiezno$ci schematu nume-
rycznego wydaje si¢, ze najlepiej wykorzysta¢ w tym celu wielkos$ci przenoszo-
ne wzdtuz charakterystyk, tzn. zmienne charakterystyczne. Wielkosci te jednak
przewaznie nie sa znane. Powszechnie uwaza si¢, ze dobrze postawione fizyczne
warunki brzegowe dla przeplywu $cisliwego opisywanego uktadem roéwnan
(266) zawieraja nastgpujace wielkosci:

e w przypadku przeptywu poddzwigkowego: cisnienie catkowite, tempera-
ture catkowitg i dwa katy okreslajace kierunek przeptywu na wlocie oraz
ci$nienie statyczne na wylocie, tj.

wlot — por, Tor, @, 7, wylot — p»; (274)

o w przypadku przeplywu naddzwickowego: cisnienie catkowite, ci$nienie
statyczne, temperature calkowita 1 dwa katy przeptywu na wlocie, tj.

wlot — por, po,Tor, @, . (275)

W kanale migdzylopatkowym stopnia turbinowego zadaje si¢ zwykle roz-
ktad wzdhuz wysokosci kanatu powyzszych wielkosci, a kierunki strumienia
okresla si¢ w plaszczyznie merydionalnej i obwodowej. W odniesieniu do wa-
runku brzegowego na wylocie ze stopnia, czgsto zadaje si¢ warto$¢ cisnienia sta-
tycznego na S$rednicy podzialowej, przy czym rozklad promieniowy wyznacza
sie z uproszczonego bilansu pedu (1/p)-dp/dr = Cu?/r (zwanego potocznie row-
naniem réwnowagi promieniowej). Zalozone warunki brzegowe na wlocie 1 wy-
locie okreslajg spadek ciSnienia w stopniu. Masowe natgzenie przeptywu przez
stopien jest wowczas wielkoscig wynikowg. Warunki brzegowe typu wlot/wylot
dla obliczen CFD stopnia turbinowego (grupy stopni) pozyskuje si¢ zwykle
z obliczen programami przeptywowymi ,,nizszego szczebla”. Jednym z takich
programéw jest bilans cieplno-przeptywowy 0D grupy stopni turbinowych
TUR-96 (Btazko i Lidke [351], Gardzilewicz [16]).

Powierzchnie periodycznos$ci przeptywu uzywane w obliczeniach jednoka-
nalowych nie wymagajg fizycznych warunkéw brzegowych. Realizacja warun-
kéw numerycznych prostej periodycznos$ci przestrzennej polega na zapewnieniu
rownos$ci parametréw przeptywu na granicach. W przeptywie niestacjonarnym
stosuje si¢ takze warunki uogoélnionej periodycznosci czasowo-przestrzenne;j,
o ktorych bedzie mowa w dalszej czgsci tego rozdziatu. Z kolei na powierzch-
niach symetrii przeptywu, ktore mozna zastosowac¢ np. w modelowych palisa-
dach prostoliniowych, warunkiem fizycznym jest u, = 0 (analogicznie jak dla
$cianki nieprzenikliwej w przeptywie nielepkim, tzn. $cianki z poslizgiem). Jako
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numeryczne warunki brzegowe przyjmuje si¢ zerowe strumienie pozostalych
zmiennych przez powierzchni¢ symetrii przeptywu.

Okreslenia warunkow brzegowych wymagaja takze rownania rézniczkowe
opisujace stosowane modele turbulencji. Zagadnienie ma charakter indywidual-
ny, o ile nie w odniesieniu do kazdego modelu turbulencji z osobna, to przy-
najmniej w odniesieniu do poszczegdlnych grup modeli, i jest do$¢ ztozone na-
wet dla modeli jednorownaniowych lub dwuréwnaniowych. Od przyjetych war-
tosci charakteryzujacych turbulencj¢ przeptywu na wlocie i na $ciankach moze
istotnie zaleze¢ ostateczna posta¢ rozwigzania. Na wylocie stosuje si¢ ekstrapo-
lacje warto$ci z poprzedzajacych komorek. Najbardziej popularne metody okre-
slenia wartosci parametrow turbulencji na wlocie polegaja na zadaniu stosunku
lepkosci turbulentnej do molekularnej u7/u, ewentualnie liniowej skali turbulen-
¢ji [ (rozmiaru duzych wirdéw) oraz poziomu turbulencji wlotowej Tu. Wartosci
wlotowe k@ w odpowiednich modelach dwuréwnaniowych mozna okresli¢
jako:

k=3/2(UTu)?, (276)
3/2 2 -1
e=C T e-pc, k—[“—Tj : 277)
[ Hip\H
1/2 -1
o=*" 1w o- pi(“—Tj . (278)
£l M\ H

Stosunek w71 pozostaje proporcjonalny do turbulentnej liczby Reynoldsa (np.
wur/n = C,f,Rer w modelu k—¢), ktora w obszarze warstwy przy$ciennej lub wi-
rowej warstwy swobodnej moze siegaé wartosci 10°, w przeplywie swobodnym
jest o kilka rzedoéw nizsza. Sugeruje si¢, aby zmienia¢ warto$¢ wlotows wr/u
w granicach od 1 do 10. Z kolei wielko$¢ / w rozwinigtym przepltywie rurowym
okresla si¢ jako / = 0,07D (D — $rednica rury). Wielko$¢ t¢ w przeptywie w ka-
nale topatkowym mozna zwigza¢ w podobny sposob z wysokos$cig kanatu, z sze-
roko$cig warstwy przysciennej lub z szerokoscia $ladu splywowego z poprzed-
niego wienca.

W modelu RSM dla oszacowania wlotowych wartosci sktadowych tensora
naprezen (przy zatozeniu turbulencji izotropowej na wlocie) stosuje si¢ wyraze-
nie

—  |2/3pk,i=]
pu;u { 0 Livj’ (279)

Zachowanie parametréw charakteryzujgcych turbulencje w poblizu $cianek
stanowi przewaznie jeden z elementéw konkretnego modelu turbulencji. Przyj-
muje si¢, ze na $ciance lepkos$¢ turbulentna 7 i energia kinetyczna turbulencji &
daza do zera. Wartosci szybkosci dysypacji € 1 sktadowych tensora naprezen
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Reynoldsa na $ciance wyznaczone sg z konkretnych postaci funkcji thumigcych
wystepujacych w modelu. W modelu i~ wykorzystuje si¢ asymptotycznag rela-
cje na w (Yershov [347])

@ = 601/, (280)

Metoda objetosci skonczonych
Jedng z wazniejszych metod dyskretyzacji uktadu réwnan podstawowych
w dziedzinie numerycznej mechaniki ptynéw jest metoda objetosci skonczo-
nych, np. Ferziger i Peric [352], Chmielniak [35]. Metoda objgtosci skonczo-
nych odwoluje si¢ do catkowej postaci uktadu réwnan (266), ktorg zapiszemy tu
dla pojedynczej komorki ;i «

maQJd¢ m a(E E) 8(F677F) a(Gag d¢=mJHd¢. (281)

l Jk 1 .k ¢i,j,k

Po zastosowaniu twierdzenia Gaussa-Ostrogradskiego do drugiej calki oraz
twierdzenia o wartosci $redniej mozna uzyskac nastepujacg posta¢ roznicowa
uktadu réwnan podstawowych, bedacg rownoczesnie zapisem jawnej wzglgdem
czasu metody numerycznej catkowania uktadu

n n+l n n+1/2 At
5Ql,j,k Ql,j,k Qz,/,k l Ik (AegAUAéVJ);,j,k

x {[(E - Ev)nA”Af]Hl/z,j,k - [(E _Ev)nAnAg]i—l/Z,j,k 282
dE-pyracacl ., -lE-Eyaeac) L, -
slG-coracan) -l -6, acan) )

gdzie symbole i,j,k indeksuja srodki komorek siatki strukturalnej, symbole i+1/2,
jx1/2, kx1/2 dotycza srodkow Scian; indeks gomy #n oznacza kolejne chwile cza-
su, At — krok czasowy.

Dyskretyzacja strumieni konwekcyjnych
Najistotniejszy wplyw na doktadno$¢ metody numerycznej ma sposéb aproksy-
macji pochodnych konwekcyjnych. Z analizy literatury i z dyskusji autora z ba-
daczami zajmujacymi si¢ implementacja réznorodnych schematow numerycz-
nych nalezy wnioskowa¢, ze mozna zbudowa¢ dokladny i niezawodny schemat
numeryczny zarOwno przy uzyciu roznic centralnych jak i pod prad (ang.
upwind). Sposrod schematow drugiego rzedu doktadnos$ci opartych na réznicach
centralnych duze znaczenie odegraty schematy z rodziny Laxa-Wendroffa, np.
oryginalny jawny schemat Laxa i Wendroffa [353] lub jawny schemat typu pre-
dictor — corrector McCormacka [354]. W powyzszych schematach dyskretyzacja
przestrzenna jest sprzezona z dyskretyzacjg w czasie. Schematy te jednakze sa
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niemonotoniczne, tj. generuja niefizyczne oscylacje parametréw przeplywu
w obszarach silnych gradientéw (niecigglosci) i wymagajg indywidualnego do-
boru korekcyjnych cztonow dysypacyjnych, co uwzgledniaja schematy opraco-
wane m.in. przez Jamesona i in. [355] oraz Pulliama [356]. Istotny jest taki do-
bor cztondéw dysypacyjnych, aby ich wplyw w obszarze rozwigzania cigglego
byl minimalny. Metody powyzszego typu stosowane sg w wielu (szczegdlnie
pionierskich, cho¢ takze wspolczesnych) kodach numerycznych z dziedziny ma-
szyn wirnikowych, np. Dentona [357] oraz Dawesa [358].

Istotg schematéw typu upwind jest konstrukcja ilorazow roznicowych
w kierunku rozprzestrzeniania si¢ zaburzen. Dzigki temu schematy typu upwind
maja w sposob naturalny wbudowang lepko$¢ numeryczng i pozostajg stabilne
bez dodatkowych cztondéw ttumigcych. Podstawowymi metodami dyskretyzacji
typu upwind sg metody rozdziatlu strumieni na kierunki charakterystyczne — ang.
flux vector splitting (Steger i Warming [359], van Leer [360]) oraz metoda roz-
dzialu r6znic strumieni — ang. flux diffference splitting, z ktorej korzystajg sche-
maty nalezace do rodziny Godunowa. Ogdlna posta¢ tych ostatnich schematow
jest nastgpujaca:

Epyp = (Ei +E,, )/2_|Ai+1/2|(Qi+1 -0;). (283)

Poszczegolne schematy roznig si¢ sposobem okreslania macierzy A na §ciance
komorki. Rézne jej formy mozna znalez¢ w schematach pierwszego rzedu do-
ktadnosci Godunowa (Godunov i in. [349]), Roe [361] i Oshera [362]. Wyko-
rzystuje si¢ przy tym zwykle przyblizone analityczne rozwigzanie zagadnienia
Riemanna, tj. zagadnienia rozpadu niecigglosci, ktore polega na wyznaczeniu
warto$ci strumieni konwekcyjnych na $ciance komorki przy danych wartosciach
parametréw przeptywu z lewej i prawej strony $cianki Qf,,,, OF,,, . Rozwiaza-

nie tego zagadnienia, ktére mozna znalez¢ w pracy Godunova i in. [349], Yers-
hova [347] i Chmielniaka [35], uwzglednia przypadki wystgpienia w przeptywie
powierzchni niecigglosci, fali uderzeniowej i fali rozrzedzeniowej. Obszerny
przeglad schematow numerycznych metody objetosci skonczonych zawieraja
prace Chmielniaka [35], Wroblewskiego [363] oraz Badura i Ochrymiuka [364].

Schematy typu upwind pierwszego rzedu zachowujg monotoniczno$c, lecz
z uwagi na duzg lepko$¢ numeryczng charakteryzuja si¢ nadmierng dysypatyw-
noscig w obszarach duzych gradientow parametrow, co powoduje m.in. rozmy-
wanie powierzchni nieciggtosci i fal uderzeniowych. Schematy pierwszego rzg-
du zwykle wykorzystywane sg w poczatkowej fazie obliczen w celu stabilizacji
procesu obliczeniowego, po czym przechodzi si¢ na schematy wyzszego rzedu
doktadnosci. W odroznieniu od schematdéw pierwszego rzedu, gdzie wartoSci

brzegowe dla zagadnienia Riemanna brane sg ze srodkow komoérek Q%5 =0,

Qﬁrl /2 =0;, (zaklada sig, ze wartosci parametrow sa stale w komorce),

w schematach wyzszego rzedu stosuje si¢ ekstrapolacje warto$ci parametrow
z wezkow na brzeg komorki. Schematy takie sg znacznie bardziej ztozone 1 wy-
magajg wigkszych naktadow obliczeniowych. Do schematow takich nalezg m.in.
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algorytmy Kolgana [365], TVD (van Leer [366], Harten [367], Chakravarthy
iin. [368]), ENO (Harten i Osher [369], Harten i in. [370], Shu i Osher [371],
Yershov [372]) oraz WENO (Liu i in. [373], Jiang i Shu [374], Wang
i Chen [375]).

Schematy TVD (ang. total variation diminishing). Schematy te charaktery-
zujg si¢ z definicji nierosnaca globalng wariancja rozwigzania, posiadaja duza
niezawodno$¢ i przewyzszajg dokladnoscig schematy pierwszego rzedu. Prze-
waznie sg (co najmniej) drugiego rzedu doktadnosci w obszarach rozwigzania
ciggtego. Przyktadowa rodzina schematow TVD ma postac:

1-k . I+k .
Oz = Qi +— = minmod(A,0, A, Q)+— = minmod(A,., 0, A, 0),

1-k . 1+k .
Q,’Iil/z =0, _Tmland(A[+2Q: ﬂAmQ) _Tmland(Ai+1Q9ﬂAi+2Q)’
(284)
gdzie
3-k
=, AQ = O i-15
p=2=t. a0=0:0.

minmod(a, b) = sign(a) max {0, min[ la , bsign(a)]}. (285)

Schematy typu upwind drugiego rzedu doktadnosci otrzymuje si¢ np. przy
zatozeniu k = —1, trzeciego rzedu doktadnosci przy k£ = 1/3. Schematy te jednak-
ze degeneruja si¢ do pierwszego rzgdu doktadnosci w obszarach silnych gradien-
tow parametrow, co prowadzi do zwigkszenia udziatu lepkoSci numerycznej
w rozwigzaniu (Yershov [372]).

Schematy ENO (ang. essentially non-oscillatory). Sa to wedlug definicji
schematy quasi-monotoniczne co najmniej drugiego rzedu doktadnosci we
wszystkich punktach rozwigzania. Schematy te wykorzystuja zwykle nastepuja-
cy rozktad parametrow w komorce, ktory stuzy do wyznaczenia wartosci brze-

gowych zagadnienia Riemanna Qlﬁl /25 Qlﬁl /2t

olenc0)=0, [%j (€ f>(%J & m(%} o)

00\
+[5jm(z t,) (286)

gdzie jako m oznaczyliSmy w skrocie Srodek komorki indeksowany zwykle
w przypadku strukturalnej siatki przestrzennej trojka indeksow i, j, k. Pochodne
przestrzenne wystepujace w powyzszym wzorze oblicza si¢ przy pomocy dwu-
parametrowej pieciopunktowej aproksymacji
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0 =Lminmod[AmeLaminmod(AmQ—Am,lQ,AmHQ—AmQ),
oy ), Ay

Ay Q- Bminmod(A,,,0-A,0,A, ,0-A,,0), (287

gdzie  jest jedng ze wspotrzednych, Ay — rozmiarem komorki oraz
AnQ = Ow—0Om-1. Wybor warto$ci parametrow «, [ okresla rzad schematu. Dla
a=0; =0 mamy klasyczny schemat TVD lokalnie drugiego rzedu doktadno-
$ci. Dla o = 1/2; = 1/2 mamy schemat ENO drugiego rzedu doktadnosci, dla
a = 2/3; f=1/3 schemat ENO lokalnie trzeciego rz¢du doktadnosci. Schematy
TVD i ENO czesto (np. w programie FlowER) definiuje si¢ w oparciu o zmien-
ne charakterystyczne, Yershov [372]). Zastosowanie zmiennych charaktery-
stycznych ma efekt stabilizujacy dla procesu obliczeniowego, jako ze zabezpie-
cza przed lokalnymi spadkami entropii (jednej ze zmiennych charakterystycz-
nych) przed czotem fali uderzeniowej. Zapis aproksymacji ENO w zmiennych
charakterystycznych dla siatek o zmiennych rozmiarach komorek, jakie zwykle
stosuje si¢ w obliczeniach przeptywu lepkiego, przedstawiono w pracy Yershova
[372]. Schemat ENO, mimo iz jest jednostkowo bardziej kosztowny w porow-
naniu ze schematem TVD (w przeliczeniu na pojedynczg iteracje), czesto wy-
maga mniejszej liczby iteracji dla uzyskania zbiezno$ci rozwigzania. W zwigzku
z tym na poziomie zadania obliczeniowego moze okaza¢ si¢ mniej kosztowny
niz schemat TVD.

Schematy WENO (ang. weighted essentially non-oscillatory). O ile idea
ENO opiera si¢ na wyborze jednej (,,najgtadszej”) funkcji aproksymujacej z oto-
czenia komorki, to schematy WENO korzystajg ze zbioru funkcji aproksymuja-
cych dostepnych w otoczeniu komoérki dla danego rzgdu doktadnosci schematu,
przy czym wktad poszczegdlnych funkcji aproksymujacych zmienia si¢ stosow-
nie do zadanych (nieujemnych) funkcji wagowych tak, aby najwickszy wktad
wnosita funkcja, ktora powoduje najmniejsze oscylacje rozwigzania

oty = ) a;VQ;m- (288)

Przyktadowe funkcje wagowe majg posta¢ (Jiang i Shu [374], Wang i Chen
[375])

2
5, 7 Vini/2 e p, )
o, = > 5‘/:—\/2’ ﬂv: Z .[ A1/1211 + dl//:
[ 0%51 (‘9+:8v) FLk-Ty, )y oy
=0,k-1

v=0,..k—1, (289)
gdzie y, jest wlasciwym wspotczynnikiem wagowym, £, jest miarg gladkosci
funkcji aproksymujgcej, £ — matg wartoScig zabezpieczajgca przed wystgpieniem
osobliwosci ilorazu, p, — wielomianem rzedu v w przedziale (W12, Wir12). Jak
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pokazujg Liu i in. [373], schematy WENO zbudowane na schematach ENO k-
tego rzedu doktadnosci sg rzedu k+1.

Dyskretyzacja strumieni dyfuzyjnych
Spojna ze schematem ENO dla cztonéw konwekcyjnych jest liniowa aproksy-
macja cztonow dyfuzyjnych (Yershov [347])

ou ou ou
(l//erl "y 6_ = (‘//m+1/2 VU a_ + ((//erl “VYs12 ) H 6_
v m+1/2 4 m+l v m

(290)

Taka aproksymacja zapewnia drugi rzad doktadno$ci schematu. Czlony lepkie
ograniczone pozostaja dzigki zastosowaniu limitera ,,minmod”, a efekty fizycz-
nej lepkosci nie sg znieksztalcone przez lepko$¢ numeryczng.

Dyskretyzacja w czasie

W celu dyskretyzacji pochodnej po czasie w uktadzie rownan (266) stosuje si¢
zaré6wno schematy jawne, jak i niejawne. Do najcze$ciej stosowanych schema-
tow jawnych, gdzie wartos$ci parametrow w danym kroku czasowym obliczane
sg jedynie na podstawie wartosci w krokach poprzednich, nalezy grupa schema-
tow Rungego-Kutty (np. Chmielniak [35]). Stosuje si¢ je zarowno w potaczeniu
ze schematami centralnymi, jak i typu upwind. Jednakze z uwagi na matlg efek-
tywno$¢ schematow jawnych, wyrazajaca si¢ mata warto$cig kroku czasowego
wynikajgcg z wymagan stabilnos$ci (warunek zbieznos$ci Couranta-Friedrichsa-
Lewy’ego CFL = uAt/Ax = 1+2), stosuje si¢ je zwykle w poczgtkowej fazie ob-
liczen, po czym obliczenia przelgcza si¢ na schemat nicjawny.

Schematy niejawne pozwalajg podnies¢ wartos¢ liczby CFL do ponad 10.
Do najbardziej popularnych schematéw niejawnych, gdzie wartosci parametrow
w danym kroku czasowym obliczane sg na podstawie warto$ci zarbwno w kro-
kach poprzednich, jak i w tym samym kroku czasowym, nalezy niejawny sche-
mat Beama i Warminga [376], ktéry w odniesieniu do uktadu réwnan (266)
mozna zapisa¢ w postaci (Yershov [347], Rusanov [348])

{1+ oAt [a D, +2 D +iD§H§Q”: (291)

(+ 7\ ¢ o o

5Q n—l ,

A A A A A A n

[ aE-E) aF-F) a6-6)] #
1+y Jo& Jon Jog I+y

gdzie [ jest macierzg jednostkowa, 60" = Q""'-(Q", a Ds D,, D sa macierzami

Jacobiego

ok ok 06

=3 ”:@’szag' (292)

D
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Dla zapewnienia drugiego rzedu doktadno$ci w czasie i1 przestrzeni nalezy przy-
ja¢ @ =1, y = 1/2 oraz aproksymacje¢ przestrzenng drugiego rzgdu pierwszego
czlonu po prawej stronie rownania (291). W praktyce rozwigzywania rOwnania
(291) wykorzystuje si¢ technike faktoryzacji — rozszczepienia wzgledem wspot-
rzednych przestrzennych, odpowiednia diagonalizacje macierzy D¢ D, Dy za
pomocg macierzy wektoréw wilasnych oraz, w przypadku dyskretyzacji prze-
strzennej roznicami typu upwind, technike rozdziatu strumieni, co prowadzi do
postaci (Yershov [347], Rusanov [348]):

) oAt 0 _ - ;
Lfl{u— (AE+A§)}L§5Q 213 = RHS(291)"

(+2)J 0F

_ oAt 0 _ _ _

LN T+——— =AY+ A )|L.sO" V3 =50"23 293
77|: (1+Z)J877( n 77):| ’7§Q Q ( )
_ oAt 0 _ _

L I+ — (AL + AL )|L 00" =50,

c{ (1+Z)Ja§(4 :)}cQ Y

Qn+l :Qn +§Qn.

Symbole A?// 0znaczaja Af/, =(A, idiag‘/ll/, ‘)/ 2, gdzie A, =LV/DV,L;,1

(L, L;,l — macierze lewych i prawych wektorow wtasnych macierzy Jacobiego

D), a diag‘/ly,‘ oznacza macierz diagonalng zbudowana z wartosci wlasnych

macierzy D, (y jest dowolng ze zmiennych & 7, £). Symbol RHS(291) oznacza
prawg stron¢ rownania (291). Pochodne w réwnaniach (293) zastgpuje si¢
réznicami

+ —
I v )| = Bty | Bty (294)
oy " VL A Ay

Obszerna analiza schematdéw niejawnych typu Beama-Warminga znajduje si¢
w literaturze polskiej w pracy Badura i Ochrymiuka [364].

Oddzialywanie typu kierownica/wirnik — warunki uogolnionej
periodycznosci czasowo-przestrzennej

Najbardziej typowe obliczenia przeptywu przez uktad topatkowy stopni turbi-
nowych prowadzone s3 w jednym kanale kierownicy i wirnika. Dla uzyskania
rozwigzania stacjonarnego stosuje si¢ usrednienie obwodowe parametréw prze-
plywu w szczelinie migdzywiencowej i zatozenie periodycznosci przestrzennej
przeplywu w kanatach topatkowych. W obliczeniach przeptywu niestacjonarne-
go, np. uwzgledniajacych transport sladéw sptywowych przez palisady potozone
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w dot przeplywu, stosuje si¢ interpolacje parametrow pomigdzy kierownicg
i wirnikiem, a w miejsce periodycznosci przestrzennej mozna (jak w programach
FlowER [30] i IPMFlow [31]) przyja¢ warunki uogdlnionej periodycznos$ci cza-
sowo-przestrzennej na granicach obszaru obliczeniowego wienca przed krawe-
dzig wlotowa i za krawgdzig wylotowg lopatek, rys. 44. Warunki te wyprowa-
dzono w pracy Rusanova i Yershova [377]. Dla uproszczenia zapiszemy je dla
uktadu dwoch wiencow.

¢

granice

Rys. 44. Obszar obliczeniowy w kanale migdzylopatkowym i jego granice

Zalozmy, ze stopien turbinowy sktada si¢ z wienca kierowniczego o liczbie
topatek z; oraz wirnikowego o liczbie topatek z, (obracajgcych si¢ z predkoscia
katowa €2). W przypadku z; = z,, co jednak nie jest charakterystyczne dla stopni
turbin, szczegolnie akcyjnych, formutuje si¢ oddzielnie warunki periodycznos$ci
czasowej 1 przestrzenne;j

) 27
O(g;,1) = Q(@,f + Z3—iQJ,

0(¢;.0)= Q(@ + iﬂ t] , (295)

l
gdzie Q jest wektorem zmiennych zachowawczych, ¢ — wspotrzedng katowa,
t oznacza czas, i = 1, 2 — numer palisady, /, m — dowolne liczby calkowite.
W przypadku z; # z; przyjmuje si¢ zatozenie uogdlnionej periodycznosci czaso-
wo-przestrzennej

(296)

27mm 27im 2nd
L) =0 ¢ + b+ + .
O(g;,1) Q(cfﬁl - 20 o Qj
Powyzsze réwnanie oznacza, ze obraz przepltywu w chwili ¢ w kanale topatko-
wym i powtdrzy si¢ w innym kanale przesunigtym o 27zm/z; po uptywie czasu
2mm/zi82 + 27/z3.82. Zwykle zaklada si¢, ze m = 1, a [ wybiera si¢ tak, aby zmi-
nimalizowa¢ powyzszy uptyw czasu. Ostatnie rownanie ma charakter hipotezy,
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na podstawie ktorej mozna prowadzi¢ obliczenia jednokanatowe i wyznaczy¢
parametry przeptywu w dowolnym kanale w dowolnej chwili czasu. Mozna tak-
ze wyznaczy¢ obcigzenia aerodynamiczne wszystkich topatek.

Oddzialywanie przeplywéw ubocznych — warunki brzegowe
typu Zrodlo/upust

Przeptywy uboczne sg jednym z podstawowych Zrodet strat w turbinach. Wszel-
kie udoskonalenia konstrukcyjne w obszarze przeciekow moga prowadzi¢ do
znacznego podniesienia sprawnosci czegsci przeptywowej maszyn. O ile mode-
lowanie trojwymiarowego przeplywu gazu lepkiego w kanatach mie¢dzytopat-
kowych zostato opanowane, to modelowanie przeptywow w szczelinach techno-
logicznych pomig¢dzy ruchomymi i nieruchomymi czg¢$ciami maszyn wirniko-
wych pozostaje w dalszym ciggu trudnym zadaniem. Szczegodlne wyzwanie dla
wspotczesnych technik CFD stanowi potaczenie obszaru przeptywu glownego
w kanale migdzylopatkowym z obszarami przeptywu przez uszczelnienia nadto-
patkowe, przecieku przez dlawnice wewngtrzne, przeptywu przytarczowego
i przez otwory odciazajace. Glowna trudnos¢ w modelowaniu 3D calego stopnia
turbiny lub grupy stopni z uwzglgdnieniem przeptywoéw ubocznych, przy zalo-
zeniu jedynie warunkow brzegowych na wlocie i wylocie, lezy w ztozonoS$ci
geometrii, trudno definiowalnej periodycznosci i1 roznorodnosci skal przepty-
wOw w poszczeg6Olnych obszarach. Na rys. 45 przedstawiono schemat przepty-

7 A
N

1
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SINNNSANNN

o i
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AN
Rys. 45. Schemat przeptywu pary przez grupe stopni turbiny akcyjnej
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wu pary przez grup¢ stopni turbiny akcyjnej. Na schemacie pokazano kierunki
przeptywu strumieni gtdéwnych Gi, G» w ukladzie topatkowym wienca kierowni-
czego 1 wirnikowego, nominalne kierunki przeptywu strumieni przez uszczel-
nienia zewnetrzne nad topatkami wirnikowymi Gr i wewngtrzne pod tarczami
kierowniczymi Gy oraz kierunki przeptywow przytarczowych Gw, Gy 1 przez
otwory odcigzajace Gr.

W przypadku stopni turbinowych z topatkami wirnikowymi wolnono$nymi
(niebandazowanymi), obszar szczelin promieniowych nad topatkami charaktery-
zuje si¢ relatywnie prostg geometrig i tatwo jg dotgczy¢ do geometrii obszaru
miedzytopatkowego. W przypadku topatek bandazowanych, zwykle wystepuja-
cych z uszczelnieniami labiryntowymi, geometria uszczelnienia jest juz bardzo
ztozona.

Tajc 1 Polansky [378] opisujg wyniki obliczen CFD wybranych konstrukcji
uszczelnien labiryntowych nad bandazowana lopatka wirnikowa w oparciu
o program Fluent/Rampant z modelem turbulencji RNG k—&. Obliczenia prowa-
dzone s3 jedynie w uszczelnieniach (z pominigciem przeptywu gtéwnego). Ana-
liza taka pozwala na ocen¢ proceséw entropowych w samych uszczelnieniach
i oszacowanie masowego natezenia przecieku (redukcja nat¢zenia przecieku jest
podstawowym zadaniem uszczelnienia). Badanie wplywu przecieku nadlopat-
kowego przez modelowe uszczelnienia labiryntowe na przeptyw w turbinie jest
przedmiotem pracy numerycznej Ankera i in. [379] (turbina 1,5 stopniowa —
cze¢$¢ WP); badanie oddziatywania przecieku przez dlawnice wewngetrzne jest
z kolei przedmiotem pracy eksperymentalno-numerycznej Huntera i Manwarin-
ga [380] (turbina 2 stopniowa — cz¢$¢ NP). W obu pracach obliczenia prowa-
dzone sa w obszarze pojedynczego kanatu migdzylopatkowego kierownic i wir-
nikow oraz we fragmentach uszczelnienia, przy zatozeniu periodycznosci prze-
pltywu. Poza opisem przeptywu w obszarze uszczelnien obliczenia takie umoz-
liwiajg badanie interakcji strumienia przecieku z przeptywem glownym.

W przypadku stopni turbinowych z topatkami bandazowanymi, wygodnie
jest takze przyja¢ model przeptywu przez uktad topatkowy ze strumieniami typu
zrodto/upust dla uwzglednienia efektu przecieku nadbandazowego. Model ten
stluzy takze do uwzglednienia efektu przeptywow przytarczowych. W modelu
tym obszary uszczelnien labiryntowych i kanatéw przytarczowych nie nalezg do
obszaru obliczeniowego. Miejsca (szczeliny) przy ograniczeniach zewnetrznych
gormym 1 dolnym uktadu topatkowego, w ktorych nastepuje odplyw lub dolot
pary do uktadu topatkowego stanowiag przenikliwg granic¢ obszaru obliczenio-
wego, gdzie podobnie jak na wlocie i wylocie strumienia glownego zadawane sg
warunki brzegowe typu wlot/wylot, Yershov i in. [381,382]. Zaklada si¢, ze
szczeliny zrodlowe i upustowe na ograniczeniach zewnetrznych kanatu prze-
plywowego potozone sg wzdluz catego obwodu ograniczen. Zastosowanie wa-
runkow brzegowych typu upust rozszerza si¢ w sposOb naturalny na obszary
upustéw technologicznych. Schemat obszaru obliczeniowego grupy stopni z to-
patkami niebandazowanymi, bandazowanymi i w rejonie upustu pokazano na
rys. 46—48.
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Rys. 46. Obszar obliczeniowy grupy stopni ze szczelinami promieniowymi
nad i pod topatkami niebandazowanymi; K — kierownica, W — wirnik

vz T\ —
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Rys. 47. Obszar obliczeniowy grupy stopni z lopatkami bandazowanymi uwzgledniajacy
efekty przecieku nadbandazowego i przytarczowego; K — kierownica, W — wirnik

!

Rys. 48. Obszar obliczeniowy w sasiedztwie upustu technologicznego;
K — kierownica, W — wirnik

W praktyce obliczeniowej najlepiej sprawdzaja si¢ nastepujace warunki
brzegowe dla strumieni typu zrédto/upust: masowe nat¢zenie przepltywu, tempe-
ratura catkowita i dwa kierunki strumienia (w ptaszczyznie merydionalnej i ob-
wodowej) jako cztery warunki na dolocie pary ze zrodta do uktadu topatkowego
oraz masowe nat¢zenie przeplywu jako jeden warunek brzegowy na wylocie pa-
ry z ukladu lopatkowego do upustu. Potrzebne masowe nat¢zenia przeplywu
strumieni przeciek6w mozna wyprowadzi¢ ze wzorow Stodoli [133] na bazie
geometrii uszczelnien labiryntowych oraz na podstawie bilansow masy w obsza-
rze przeplywdw przytarczowych i otwordw odcigzajacych, ktore dostepne sg
m.in. w programie 0D TUR—-96 (Btazko i Lidke [351], Gardzilewicz [16]). Przy
zatozeniu adiabatyczno$ci przeptywu przyjmuje si¢, ze temperatura calkowita
w uszczelnieniach labiryntowych nie ulega zmianie. Warunek brzegowy na ma-
sowe natezenie przeplywu jest sformutowany w postaci catkowej. Natezenie
przeptywu przez kolejne komorki szczeliny moze podlegaé zmianom. Rozktad
masowego natgzenia przeplywu w szczelinie jest okreslony przez gradient ci-
$nienia w kierunku obwodowym oraz wzdhuz przeptywu. Sktadowe predkosci
w szczelinach zrédlowych obliczone sg z warunku statego cis$nienia catkowitego
w szczelinie z uwzglednieniem zadanych katow wlotowych strumienia przecie-
ku 1 rozmiaru szczeliny. Przy okresleniu strat entalpii w stopniu (grupie stopni)
bierze si¢ pod uwagg takze strugi przeptywow ubocznych.

Wprowadzenie warunkow brzegowych typu zrodto/upust pozwala na wylta-
czenie zlozonych geometrycznie obszaréw uszczelnien labiryntowych i kanatow
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przytarczowych z obszaru obliczeniowego. Pozwala to na znaczng redukcje na-
ktadow obliczeniowych, choé¢ nie pozwala na badanie struktury przeplywow
ubocznych i nie daje mozliwosci aktywnego ksztattowania geometrii uszczel-
nien labiryntowych. Przedstawiony model sankcjonuje fakt, ze wigcksza czes¢
entropii wygenerowanej z tytutu przecieku nadlopatkowego ma miejsce nie
w uszczelnieniach labiryntowych, ale w uktadzie lopatkowym w obszarze mie-
szania przecieku z przeplywem gléwnym, Denton [18,19]. Podobnie mozna
oczekiwaé, ze wigksza czg$¢ entropii wygenerowanej z tytutu przeptywow przy-
tarczowych ma miejsce nie w szczelinach przytarczowych, ale w uktadzie topat-
kowym po wprowadzeniu przeptywu przytarczowego do przeptywu glownego.
Opisana metoda pozwala na oszacowanie procesOw mieszania przeplywow
ubocznych z przeplywem gléwnym oraz interakcje strumieni przeciekow z roz-
nymi formami przeptywoéw wirowych wystepujacych w ukladach topatkowych,
jak przeptywy wtorne czy obszary oderwan [382].

Siatka obliczeniowa

Obliczenia numeryczne w oparciu o metode objetosci skonczonych wymagaja
dekompozycji obszaru obliczeniowego i generacji siatki. W geometrii maszyn
wirnikowych przestrzenne siatki obliczeniowe otrzymuje si¢ zwykle poprzez
rozbudowanie siatki dwuwymiarowej w trzecim kierunku przeptywu (w kana-
tach migdzytopatkowych turbin osiowych zbiér siatek dwuwymiarowych skon-
struowanych na powierzchniach obwodowych uwarstwia si¢ wzdtuz wysokosci
topatki). Najbardziej powszechnie uzywane sg siatki strukturalne (jedno lub wie-
loblokowe) typu H, O i C ze zggszczeniem w poblizu $cianek profilu i ograni-
czen zewnetrznych kanatu, stosownie do wymagan przyjetego modelu turbulen-
cji. Siatki strukturalne sktadajg si¢ z komorek w ksztatcie prostopadloscianow
krzywopowierzchniowych. Z punktu widzenia solwera, stosunkowo tatwa jest tu
indeksacja wskaznikowa kolejnych komoérek wzdtuz poszczegdlnych kierunkdéw
przeplywu. Kazdy z wymienionych typow siatki strukturalnej posiada swoje
wady 1 zalety. Odwzorowanie ksztattu profilu i budowa linii siatki obliczeniowej
jest najlatwiejsza w przypadku siatki typu H. Siatka ta ma dobre wlasno$ci
w obszarze wlotu i wylotu oraz granic periodycznosci kanatlu topatkowego, jed-
nakze oczka siatki w poblizu krawedzi wlotowej 1 wylotowej profilu mogg cha-
rakteryzowac si¢ duzg skosnos$cig. Siatki typu O i C charakteryzuja si¢ dobrymi
wlasnos$ciami w poblizu krawedzi wlotowej i wylotowej profilu. Dobre wlasno-
$ci siatki typu C przechodzg takze do obszaru $ladu sptywowego. Z drugiej stro-
ny siatki typu O i C mogg mie¢ sko$ne oczka w obszarze wlotu i/lub wylotu oraz
granic periodycznos$ci kanatu lopatkowego. Wydaje sig, ze sposrod siatek struk-
turalnych najlepsze wlasnosci geometryczne posiadaja kombinacje poszczegdl-
nych typow siatki, tzn. H-HO-H oraz H-C-H, np. Heider i in. [383], Fougeres
iin. [384].

W praktyce obliczeniowej czesto stosuje sie takze siatki niestrukturalne (np.
Kwon i Hah [385] lub siatki mieszane, np. strukturalne w obszarze warstwy
przysSciennej i niestrukturalne poza nig, np. Mathur i in. [386]. Siatki niestruktu-
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ralne nadaja si¢ do pokrycia bardzo ztozonych geometrycznie obszardéw, nato-
miast zwigzany z tym nieregularny sposob dyskretyzacji obszaru (brak mozliwo-
$ci indeksowania komorek uporzadkowang trojka indeksow okreslajacych po-
szczegoblne kierunki przeptywu) naklada dodatkowe wymagania na organizacje
schematu numerycznego. Z drugiej strony generacja takich siatek jest stosunko-
wo prosta, dzieki czemu siatki niestrukturalne nadaja si¢ szczeg6lnie jako siatki
adaptacyjne przystosowujgce si¢ do lokalnych zmian gradientu parametrow
w przeplywie swobodnym, np. przy zmianie potozenia niestacjonarnej fali ude-
rzeniowej lub przy transporcie Sladu sptywowego w dot przeptywu.

Roézne sposoby generacji siatek obliczeniowych w przestrzeni dwu- i trdj-
wymiarowej w oparciu o metody algebraiczne (zwykle na bazie transformacji
Lagrange’a lub Hermite’a) oraz rozniczkowe (eliptyczne lub hiperboliczne)
mozna znalez¢ w artykule przegladowym Eisemana [387] oraz ksigzkach Knup-
pa i Steinberga [388], Thompsona i in. [389], Liseikina [390], Chmielniaka [35].

Najbardziej warto$ciowy charakter majg wyniki obliczen CFD, ktore okre-
$la si¢ jako ,,niezalezne” od siatki. Sformutowanie powyzsze zawiera skrot my-
slowy, ktory preferuje taki rozmiar i ksztalt siatki, ze dalsze jej zgeszczenie nie
powoduje widocznych zmian w postaci pol parametrow przepltywu i ogdlnych
charakterystyk badanego obiektu, np. sprawnosci stopnia turbinowego. Wyma-
gany poziom zgeszczenia siatki obliczeniowej w obszarze przy$ciennym jest
uzalezniony od przyjetego modelu turbulencji. W przypadku stosowania modelu
turbulencji przys$ciennej nalezy zwrdci¢ uwage, aby podwarstwa lepka zawierata
2+3 oczka, a cala warstwa przyscienna co najmniej 12+16 oczek. Rekomendo-
wana liczba oczek w poprzek §ladu sptywowego to 8+12. Dla utatwienia wy-
chwytu silnych gradientdw parametréw na siatce strukturalnej zaleca sig, aby
wybrana rodzina powierzchni siatki byta mozliwie zblizona do kierunku (ksztat-
tu) fali uderzeniowej lub niecigglosci stycznej. Niezaleznie od spelienia tych
podstawowych wymogoéw odnosnie budowy siatki, pole przeptywu charaktery-
zuje si¢ obecnoscig innych obszarow gradientu parametréow, do ktérych trudno
dopasowac ksztalt i rozmiar siatki, a ktore powinny znalez¢ si¢ w rozwigzaniu.
W zwiazku z tym, konicowe obliczenia nalezy poprzedzi¢ analizg wpltywu wiel-
kosci siatki na wyniki obliczen. Obliczenia wstgpne powinno si¢ wykonywac na
kilku siatkach o znacznie réznigcych si¢ rozmiarach, po czym stosujgc kryterium
minimalizacji kosztéw obliczeniowych, do obliczen nalezy przyja¢ najmniejsza
siatke, ktorej dalsze zgeszczenie nie powoduje zmian ilosciowych uzyskanych
wynikow.

2.8. Weryfikacja na turbinach modelowych i rzeczywistych

Istotnym elementem CFD jest weryfikacja obliczen na obiektach modelowych
i rzeczywistych. Pozwala ona na ocen¢ mozliwosci solweréw przeptywowych,
okreslenie podstaw zgodno$ci lub przyczyn braku zgodnosci wynikoéw obliczen
z eksperymentem. Umozliwia takze sformulowanie najblizszych zadan inspiru-
jacych dalszy rozw¢j CFD. Weryfikacja na materiale eksperymentalnym stanowi
o nadaniu konkretnemu programowi numerycznemu rangi narz¢dzia badawcze-
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go. W Swietle pozytywnej weryfikacji programu na przypadkach testowych,
grupa jego autorow i uzytkownikoéw otrzymuje kredyt zaufania na prowadzenie
badan na materiale nie objetym weryfikacja eksperymentalna, o ile zakres zmian
parametréow nie odbiega znacznie od warunkéw, w ktorych prowadzono
weryfikacje.
Na przestrzeni lat istniato szereg grup wspolnych zainteresowan zajmujg-
cych sie weryfikacja programow obliczeniowych CFD w oparciu o dobrze udo-
kumentowane przypadki testowe z dziedziny maszyn wirnikowych: ERCO-
FTAC Special Interest Group on Turbomachinery [391], APPACET (Assess-
ment of Physical Processes and Code Evaluation for Turbomachinery Flows),
Gregory-Smith i Crossland [392]) oraz QNET—CFD (Thematic Network on
Quality and Trust for Industrial Applications of Computational Fluid Dynamics),
[393]. Do najbardziej popularnych przypadkow testowych nalezaty:
e prostoliniowa palisada wirnikowa Durham (eksperyment i dokumentacja
autorstwa Gregory-Smitha [394]),

e wysoko obcigzona okotodzwigkowa palisada kierownicza VKI (Arts
iin. [395]),

e 1l stopniowa turbina osiowa Aachen (Walraevens i Gallus [396]),

e naddzwigkowy kompresor osiowy NASA ROTOR37 (Reid i Moore
[397)),

e wolnobiezny kompresor promieniowy NASA LSCC (Hathaway i in.
[398]) i inne.

W dalszej czgsci niniejszego podrozdziatu przedstawiono wybrane rezultaty
obliczen palisady Durham, ponadto wykorzystano takze materiatl eksperymen-
talny dostepny w kraju — powietrzng turbing modelowa ITC Lo6dz, Wiechowski
[399,400], oraz 5-stopniowa cze$¢ niskoprezng rzeczywistej turbiny parowej
o mocy 370 MW, Marcinkowski [100]. Celem tej czeSci pracy nie jest szczego-
towa analiza przeptywowa badanych urzadzen, lecz ukazanie poziomu zgodno-
$ci pomiedzy wynikami obliczen 3D a eksperymentem. Szczegdlowa dyskusja
réznych form przeptywu wystepujacych w tych urzadzeniach, np. przeplywow
wtornych i przeciekow nadtopatkowych oraz opis mechanizmdéw generacji strat
zwigzanych z tymi rodzajami przeplywow znajduje si¢ w rozdziatach 11 3.

Prostoliniowa palisada turbinowa Durham

Liniowa palisada powietrzna Durham jest jednym z najbardziej popularnych te-
stow ERCOFTACu w dziedzinie maszyn wirnikowych, nadajagcym si¢ szczego6l-
nie do weryfikacji rozwigzan w obszarze przeptywoéw wtornych. Lopatka tej pa-
lisady wirnikowej typu reakcyjnego ma nast¢pujace wymiary charakterystyczne:
stosunek wysoko$¢ topatki/cieciwa 4/C = 1,79, podziatka/cigciwa p/C = 0,48,
przy czym wysoko$¢ topatki roéwna jest 400 mm. Kat wlotu strumienia do pali-
sady wynosi —43°, kat wylotowy jest rowny 69°. Wylotowa liczba Macha dla tej
palisady wynosi 0,11, liczba Reynoldsa zdefiniowana wzgledem cigciwy osio-
wej (szerokosci palisady) i predkosci wylotowej wynosi 4:10°. Poziom turbulen-
cji wlotowej sigga 5%. Szczegdétowe pomiary cisnienia na topatce wykonano
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w kilku trawersach na réznych wysokosciach topatki. Pole predkosci i ci$nienia
w obszarze przeptywu mierzono w trzech przekrojach potozonych w odleglosci
45% cigciwy osiowej za krawedzig wlotowa (przekroj 5), 3% przed krawedzia
wylotowa (przekroj 8) oraz 28% za krawedzig wylotowg (przekroj 10), Gregory-
Smith [394].

Obliczenia palisady Durham prowadzono w oparciu o program FlowER
z modelem turbulencji Baldwina-Lomaxa oraz k—@ SST Mentera oraz z wyko-
rzystaniem programu Ansys Fluent z modelem naprezen Reynoldsa posiadaja-
cym podstawowe wilasnosci modelu LRR [88]. Obliczenia w programie Flo-
wER wykonywano na siatce typu H, zgeszczonej w poblizu $cianek ograniczen
i topatek oraz w obszarze krawedzi wlotowych i wylotowych, rys. 49. Wyniki
obliczen przedstawione w niniejszej pracy uzyskano na siatce o rozmiarach
600000 objetosci skonczonych (96x88x76 kolejno w kierunku osiowym, pro-
mieniowym i obwodowym). Obliczenia wykonano bez zastosowania funkcji
$cianki. Przyjeto warto$¢ parametru y* (bezwymiarowej odleglosci od $cianki)
na poziomie 2. Sposrod 44 komorek siatki wzdhuz polowy wysokosci kanatu
(przeptyw symetryczny), 38 potozonych bylo na dtugosci 120 mm od S$cianki
ograniczenia w obszarze wplywu przeptywow wtornych. Dla potrzeb dwurdw-
naniowego modelu turbulencji, przyj¢to poziom turbulencji wlotowej rowny 5%
i liniowg skale turbulencji na wlocie réwna 0,09 m, jak w eksperymencie. Obli-
czenia prowadzono dla zadanego spadku ci$nienia. Zastosowano schemat ENO,
z uzyciem zmiennych charakterystycznych. Pdzniejsze obliczenia palisady wy-
konane przy pomocy programu Ansys Fluent prowadzono na siatce typu O-H
przedstawionej na rys. 50. Wykorzystano schemat typu upwind drugiego rzedu
doktadnosci.

Krotka prezentacje poziomu zgodno$ci rezultatéw obliczen z danymi eks-
perymentalnymi rozpoczniemy od wynikdw otrzymanych z pomocg modeli tur-
bulencji opartych na hipotezie Boussinesqa w programie FlowER. Na rys. 51
przedstawiono pordwnanie wspolczynnika ci$nienia statycznego ((po—p)/0,50ve%,
po — ci$nienie wlotowe, p — lokalne ci$nienie statyczne, 0,5pv¢> — wlotowe ci-
$nienie dynamiczne) na stronie cisnacej i ssacej topatki w roznych odlegtosciach
od $cianki ograniczenia, przy czym wybor przekrojow obliczeniowych wynika
z potozenia powierzchni siatki — sg to powierzchnie siatki potozone najblizej
przekrojow pomiarowych. Jak wynika z porownania, obliczenia numeryczne po-
zwalaja na odtworzenie gldownych tendencji zmian ci$nienia statycznego wzdtuz
profili topatki. Obserwuje si¢ pewne rozbieznosci na powierzchni ssacej w czg-
$ci srodkowej profilu w przekrojach potozonych najblizej §cianki ograniczenia —
13,5 mm oraz 23,5 mm od $cianki. Rozbieznosci te wystepuja w obszarze wpty-
wu przeptywow wtornych, cho¢ znikaja juz w kolejnym przekroju w odlegtosci
33,5 mm od $cianki, znajdujgcym si¢ tez w obszarze wptywu przepltywow wtor-
nych. Pewne rozbieznosci pomiedzy wynikami obliczen a warto$ciami pomie-
rzonymi pojawiajg si¢ tez w przedniej czesci profilu w 1/4 wysokosci topatki.
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Rys. 49. Siatka obliczeniowa typu H Rys. 50. Siatka obliczeniowa typu O-H

Na rys. 52 przedstawiono poroéwnanie wektorow przeplywoéw wtornych
(wektorow pola predkosci po odjeciu predkosci sredniej na danej wysokosci ka-
natu) w przekroju 10 potozonym za krawedzig wylotowa topatki, a na rys. 53
pokazano pordéwnanie izolinii ci$nienia catkowitego w tym samym przekroju
otrzymanych eksperymentalnie i w drodze obliczen numerycznych. Wektory po-
la predkosci w programie FlowER drukowane sg nie jako strzalki, ale obiekty
sktadajace si¢ z kropki, tj. punktu zaczepienia wektora oraz odcinka potozonego
zgodnie z kierunkiem wektora o dlugosci proporcjonalnej do wartosci wektora
predkosci. Liczby na rysunkach izolinii ukazuja warto$ci wspotczynnika cisnie-
nia catkowitego odniesionego do cisnienia dynamicznego na wlocie, tj.
(por— p1)/0,5pv0°, gdzie por jest cisnieniem catkowitym na wlocie, a pr — cisnie-
niem catkowitym w przekroju biezacym (tu wylotowym). Zaréwno wektory
przeplywow wtornych, jak i izolinie cisnienia catkowitego wskazuja na obec-
no$¢ trzech wirdow: rozleglego wiru kanatowego, wiru krawedziowego potozo-
nego na rysunku w lewo 1 w gore (w kierunku przekroju podziatowego) od wiru
kanatowego oraz trzeciego wiru naroznikowego polozonego w lewo i w dot (w
kierunku ograniczenia zewngtrznego kanatu) od wiru kanatowego. Z poréwnania
rysunkow wynika, ze centra wiru kanalowego i krawedziowego wyznaczone
numerycznie sg potozone blisko centrow wyznaczonych eksperymentalnie. Wir
kanatlowy w obliczeniach jest bardziej wydtuzony w kierunku promieniowym,
szczegodlnie w obliczeniach przy pomocy modelu Baldwina-Lomaxa, natomiast
w eksperymencie zajmuje znacznie wigkszy obszar w kierunku obwodowym.
W badanej palisadzie centra struktur wirowych zbiegaja si¢ w przyblizeniu z
centrami powierzchniowego rozkladu strat przeplywowych. Izolinie wspotczyn-
nika ci$nienia calkowitego w przekroju 10 wskazuja na obecnos¢ podwdjnego
piku w obszarze wiru kanatowego i krawedziowego, nieznacznie przesunigtego
w obliczeniach w kierunku powierzchni ssgcej i przekroju podziatowego, w po-
roOwnaniu z eksperymentem. Maksymalne wartosci wspotczynnika (spadku)
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Rys. 51. Palisada Durham — poréwnanie pomierzonych i obliczonych (z zastosowaniem
modelu turbulencji Baldwina-Lomaxa) wartosci wspotczynnika ci$nienia statycznego na
profilu topatki w roznych odlegtosciach od $cianki ograniczenia zewngtrznego kanatu

cisnienia catkowitego w obszarze wiru krawedziowego otrzymane z obliczen sg
znacznie zawyzone. Takze zawyzony jest poziom spadku ci$nienia catkowitego
w obszarze przeplywu dwuwymiarowego oraz wiru naroznikowego. Pomimo
widocznych roéznic w ksztalcie izolinii, poréwnanie powierzchniowego rozktadu
wspotczynnika cisnienia calkowitego w przekroju wylotowym wypada jednak
dos¢ pomyslnie.

Na rys. 54 przedstawiono poréwnanie rozktadu wzdhuz wysokosci kanatu
(w masowym usrednieniu obwodowym) kata obwodowego a; i wspotczynnika
ci$nienia catkowitego w przekroju 10. Pomierzony i obliczony $redni kat obwo-
dowy w obszarze przeptywu dwuwymiarowego sg zgodne do 0,3°. Widoczne sg
jednak réznice w rozktadzie kata obwodowego w obszarze wptywu przepltywow
wtornych. W poréwnaniu z eksperymentem, zmniejszenie odchylenia przeptywu
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Rys. 52. Palisada Durham — poréwnanie wektorow przeplywow wtérnych wyznaczo-
nych eksperymentalnie (rys. gérny) i numerycznie z zastosowaniem modeli turbulencji

Baldwina-Lomaxa (rys. lewy dolny) i &~ SST Mentera (rys. prawy dolny)

w palisadzie typowe w obszarze przeptywdéw wtornych od strony przekroju po-
dzialowego jest w obliczeniach niedoszacowane o 2+3°, takze niedoszacowany
jest wzrost kata odchylenia przeptywu od strony ograniczenia zewn¢trznego.

Warto$ci wspotczynnika cisnienia catkowitego w przekroju 10 w obszarze
przeplywu dwuwymiarowego w poblizu $rednicy podziatlowej wyznaczone nu-
merycznie sg wyzsze niz w eksperymencie: BL — 0,148, SST — 0,173, wartos¢
eksperymentalna — 0,095. Zwr6¢my przy tym uwage, ze wartosci wspotczynnika
cisnienia catkowitego wg definicji podanej w materiale eksperymentalnym, czyli
odniesione do ci$nienia dynamicznego na wlocie sa nie reprezentatywne dla po-
ziomu strat przeptywu w palisadzie. Rzeczywiste straty ci$nienia catkowitego
wg definicji z rozdz. 1.2 sa kilkakrotnie mniejsze. Podobnie, odpowiednio
mniejsze sg réznice pomigdzy wartoSciami otrzymanymi z eksperymentu i z ob-
liczen. W obszarze dominacji przeptywdéw wtornych wartosci wspotczynnika
ci$nienia catkowitego sg takze przewaznie zawyzone. Obliczone maksimum
rozktadu wspoétczynnika cisnienia catkowitego jest przesunigte w kierunku sred-
nicy podziatowej. W przypadku modelu Baldwina-Lomaxa potozone jest ono w
1/4 wysokos$ci kanatu, podczas gdy pomierzone lezy w 1/5 wysokosci kanatu.
Maksimum obliczone w modelu /@ SST jest potozone w polowie drogi pomig-
dzy maksimami wspomnianymi powyzej. Usrednione masowo warto$ci wspot-
czynnika ci$nienia catkowitego w obszarze przeptywow wtornych to: ekspery-
ment — 0,085, BL — 0,105, SST - 0,124.
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Rys. 53. Palisada Durham — poréwnanie konturéw ci$nienia catkowitego wyznaczonych
eksperymentalnie (rys. gérny) i numerycznie z zastosowaniem modeli turbulencji
Baldwina-Lomaxa (rys. lewy dolny) i &~@ SST Mentera (rys. prawy dolny).
Dodatkowe liczby na rysunkach ukazujg wartosci wspodtczynnika cisnienia
catkowitego odniesionego do ci$nienia dynamicznego na wlocie [88]

Na rys. 54 przedstawiono takze rozktad wspotczynnika cisnienia catkowite-
go otrzymany z obliczen w modelu naprezen Reynoldsa. Krzywa ta jest potozo-
na najblizej krzywej eksperymentalnej. W obszarze przeptywu dwuwymiarowe-
go wspotezynnik cisnienia catkowitego ma warto$¢ 0,122. Maksimum krzywej
RSM ma wartos$¢ nieco wyzsza niz w przypadku krzywej eksperymentalne;j i jest
nieco przesuni¢te w kierunku ograniczenia, a wartos¢ srednia rozktadu w obsza-
rze przeptywow wtornych wynosi 0,095. Dobrg zgodno$¢ z eksperymentem ob-
serwuje si¢ rowniez w rozkladzie powierzchniowym izolinii ci$nienia catkowi-
tego (tu: nadwyzki ci$nienia catkowitego nad ci$nieniem statycznym na wylocie
z palisady) przedstawionym w kolejnych przekrojach pomiarowych na rys. 55.
Podobnie jak na rys. 53 dodane liczby ukazujg wartosci wspolczynnika cisnienia
catkowitego odniesionego do ci$nienia dynamicznego na wlocie w maksimach
rozktadu powierzchniowego. Warto$ci maksimoéw sg tu bardzo bliskie warto-
Sciom eksperymentalnym i pozostajg nieznacznie przesuni¢te w kierunku ogra-
niczenia zewnetrznego kanatu. Wir kanatowy zajmuje podobna powierzchnie,
jak w eksperymencie.
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Rys. 54. Palisada Durham — poréwnanie pomierzonego i obliczonego rozktadu wzdtuz
wysokosci kanatu kata wylotowego a; 1 wspolczynnika strat ciSnienia catkowitego
(odniesionego do ci$nienia dynamicznego na wlocie) w przekroju wylotowym [88]
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Rys. 55. Palisada Durham — izolinie ci$nienia catkowitego w modelu RSM w kolejnych
przekrojach wzdhuz przeptywu (od lewej do prawej przedstawiono przekroje 5, 8, 10);
liczby na rysunkach ukazuja warto$ci wspotczynnika cisnienia catkowitego
odniesionego do ci$nienia dynamicznego na wlocie [88]

Ten dobry poziom zgodnosci w zakresie rozktadu wspotczynnika cisnienia
catkowitego, ktory stanowi pewng ,,bardziej ogolng” charakterystyke procesu
ekspansji, znajduje uzasadnienie w rozkladach ,,bardziej szczegdtowych” wiel-
kosci charakteryzujacych procesy generacji strat. Na rys. 56—58 dla kolejnych
badanych przekrojow palisady (przekroje oznaczone jako 5, 8 i 10) przedstawio-
no zestawienie pomierzonych wartosci intensywnosci turbulencji w trzech kie-

runkach: wzdtuz przeptywu, w kierunku poprzecznym i wzdhuz wysokosci kana-

hu (Tus'1 2 luy, Tun'm luyg, Tur'l/z /uy) oraz obliczonych warto$ci
sktadowych przekatniowych tensora napr¢zen Reynoldsa w kierunkach odpo-
wiadajacych kierunkom uktadu wspotrzednych (u'_u', v, oww! ). Dodatkowe
liczby na rozktadach numerycznych oznaczajg obliczone warto$ci intensywnosci
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turbulencji odpowiadajgce lokalnie maksymalnym warto$ciom sktadowych ten-
sora naprezen w kierunkach uktadu wspotrzednych. Poroéwnanie rysunkéw nie
jest tatwe. Nalezy po pierwsze zwroci¢ uwage, ze intensywnosci turbulencji od-
niesione sg do predkosci wlotowej, a wartosci izolinii na rozktadach numerycz-
nych odpowiadajg kwadratowi wartosci izolinii na rozktadach doswiadczalnych
po pomnozeniu przez staty czynnik — kwadrat predkosci wlotowej. Po drugie,
przy odchyleniu ptynu w palisadzie przekraczajagcym 110°, porownanie rozkta-
dow eksperymentalnych i numerycznych jest utrudnione z uwagi na inne defini-
cje kierunkow, w ktorych znajdowano wartosci intensywnosci turbulencji.
Przy wylocie z palisady pod katem bliskim 70°, w przekroju 8 tuz przed krawe-
dzig wylotowg i w przekroju 10 na wylocie pierwsza sktadowa pomierzona od-
powiada bardziej drugiej sktadowej obliczonej numerycznie, i odwrotnie. To na
co w pierwszym rzedzie warto zwroci¢ uwage, to obszary dominacji przeply-
wow wtornych, gdzie obserwuje si¢ zblizone wartosci intensywnosci turbulencji
w maksimach rozktadu powierzchniowego i czgsto takze zblizone powierzchnie
zajmowane przez obszary o podniesionym poziomie fluktuacji turbulentnych.
Przemawia to za wlasciwym poziomem produkcji i dysypacji fluktuacji turbu-
lentnych w tych obszarach w metodzie numeryczne;.

Z analizy izolinii intensywnos$ci turbulencji w przekroju 5 zaobserwowac
mozna najwyzszy poziom turbulencji w obszarze formowania si¢ wiru kanato-
wego, podwyzszony poziom turbulencji przy powierzchni ssacej, niski przy po-
wierzchni cisngcej. W przekroju 8 wraz ze wzrostem rozmiarow wiru kanatowe-
g0 wzrasta wyraznie zasigg obszaru podwyzszonego poziomu turbulencji zwia-
zanego z wirem kanatlowym. Dodatkowo nast¢puje znaczny wzrost intensywno-
Sci turbulencji przy powierzchni ssacej, szczegdlnie sktadowej wzdluznej, ale
takze sktadowej poprzecznej i wzdtuz wysokosci topatki. Wzrost ten zwigzany
jest gtéwnie z ekspansja plynu w kanale, lecz takze z rozpoczynajacym si¢ pro-
cesem formowania si¢ wiru krawedziowego. Obserwuje si¢ takze wzrost fluktu-
acji, szczegodlnie sktadowej poprzecznej, przy powierzchni cisngcej. Przekroj 8
lezy bowiem na granicy obszaru ,,zastoju” za krawedzia wylotowa, gdzie nabie-
rajg znaczenia efekty §ladu sptywowego. Mimo niedogodno$ci w poréwnaniu,
mozna stwierdzi¢, ze zgodnos¢ obrazow eksperymentalnych i numerycznych ma
tu charakter co najmniej jakosciowy. W przekroju 10 najwiekszy poziom fluktu-
acji turbulentnych obserwuje si¢ w dalszym ciggu w obszarze wiru kanatowego,
nastgpniec w obszarze wiru krawedziowego i naroznikowego oraz w S$ladzie
dwuwymiarowym [401].
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Rys. 56. Palisada Durham — zestawienie pomierzonych intensywnosci turbulencji (rys. gorne)
i obliczonych warto$ci sktadowych tensora naprezen Reynoldsa (rys. dolne) w przekroju 5.
Dodatkowe liczby na dolnych rysunkach oznaczajg obliczone wartosci intensywnosci turbulencji
odpowiadajace lokalnie maksymalnym wartosciom sktadowych tensora napre¢zen
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Rys. 57. Palisada Durham — zestawienie pomierzonych intensywnosci turbulencji (rys. gorne)
i obliczonych warto$ci sktadowych tensora naprezen Reynoldsa (rys. dolne) w przekroju 8.
Dodatkowe liczby na dolnych rysunkach oznaczaja obliczone warto$ci intensywnosci turbulencji
odpowiadajace lokalnie maksymalnym wartosciom sktadowych tensora napre¢zen
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Rys. 58. Palisada Durham — zestawienie pomierzonych intensywnosci turbulencji (rys. gorne)
i obliczonych wartos$ci sktadowych tensora naprezen Reynoldsa (rys. dolne) w przekroju 10 (wylo-
towym). Dodatkowe liczby na dolnych rysunkach oznaczaja obliczone wartosci intensywnosci
turbulencji odpowiadajace lokalnie maksymalnym warto$ciom sktadowych tensora napre¢zen

Modelowa turbina powietrzna

Rozwazany tu model turbiny badany w Instytucie Techniki Cieplnej (ITC)
w Lodzi, oznaczony jako TK9-TW3, ma geometri¢ typowa dla nisko obcigzo-
nych stopni akcyjnych czesci wysokopreznej turbin parowych. Charakteryzuje
si¢ krotkimi cylindrycznymi topatkami o profilu kierowniczym typu PLK 1 wir-
nikowym typu R2. Wymiary charakterystyczne uktadu topatkowego sg nastepu-
jace: stosunek wysoko$¢ topatki/cigciwa 4/C = 0,73 (kierownica) i 2,20 (wirnik),
podziatka/cieciwa p/C = 0,86 (kierownica) i 0,80 (wirnik), wysokos$¢/srednica
h/D = 0,08 (kierownica i wirnik). Lopatki wirnikowe sa bandazowane. Stopien
posiada zgbkowe uszczelnienia nadbandazowe. Przepltyw przez stopien okreslo-
ny jest przez spadek cisnienia p/po = 0,9 (dolot powietrza ze zbiornika z regu-
lowanym nadci$nieniem, wylot do atmosfery), temperatur¢ wlotowa 320 K.
W warunkach nominalnych $rednia reakcyjno$é wynosi 0,23, masowe natezenie
przepltywu 4,0 kg/s, liczba Macha na wylocie z kierownicy Ma; = 0,4. Badania
eksperymentalne prowadzono w szerokim zakresie obcigzen. Zmieniano wspot-
czynnik predkosci u/cs pomiedzy 0,3 i 0,9 przez zmiang predkosci obrotowej
wirnika (# — predko$¢ wirnika na $rednicy podziatowej, ¢; — predkosc obliczona
na bazie teoretycznego spadku entalpii w stopniu w przeptywie izentropowym),
Wiechowski [399,400].

Obliczenia numeryczne prowadzono dla trzech wartosci u/cs rtGwnych: 0,45,
0,54 (warunki nominalne) i 0,65. Przyjeto jednorodny profil ci$nienia catkowi-
tego 1 temperatury calkowitej oraz niski poziom turbulencji (7 = 1%) na wlocie
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do stopnia. Obliczenia prowadzono na siatce typu H o rozmiarze ok. 1 000 000
objetosci skonczonych (88x76x72 kolejno w kierunku osiowym, promieniowym
i obwodowym w kierownicy oraz 96x76x72 w wirniku), rys. 59. Zgeszczenie
siatki spelnia wymogi zastosowanego modelu turbulencji 4~ SST Mentera
(v"=1+2). Na rysunku siatki w przekroju merydionalnym mozna zauwazy¢ za-
znaczone przy ograniczeniach zewnetrznych kanatu przenikliwe granice obsza-
ru, gdzie zastosowano warunki brzegowe typu zrédlo/upust dla uwzglednienia
oddzialywania przeptywow ubocznych.

Obliczenia prowadzono w dwoch etapach, najpierw z pomini¢ciem prze-
plywow ubocznych (z zamknigtymi szczelinami zrodtowymi 1 upustowymi), na-
stepnie z uwzglgdnieniem przeptywow ubocznych zarowno przy wierzchotku,
jak i przy stopie. W tym drugim etapie obliczenia 3D poprzedzono obliczeniami
w oparciu o program TUR96 [351] dla oszacowania masowych natezen prze-
ptywoéw ubocznych, przy czym korzystano tu z okreslonego spadku cis$nienia
w stopniu oraz przyblizonej geometrii uktadu topatkowego, uszczelnien i kana-
tow przytarczowych. W wyniku tych obliczen otrzymano nastgpujace wartosci:
Gr=1,2% Gi, Gw= Gy = 0,6% G1, ktore przyjeto do obliczen 3D. Ponadto po-
czyniono pewne zatozenia dotyczace kierunku dolotu strumieni przeciekow do
kanatu przeptywu gtdwnego. Mianowicie przyjeto, ze w plaszczyznie merydio-
nalnej dolot strumieni odbywa si¢ w kierunku prostopadtym do szczelin Zrodto-
wych, tzn. pod katem y = —55° przy wierzchotku oraz 75° przy stopie (kat mery-
dionalny mierzony jest tu od osi turbiny w kierunku przeciwnym do obrotu
wskazowek zegara), rys. 60. Zatozono takze, ze kat obwodowy strumienia prze-
cieku nadtopatkowego wynosi o’ = 75° (kat obwodowy &’ mierzony jest od rzu-
tu predkosci na ptaszczyzne merydionalng w kierunku zgodnym z obrotem
wskazowek zegara), rys. 60. Przyjeto tu, ze strumien przecieku nadtopatkowego
nie ulega odchyleniu w ptaszczyznie obwodowej przy przejsciu przez uszczel-
nienie, w zwigzku z czym kat obwodowy strumienia przecieku odpowiada kato-
wi wyplywu strumienia gtownego z kierownicy. Zatozono do$¢ arbitralnie, ze
kat obwodowy strumienia przytarczowego wynosi a’ = 60°. Uwzglgdniono
w tym jednak fakt wptywu obrotu tarczy wirnikowej na kierunek doptywu stru-
mienia przytarczowego.

Na rys. 61 przedstawiono poréwnanie pomierzonych i obliczonych (bez,
a nastgpnie z uwzglednieniem przeptywoéw ubocznych) rozktadow predkosci
osiowej, obwodowej i calkowitej oraz kata obwodowego w uktadzie nierucho-
mym na wylocie z wirnika dla trzech wartosci wspotczynnika predkosci w/cs.
Przekroj referencyjny znajduje si¢ w odlegtosci 135% cieciwy osiowej (wirnika)
za krawedzig wylotowg wirnika. Przekroj ten jest potozony stosunkowo daleko
za uktadem lopatkowym, w zwigzku z czym procesy mieszania réoznych form
przeptywu wygenerowanych w ukladzie lopatkowym sg juz znacznie zaawan-
sowane. Zarowno w eksperymencie, jak i w obliczeniach, piki pochodzace od
przeplywow wtoérnych maja juz bardzo wygtadzony ksztatt, cho¢ ,,poziom wy-
gladzenia” krzywych numerycznych jest tu nieco wyzszy niz rozktadow pomie-
rzonych. W tym przypadku nalezy liczy¢ si¢ z mozliwoscig nadmiernej dysypa-
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tywnosci schematu numerycznego z powodu niewystarczajacego zgeszczenia
siatki obliczeniowej w obszarze przeptywdw wtornych. Niejednorodnosci prze-
plywu zwigzane z wirami kanatlowymi koncentrujg si¢ w badanym wirniku tur-
biny modelowej w odleglosci ok. 20% dtugosci topatki od ograniczen, a zatem
w miejscach, gdzie siatka obliczeniowa jest juz mocno rozrzedzona. Cho¢ po-
roOwnanie wynikow obliczen i pomiaréw jest dalekie od pelnej zgodnosci ilo-
$ciowej, mozna powiedzie¢, ze obliczenia numeryczne pozwalajg na odtworze-
nie glownych tendencji zmian badanych tu parametrow przeptywu. Wyznaczone
numerycznie i pomierzone potozenia pikéw rozktadéw w obszarze przeplywow
wtornych pokrywaja si¢ z doktadno$cia do kilku procent wysokosci kanatu.
Obliczenia bez uwzglednienia strumieni przeptywoéw ubocznych przewaz-
nie prowadza do niedoszacowania wartosci predkosci obwodowej i kata obwo-
dowego w poblizu ograniczen zewngtrznych kanatu, czyli w obszarach wptywu
przeplywow ubocznych. Rzeczywisty wzrost wartosci predkosci obwodowej
i kata obwodowego ma tu miejsce dzigki dodatkowym Zrédtom pedu czynnika
w kierunku obwodowym, jakimi sa nicodwrdcony strumien przecieku nadtopat-
kowego oraz strumien przeptywu przytarczowego ciggniony sitami lepkosci
przez obracajaca si¢ tarcze wirnikowa. Niedoszacowanie predkos$ci obwodowe;j
przy ograniczeniach w obliczeniach bez przeciekéw oraz wzrost tej sktadowe;j
predkosci i kata obwodowego w obliczeniach z przeciekami wida¢ z poréwnania
odpowiednich krzywych na rys. 61. Konfrontacja z eksperymentem wskazuje
jednak, ze przeprowadzone obliczenia z uwzglednieniem przeciekéw nieco za-

Rys. 59. Siatka obliczeniowa w obszarze kie- Rys. 60. angczeni; kifzrunkéw
rownicy 1 wirnika modelowej turbiny ITC w dolo:nu.strumlen} przec1.e'k0w w plas;—
przekroju merydionalnym i obwodowym czyznie merydionalnej i obwodowej
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Rys. 61. Modelowa turbina ITC — porownanie pomierzonych i obliczonych rozktadow
wzdtuz wysokosci kanatu predkosci osiowej, obwodowej i1 catkowitej oraz kata
obwodowego na wylocie z wirnika; u/c=0,45 (kol. lewa), 0,54 (kol. srodkowa)

10,65 (kol. prawa); obliczenia bez przeciekow (BP) i z uwzglgdnieniem przeciekow (P)

wyzajg wartosci predkosci obwodowej w poblizu ograniczen, na co mogg skta-
da¢ si¢ dwie przyczyny — zbyt duze masowe nat¢zenia przeptywdw ubocznych
przyjete do obliczen lub zbyt duze przyjete katy dolotu strumieni przeplywow
ubocznych (75° dla przecieku nadtopatkowego oraz 60° dla strumienia

przytarczowego).

Na rys. 62 przedstawiono poréwnanie pomierzonych i obliczonych spraw-
nosci, reakcyjnosci i $redniego kata wylotowego z turbiny modelowej w bada-
nym zakresie u/c;. Obliczone sprawnosci przeptywu sg nizsze niz pomierzone
o 1+2% (punktu procentowego). Obliczenia przewiduja nieco mniejszy gradient
reakcyjnosci wzdtuz wysokosci kanatu. Réznice wartosci reakcyjnosci przy sto-
pie 1 przy wierzchotku nie przekraczaja 2%. Roznice wartosci $redniej kata wy-
lotowego (w plaszczyznie obwodowej) siegaja 3+7°. Z przedstawionych rezulta-
tow wida¢, ze obliczenia CFD nie sa doskonate. Blad bezwzgledny w oszacowa-
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niu sprawnosci i kata wylotowego jest tu dos¢ wyrazny, jednakze nie jest to btad
przypadkowy. Charakter odchylen od wartos$ci zmierzonych jest podobny w ca-
tym badanym zakresie obcigzen. Mozna zatem na podstawie obliczen z tatwo-
$cig odczyta¢ trendy zmian sprawno$ci przy zmianie obcigzeni, czy tez przy
zmianie geometrii, co jest m.in. podstawg ksztaltowania przestrzennego kanatow
topatkowych. Pozwala to na podnoszenie sprawnosci o przyrosty ponizej 1%
(punktu procentowego) przy mozliwym bezwzglednym bledzie oszacowania
sprawnosci siegajacym 2%.
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Rys. 62. Porownanie pomierzonych i obliczonych sprawnosci, reakcyjnosci
i kata wylotowego ze stopnia turbiny modelowej ITC w badanym zakresie u/cy;
obliczenia z uwzglednieniem przeciekow

Pi¢ciostopniowa czeS$¢ niskopre¢zna turbiny o mocy 370MW
Korzystajac z dostgpnych danych pomiarowych zebranych w czgsci niskoprez-
nej turbiny 370 MW (Marcinkowski [100]) zweryfikowano mozliwosci obliczen
wielostopniowych z wykorzystaniem réznych réwnan stanu czynnika. Badana 5-
stopniowa cze$¢ niskoprezna jest turbing reakcyjng o konstrukcji bebnowej. Po-
siada promieniowy wlot zalopatkowany kierownicami wstgpnymi (zebrami)
i osiowo-promieniowy dyfuzor wylotowy. Kierownice stopni 2+5 oraz wirniki
stopni 1+4 majg bandazowane topatki z typowymi uszczelnieniami zgbkowymi.
Wirnik stopnia 5 (stopnia wylotowego) ma niebandazowane topatki wolnonos$ne.
Za stopniami 3+4 umieszczone sg dwa upusty regeneracyjne. Weryfikacji mode-
lu przeplywu na przykladzie czgséci niskoprgznej turbiny o mocy 370 MW po-
Swiecona jest praca autora [332].

Wyniki pomiaréw na turbinie 370 MW postuzyly do okreslenia warunkow
brzegowych do obliczen 3D dla obcigzenia nominalnego, do zweryfikowania
wynikoéw obliczen w przekrojach polozonych za stopniami 3+5 oraz porownania
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sprawnos$ci. Procedura oszacowania sprawnosci czesci NP turbin na podstawie
danych pomiarowych zostata oméwiona w pracy Gardzilewicza i Marcinkow-
skiego [402] oraz Krzyzanowskiego i Marcinkowskiego [403]. Procedura ta ba-
zuje na: (1) pomiarze rozktadu ci$nienia statycznego i catkowitego oraz tempe-
ratury statycznej i catkowitej na wlocie do czesci niskopreznej i na wylocie z ko-
lejnych stopni turbiny pracujgcych w obszarze pary przegrzanej; (2) pomiarze
rozkladu ci$nienia statycznego i calkowitego na wylocie ze stopni turbiny pracu-
jacych w obszarze pary mokrej oraz pomiarze rozktadu predkosci wylotowej;
(3) obliczeniu strat palisadowych stopni pracujacych w obszarze pary mokrej
w oparciu o solwer metody krzywizny linii pradu (Gardzilewicz i in. [404]).
Ocenia sig, ze przy niepewnosci pomiaru pozycji sondy do 1 mm, ci$nienia do
0,5 mm Hg, temperatury do 0,2+0,5°C, kata obwodowego do 1°, kata merydio-
nalnego do 10°, blad w oszacowaniu sprawnos$ci samego stopnia wylotowego
pracujacego w parze mokrej jest na poziomie A7 = £3%, a calej czesci nisko-
preznej turbiny na poziomie A7 = £1,5+2,0%. Metoda pomiarowa nie odwotuje
si¢ do bezposredniego pomiaru stopnia suchosci.

Organizacja obliczen. Obliczenia prowadzono w oparciu o program Flo-
wER z modelem turbulencji k-@ SST Mentera. W obliczeniach wykorzystano
roOwnanie stanu gazu doskonatego termicznie i niedoskonalego kalorycznie
(260), wykonano takze porownanie z rezultatami obliczen w oparciu o rownanie
stanu gazu doskonatego termicznie i kalorycznie (259). Zastosowano model zro-
dto/upust w odniesieniu do upustow regeneracyjnych i przeciekow nad/pod to-
patkami bandazowanymi. Metoda obliczeniowa i pomiarowa pozwalaja na oce-
ne strat entalpii w poszczegdlnych stopniach turbiny i w catej turbinie. Straty en-
talpii definiuje si¢ tu jako

hex _hex,s ' hex _hex,s +c§x /2
="y &= . , (297)
hin - hex,s h

in hex,s

gdzie &1 & sg odpowiednio (usrednionymi masowo) stratami entalpii bez
i z uwzglednieniem energii wylotowej czynnika, c.. jest predkoscia wylotowa,

h  h, . h oznaczajg kolejno entalpi¢ catkowitg na wlocie, entalpi¢ statyczng

ms""ex vex,s

na wylocie oraz entalpi¢ izentropowa (przy ekspansji do cisnienia wylotowego
w przeplywie izentropowym). W niniejszej czgéci pracy indeksy in oraz ex
oznaczaja odpowiednio warto$ci parametrow na wlocie i wylocie z turbiny, na-
tomiast indeks goérny * oznacza warto$ci catkowite.

Dla oceny poziomu strat w metodzie obliczeniowej, istotne jest wyznacze-
nie  entalpii  izentropowej.  Mozemy ja  zapisaé w  postaci
hoxs =M(PexsTors) = M(Peys Pexs ) » gdzie temperaturg izentropowd Tevs, ewen-

tualnie gestos¢ izentropowa e s, znajdujemy z warunku zerowego przyrostu en-

tropii S(Pey» Loxs) =5( piTo) . Wielkoéci te mozna wyprowadzi¢ w postaci
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wyrazen analitycznych w przypadku modelu gazu doskonatego termicznie i ka-
lorycznie, tj. przy staltych warto$ciach ciepet wlasciwych, oraz jedynie nume-
rycznie (iteracyjnie) w przypadku gazu niedoskonatego kalorycznie, tzn. gdy
wartosci ciepet wtasciwych zmieniajg si¢ w funkcji temperatury.
Zaprezentowane wyniki pochodzg z obliczen na siatce typu H o rozmiarach
4 600 000 objetosci skonczonych — 11 wiencow x 100+120x64x60 oczek (ko-
lejno w kierunku osiowym, promieniowym i obwodowym). Liczba oczek w kie-
runku osiowym jest zalezna od szeroko$ci dyfuzora osiowego lub osiowo-
promieniowego. Siatke zgeszczono w poblizu $cianek ograniczen i topatek oraz
w obszarze krawedzi wlotowych i wylotowych. Podobnie jak w poprzednich ob-
liczeniach przyjeto warto$¢ y* na poziomie 1+2. Obszar obliczeniowy rozciaga
si¢ takze na obszar przecieku nad niebandazowanymi topatkami wirnikowymi
stopnia 5. W trakcie sprawdzania niezalezno$ci wynikoéw od siatki wykonywano
takze obliczenia na siatce o rozmiarach 5 700 000 objgtosci skonczonych, ale
nie stwierdzono zasadniczych zmian w obrazach przeptywu i wartoSciach cha-
rakterystyk poszczegdlnych stopni. Widok obszaru obliczeniowego w przekroju
merydionalnym oraz fragment przekroju obwodowego pokazano na rys. 63. Na
rysunku tym zaznaczono tez miejsca przy ograniczeniach zewnetrznych ponu-
merowane od 1 do 18, gdzie zastosowano warunki brzegowe typu zrodto/upust.

Warunki brzegowe. Warunki brzegowe i inne dane potrzebne do obliczen
przyjeto na podstawie nastepujgcych wartoSci pomiarowych: na wlocie — tempe-
ratura statyczna T;, = 538 K, ci$nienie statyczne pi, = 5,14:10° Pa, entalpia sta-
tyczna hi, = 2992 kJ/kg, stopien suchosci x;» = 1,0; na wylocie — temperatura sta-
tyczna T.. = 316 K, ci$nienie statyczne p.. = 0,086°10° Pa, entalpia statyczna
hex = 2352 kl/kg, stopien suchosci x.x = 0,905. Warunkami brzegowymi dla sol-
wera s3: na wlocie do obszaru obliczeniowego — temperatura catkowita i cis$nie-

*

=539 K, pfn = 5,19-10° Pa; na wylocie — ci$nienie statyczne
Pex=0,086°10° Pa. Warto$ci temperatury i entalpii statycznej na wlocie i wylocie
sg potrzebne do wyznaczenia zaleznosci liniowej dla zmian wartos$ci ciepel wila-

nie catkowite

in

$ciwych w funkcji temperatury. Wartoci ¢,,c!, w réwnaniu (260) znajduje si¢
z uktadu rownan (trzecig niewiadoma jest tu /o):

Pin

1 ;2
hin :chTin +Eclt/Tin + +h0’
in
h,, =c,oT,. + %CéTei 4 Pe yp, (298)

ex

_Cw +c!T, +R

v=in

t
Cvo + CvTin
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Wartosci indywidualnej statej gazowej R i stosunku ciepet wiasciwych x, po-
chodzg z wlotu do turbiny z obszaru pary przegrzanej (R = 452 J/kgK,
Kn = 1,32). Rozwiazanie uktadu rownan (186) daje c.o = 6078 J/kgK,

¢l =-8,67 J/kgK?, ho = 733 kJ/kg. Zatem w zakresie spodziewanych zmian tem-

peratur, ¢, zmienia si¢ od 1413 J/kgK (dla 7 = 538 K) do 3338 J/kgK (dla
T =316 K), ¢, zmienia si¢ od 1865 J/kgK do 3790 J/kgK, podczas gdy stosunek
ciepet wlasciwych x zmienia si¢ od 1,32 do 1,135.
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Rys. 63. 5-stopniowa turbina cze$ci NP — widok siatki obliczeniowe;j
w przekroju merydionalnym oraz fragment przekroju obwodowego [332]

Masowe nat¢zenia przeciekow nad/podiopatkowych potrzebne do realizacji
warunkow brzegowych typu zrédlo/upust pozyskano z obliczen w oparciu
o program TURO96 [351]). Wartosci te, jak rowniez temperatury catkowite dla
szczelin zrodtowych, zebrano w tab. 2. Ponadto przyjeto, ze w plaszczyznie me-
rydionalnej dolot strumieni przeciekow odbywa si¢ pod katem y = —60° przy
wierzchotku oraz y= 60° przy stopie. Przyjeto takze, ze kat obwodowy strumieni
przeciekoéw nadtopatkowych na dolocie do uktadu topatkowego wynosi o’ = 60°
przy zatozeniu, ze kat obwodowy strumienia przecieku nadtopatkowego zmienia
si¢ nieznacznie w uszczelnieniu labiryntowym w poréwnaniu do wylotu z kie-
rownicy. Natomiast kat obwodowy dolotu strumieni przeciekéw podtopatko-
wych okreslono na poziomie 0° zakladajac, ze spodziewanym kierunkiem wylo-
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tu strumienia gtdwnego z wirnika jest kierunek osiowy (przypomnijmy, ze kat
merydionalny y mierzony jest od osi turbiny w kierunku przeciwnym do obrotu
wskazowek zegara, kat obwodowy o’ mierzony jest od rzutu pr¢dkosci na ptasz-
czyzn¢ merydionalng w kierunku zgodnym z obrotem wskazowek zegara). Na
rys. 64 przedstawiono wynikowy rozklad masowego nat¢zenia przeptywu
w uktadzie mi¢gdzylopatkowym wzdtuz turbiny. Natg¢zenie przeptywu na wlocie
jest rowne 104,8 kg/s, a jego zmiany za kolejnymi szczelinami 1+18 wynikaja
z odprowadzenia/powrotu pary do/z uszczelnien nad/pod topatkami oraz z od-
prowadzenia pary do upustéw (zwré6émy uwage, ze nie odjeto masowego nate-
zenia przecieku przez szczeling nad niebandazowana lopatka wirnikowa
stopnia 5).

Szczelina| 1+2 | 3+4 | 5+6 | 7=8 | 9+10 11 [ 12+13 | 14=15| 16 [17+18

Potozeniel W1 | K2 | W2 | K3 | W3 | Ul K4 W4 | U2 | K5

G [kg/s] [£3,31]+2,23] +1,82 [+1,40| +1,10 [-6,00[ +0,51 | +1,11 [-5,50]+0,33

Tor{K] | 538 | 488 | 488 | 435 | 435 — 377 377 — 352

Tab. 2. Parametry zrodet i upustow w 5-stopniowej turbinie [332]
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Rys. 64. Rozktad masowego natezenia przeptywu w uktadzie migdzylopatkowym
wzdtuz turbiny [332]

Wyniki obliczen. Rysunki 65+69 ilustruja proces ekspansji w turbinie.
Z obrazu wektorow predkosci w przekroju merydionalnym przez $rodek kanatu
miedzytopatkowego widaé, ze przeptyw jest regularny dla badanego obcigzenia
nominalnego, rys. 65. Nie obserwuje si¢ obszarow oderwan, przeptyw pozostaje
styczny do ograniczen zewngtrznych poza miejscami oddzialywania przeciekow
nad/podtopatkowych. Szczegoty przeptywu w obszarze przecieku nad topatkami
bandazowanymi stopnia 1 mozna zaobserwowa¢ na rysunku wektoréw pola
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predkosci 1 izolinii ci$nienia catkowitego, rys. 66. Jak wynika z ilustracji odpro-
wadzenie pary do uszczelnienia ma niewielki wptyw na ksztatt pola predkosci
w kanale. Jednakze fakt odessania warstwy przysciennej do szczeliny ma hamu-
jacy wptyw na rozwdj przeptywdéw wtornych, co mozna stwierdzi¢ przez po-
roOwnanie rozlegto$ci centrow strat przeplywoéw wtérnych pochodzacych od
przeciwleglych ograniczen na wykresie izolinii ci$nienia catkowitego. Z kolei
wprowadzenie strumienia przecieku nadtopatkowego do przeptywu gléwnego
jest zrodlem strat mieszania widocznych przy ograniczeniu gornym na wykresie
izolinii ci$nienia catkowitego. Na rys. 67 pokazano izolinie ci$nienia catkowite-
go w obszarze przecieku nad topatka niebandazowang stopnia 5 w dwodch prze-
krojach, potozonych wewnatrz obszaru mi¢dzylopatkowego tuz przed krawedzig
wylotowa 1 w odleglosci 25% cigciwy osiowej za krawedzig wylotowa. Strumien
przecieku opuszcza szczeling nadtopatkowa i pod wpltywem wstecznego gra-
dientu ci$nienia pomig¢dzy powierzchnig ssacg i cisngcg odrywa si¢ od $cianki
ograniczenia zewngtrznego i tworzy struktur¢ wirowa przecieku nadtopatkowe-
go. Na rys. 68 przedstawiono efekt wprowadzenia do przeplywu gléwnego prze-
cieku pod topatka kierownicza stopnia 5. Strefa mieszania nie jest tu rozlegla
z uwagi na matle nat¢zenie strumienia przecieku. Uszczelnienie labiryntowe jest
bowiem polozone znacznie ponizej konturu ograniczenia dolnego. Ponadto
strumien przecieku uzupeia czgsciowo deficyt masowego natezenia przepltywu
w niedocigzonym przy stopie wirniku stopnia wylotowego, pracujacym w wa-
runkach niskiej reakcyjnosci.

Wzdtuz turbiny predkosci przeptywu wzrastaja od zakresu poddzwigkowe-
go do wartosci naddzwickowych w gardtach kanatow stopni 3+5. Na rys. 69 po-
kazano przyktadowo powierzchniowe rozktady liczby Macha w przekrojach na
$rednicy podziatowej stopnia 3 i 5. Srednia liczba Macha za kierownicami stopni
1+3 ma warto$¢ Ma < 0,75, za kierownicg stopnia 5 wynosi Ma = 1,2. Z uwagi
na znaczny gradient reakcyjnosci wzdluz wysokosci kanatu, co pokazano na
rys. 70, liczba Macha sigga lokalnie wartoséci 1,6 przy stopie kierownicy oraz
przy wierzchotku wirnika stopnia 5. Na rys. 70 obok rozktadu reakcyjnosci po-
kazano rozktad wzdtuz wysokosci kanatu strat entalpii z pomini¢gciem energii
wylotowej w kolejnych stopniach 3+5, obliczony w przekrojach potozonych
w odlegtosci 30+40% cieciwy osiowej za krawedzig wylotowa wirnikow. Moz-
na zauwazy¢ wzrost poziomu strat w obszarze przecieku nadtopatkowego (sto-
pien 5), w obszarze przeplywdw wtornych (stopnie 3+5) oraz z powodu przecia-
zenia topatki kierowniczej 1 niedocigzenia topatki wirnikowej przy stopie wyni-
kajacego z niskiej reakcyjnosci (stopnie 4+5).

Porownanie 7 danymi pomiarowymi. W niniejszym podrozdziale przed-
stawiono poréwnanie wynikéw obliczen numerycznych w oparciu o model ze
zmiennymi warto$ciami ciepet wlasciwych (gaz doskonaty termicznie, niedo-
skonaty kalorycznie) z wynikami pomiardéw, jak rowniez z wynikami obliczen
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Rys. 65. Wektory pola predkosci w przekroju merydionalnym,;
K — kierownica, W — wirnik [332]

w oparciu o model statych ciepet wlasciwych (gaz doskonaty termicznie i kalo-
rycznie). Rozpatrywano dwa przypadki gazu doskonalego termicznie oraz kalo-
rycznie: przypadek (A), gdzie indywidualna stata gazowa i stosunek ciepet wia-
sciwych odpowiadajg parametrom pary przegrzanej na wlocie do turbiny —
R =452 J/kgK, k= 1,32 oraz przypadek (B), gdzie indywidualna stata gazowa
jest srednig z wartosci na wlocie i wylocie, natomiast stosunek ciepel wlasci-
wych jest okreslony tak, aby zachowany zostal pomierzony spadek entalpii
w turbinie. Warto$¢ x wyznaczona jest wowczas z zaleznos$ci

by, —h, =—— (&—&j, (299)
) K _1 pin pex

co daje R =436 J/kgK, x=1,21.

W tab. 3 zebrano pomierzone i obliczone cis$nienia, temperatury, entalpie
1 wartosci masowego nat¢zenia przeptywu za kolejnymi stopniami 1+5. Nie ma
praktycznie rozbieznos$ci pomi¢dzy wartosciami cis$nienia za stopniami 3+5
otrzymanymi z pomiarow i obliczen w modelu zmiennych ciepetl wiasciwych.
Réznice sg znacznie wigksze w przypadku obliczen w modelu statych ciepet
wlasciwych. Temperatura obliczona w modelu zmiennych ciepet wlasciwych za



172 Straty przeptywowe w turbinach cieplnych

WIRNIK 1

CISNIENIE CALKOWITE

1+ .3200E+06
3> .3400E+06 g
5> .3600E+06
7> .3B00E+06
9> .4000E+06

11> .4200E+06

13> .4400E+06

Rys. 66. Przeciek nad topatka banda-
zowang wirnika stopnia 1: wektory
pola predkosci w przekroju merydio-
nalnym przez srodek kanatu; izolinie
ci$nienia catkowitego 25% cigciwy
osiowej za krawedzig wylotowa [332]

Rys. 68. Przeciek pod topatka ban-
dazowang kierownicy stopnia 5:
wektory pola predkosci w przekroju

merydionalnym przez srodek

WIRNIK 5

CISNIENIE CAtKOWITE

1+
3
5s
7
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13+

Rys. 67. Przeciek nad fopatka niebandazowana
wirnika stopnia 5: izolinie ci$nienia catkowite-
2o 5% cigciwy osiowej przed krawedzig wylo-
towa (rys. lewy) oraz 25% cigciwy osiowej za
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Rys. 69. Izolinie liczb Macha w stopniu 3 i 5

w przekroju obwodowym na $rednicy
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Rys. 70. Rozktad wzdtuz wysokosci kanatu reakcyjnosci (rys. lewy) i strat entalpii

bez uwzglednienia energii wylotowej (rys. prawy) w stopniu 3, 41 5 [332]
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stopniem 5 odpowiada temperaturze pomierzonej, rozbieznosci do kilkunastu K
pojawiaja si¢ za stopniami 3 i 4. Obliczenia w modelu zmiennych ciepel wtasci-
wych nieco zanizajg spadki temperatury w trzech pierwszych stopniach, a zawy-
zaja w dwoch ostatnich. Z kolei obliczenia w modelu statych ciepet wlasciwych
prowadza do blednego okreslenia temperatury za stopniem 5. Szczegolnie niefi-
zycznym wynikiem jest spadek temperatury za stopniem 5 ponizej 230 K
w przypadku (A). Z drugiej strony wartosci temperatury za stopniem 3 i 4 obli-
czone w modelu statych ciepet wiasciwych w przypadku B zgadzaja si¢ lepiej
z warto$ciami pomierzonymi, niz obliczone w modelu zmiennych ciepet
wlasciwych.

Za Cisnienie statyczne [bar] Temperatura statyczna [K]
stopniem cp, cv const cp, cV exp. cp, cv const cp, ¢V exp.
A B ’ A B ’
var var
1 3,082 | 3,140 | 3,140 - 479,8 496,2 488.,0 -
2 1,770 | 1,838 | 1,850 - 425,8 4553 448.,0 -
3 0,737 | 0,782 | 0,799 | 0,799 | 356,0 397,6 398,1 | 371,2
4 0,305 | 0,334 | 0,350 | 0,349 | 2939 3489 360,8 | 346,4
5 0,080 | 0,080 | 0,083 | 0,083 | 2257 282,0 312,5 | 314,8
Za Entalpia statyczna [kl/kg] Masowe natg¢zenie przeptywu [kg/s]
stopniem cp, cv const cp, cV exp. cp, cv const cp, ¢V exp.
A B ’ A B ’
var var
1 2881 | 2889 2886 - 105,9 105,6 104,7 -
2 2779 | 2786 2786 - 105,8 105,5 104,6 -
3 2660 | 2664 2640 2647 105,7 105,5 104,5 | 107,9
4 2531 | 2521 2517 2531 99,4 99,2 98,0 100,9
5 2412 | 2366 2350 2350 93,7 93,7 92,2 96,0

Tab. 3. Poréwnanie pomierzonych i obliczonych wartosci ci$nienia statycznego,

temperatury statycznej, entalpii statycznej i masowego nat¢zenia przeptywu
za kolejnymi stopniami 1+5 [332]

Sprawno$¢ turbiny [%]
cp. cv const cp, cv var exp.
A B ’
88,5 87,4 85,6 86,0

Tab. 4. Poréwnanie pomierzonych i obliczonych wartosci sprawnosci turbiny [332]

Zaobserwowane roznice w okresleniu pol ci$nienia i temperatur, a takze

rézne sposoby okreslenia entalpii w poszczegdlnych modelach prowadza do
réznic w oszacowaniu spadkow entalpii, mocy i sprawnosci kolejnych stopni
turbiny. Najlepsza zgodno$¢ z wartoSciami pomierzonymi spadkéw entalpii
w stopniach 3+5 otrzymujemy z wynikdéw obliczen w modelu zmiennych ciepet
wlasciwych (entalpia obliczona w modelu zmiennych ciepet wlasciwych za
stopniem 5 jest doktadnie taka sama jak warto§¢ pomierzona). Spadki entalpii
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w poszczegolnych stopniach turbiny sg wyraznie zanizone w modelu statych
ciepel wiasciwych (A), a tylko nieznacznie zanizone w przypadku (B). Wyniki
obliczen w obszarze pary przegrzanej (stopnie 1+3) sa podobne w modelu
zmiennych ciepel wlasciwych 1 w modelu stalych ciepet whasciwych, natomiast
model zmiennych ciepel wlasciwych daje zdecydowanie lepsze wyniki w obsza-
rze pary mokrej (stopien 5).
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Rys. 71. Poréwnanie pomierzonych i obliczonych rozktadow wzdhuz wysokosci kanatu
ci$nienia statycznego i calkowitego (rys. lewe) oraz kata merydionalnego i obwodowego
(rys. prawe) za stopniem 3 (rys. gorne), 4 (rys. srodkowe) i 5 (rys. dolne) [332]

W tab. 4 poréwnano sprawnosci turbiny pomierzone i obliczone w rozwa-
zanych modelach. Straty entalpii w 5-stopniowej turbinie (z uwzglednieniem
energii wylotowej) obliczone w modelu zmiennych ciepet wlasciwych wynosza
14,4%, co daje sprawno$¢ turbiny réwng 85,6%, poréownywalng z wartoscig
otrzymang z pomiaréw (86,0%). Sprawno$ci otrzymane z obliczen w modelu
stalych ciepel wlasciwych sg wyzsze, rozbieznos$¢ z wartoscig pomiarows jest tu
znacznie wigksza. W tab. 3 pordéwnano takze warto$ci masowego nat¢zenia
przeplywu w kolejnych stopniach turbiny otrzymane w poszczegélnych warian-
tach. Niestety najwigksze rozbiezno$ci z wartosciami pomiarowymi wystepuja
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tu w modelu zmiennych ciepet wlasciwych (cho¢ sg one takze widoczne w obli-
czeniach w modelu stalych ciepet wlasciwych). Rozbiezno$ci nie przekraczaja
jednak 4% warto$ci pomierzonych. Najprawdopodobniej przyczyna rozbiezno$ci
tkwi w jednofazowym modelu obliczeniowym przeptywu.

Na rys. 71 przedstawiono poréwnanie pomierzonych i obliczonych w mo-
delu zmiennych ciepet wiasciwych rozktadow wzdtuz wysokosci kanatu cisnie-
nia statycznego i catkowitego oraz kata merydionalnego 7 i obwodowego a» za
stopniami 3+5. Ogdlne tendencje zmian obserwowane w rozktadach pomiaro-
wych cisnienia statycznego i catkowitego sg jako$ciowo dobrze odtworzone
w rezultatach obliczen. Podobnie niezta zgodnos$¢ otrzymujemy pomigdzy po-
mierzonym i obliczonym rozkladem kata obwodowego. Poréwnanie rozkladu
kata w plaszczyznie merydionalnej wydaje si¢ by¢ wypaczone z uwagi na malg
doktadno$¢ pomiaru tego parametru.

2.9. Podsumowanie rozdzialu 2

Przedstawiono model matematyczny przeptywu czynnika lepkiego, $Scisliwego
w kanatach cieplnych maszyn wirnikowych oparty na uktadzie rownan Navier-
Stokesa w usrednieniu Reynoldsa (Favre’a). Omowiono kwesti¢ modelowania
turbulencji jako domknigcia uktadu RANS, wraz z dyskusja zalet i wad przed-
stawionych modeli turbulencji pod katem ich przydatnosci do rozwigzywania
konkretnych zagadnien przeplywowych w dziedzinie cieplnych maszyn wirni-
kowych. Przedstawiono takze w zarysie metod¢ LES oraz wybrane metody hy-
brydowe RANS/LES. Opisano dostgpne rownania stanu czynnika roboczego
w turbinach cieplnych. Przedstawiono zagadnienia zwigzane z rozwigzaniem
numerycznym przeplywu w geometrii turbinowej obejmujace m.in. transforma-
cj¢ uktadu wspotrzednych, warunki brzegowe, dyskretyzacje ukladu réwnan
i obszaru obliczeniowego, a takze warunki periodyczno$ci w przeptywie niesta-
cjonarnym oraz model typu zrodto/upust dla uwzglednienia efektow oddziaty-
wania przeptywow nieszczelnosci ze strumieniem gtoéwnym w obszarze uktadu
lopatkowego.

Ostatnig czes$¢ rozdziatu poswigcono weryfikacji modeli obliczeniowych na
obiektach modelowych i rzeczywistych. I tak na przyktadzie palisady liniowej
Durham pokazano, ze obliczenia w oparciu o modele lepkosci turbulentnej sa
w stanie przewidzie¢ podstawowe cechy przeptywu tréjwymiarowego. Zawyzaja
jednak poziom strat przeptywu w $ladzie sptywowym i w obszarach przeptywow
wtornych. Poprawy jakos$ci rozwigzan i znacznego zblizenia do wynikow pomia-
row mozna oczekiwaé przy uzyciu modelu napr¢zen Reynoldsa, co jednakze
zwigzane jest ze znacznym zwigkszeniem kosztow obliczeniowych.

Okreslono sposob zadawania warunkow brzegowych w modelu Zzro-
dlo/upust. Na przyktadzie modelowej turbiny ITC £6dZ pokazano, ze wyniki ob-
liczen z wykorzystaniem modelu zrédlo/upust dobrze oddajg strukturg przepty-
wu w obszarach w poblizu ograniczen zewn¢trznych kanatu, a obliczone rozkta-
dy parametrow przeptywu wykazujg jakosciowo zblizony charakter do wynikow
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pomiaréw. Co prawda, oszacowania sprawnosci sg obarczone btedem na pozio-
mie 1+2% (punktu procentowego), jednakze kierunek odchylenia od wartosci
zmierzonych jest staty w caltym badanym zakresie obcigzen. Mozna zatem na
podstawie obliczen z tatwoscia odczyta¢ trendy zmian sprawnosci przy zmianie
obcigzenia czy tez przy zmianie geometrii, co stanowi podstawg ksztaltowania
przestrzennego kanalow lopatkowych i innych metod podnoszenia sprawnos$ci
przepltywu.

Okreslono optymalny sposob doboru parametréw modelu gazu doskonatego
termicznie, niedoskonatego kalorycznie, gdzie wartosci ciepel wlasciwych sg li-
niowymi funkcjami temperatury. Na przykladzie 5-stopniowej turbiny NP poka-
zano, ze model ten daje mozliwo$¢ poprawnej oceny rozkladow parametrow
termodynamicznych w wielostopniowych uktadach topatkowych w szerokim
zakresie parametrow obejmujacym obszar pary przegrzanej i mokre;j.



3. Badania numeryczne strat przeplywowych
i sprawnosci turbin

3.1. Rozwdj przepltywow wtornych

Wplyw wzglednej wysokosci lopatki i typu profilu

Z rozktadu strat przeptywu wzdluz wysokosci kanatu w palisadzie prostolinio-
wej Durham przedstawionego na rys. 52 wynika, Ze poziom strat przeptywow
wtornych na jednostke wysoko$ci kanatu moze kilkakrotnie przewyzsza¢ po-
ziom strat profilowych. W przypadku palisady Durham o stosunku wysoko$¢ to-
patki/cigciwa h/C = 1,79, podziatka/cigciwa p/C = 0,85, centra strat przeplywow
wtornych potozone sg z dala od $rednicy podziatlowej. Dla topatek o matej war-
tosci 4/C i/lub duzym odchyleniu przeptywu w palisadzie moze nastgpi¢ interfe-
rencja przeplywoéw wtornych pochodzacych od przeciwlegltych ograniczen,
w wyniku czego w rozkladzie strat wzdhuz wysokoSci powstaje jedno centrum
strat przeplywdow wtornych w poblizu srednicy podzialowej. Nie obserwuje si¢
przy tym wyplaszczonego obszaru strat profilowych (strat przeplywu dwuwy-
miarowego). Pokazuja to badania numeryczne w oparciu o solwer 3D RANS
(FlowER) opublikowane w pracach wtasnych [170,405]. W badaniach tych roz-
wazano palisady kierownicze i wirnikowe stopni akcyjnych (czg$ci wysoko-
preznej turbiny o mocy 200 MW) o lopatkach prostych i profilach z rodziny
PLK i R2. Obliczenia prowadzono dla réznych wartosci Srednicy podziatowe;,
wysokosci i liczby lopatek, podziatki palisady, cigciwy i1 kata ustawienia profilu
oraz kata naptywu strumienia. Wyniki przedstawione na rys. 72+76 oraz opisane
ponizej ukazujag wptyw wysokosci topatki oraz typu profilu na rozwdj przepty-
wow wtornych i poziom strat brzegowych w palisadzie. Skoncentrowano si¢ na
obliczeniach przeptywu przez palisady wykonanych dla trzech wysokosci topat-
ki, mianowicie 2 = 20 mm, 60 mm i 100 mm, przy zachowaniu statych wartosci
pozostatych parametrow geometrycznych, tzn. srednicy — D = 872 mm, cigciwy
profili C =75 mm (kierownica) i 35 mm (wirnik), liczby topatek z = 50 (kierow-
nica) i 118 (wirnik), kata ustawienia ¢ = —44° (kierownica) i 14° (wirnik), oraz
przy nominalnych katach naplywu. Interesujaca nas zmiana 4/C odbywa sig¢
w zakresie 0,27+1,33 (kierownica) i 0,56+2,78 (wirnik). Przyjeto stosunek ci-
$nienia wylotowego do wlotowego w stopniu typowy dla nisko obcigzonych
stopni czgsci wysokopreznej na poziomie pa/po = 0,9 (spadek cis$nienia od 79,08
do 71,16 bar). Liczba Macha za kierownica ksztaltuje si¢ wowczas na poziomie
0,38, za wirnikiem — 0,30.

Na rys. 72 przedstawiono porownanie wektorow pola predkosci przy stopie
i na $rednicy podzialowej w palisadzie kierowniczej i wirnikowej. Ekspansja na
srednicy podzialowej przebiega w sposob regularny. Z kolei przy stopie obser-
wuje si¢ przeptyw regularny w przedniej czesci kanatu, po czym pojawia si¢
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przepltyw poprzeczny. Zasi¢g przeplywu poprzecznego i rozwoj przeplywow
wtornych wyglada inaczej w obszarze badanej palisady kierowniczej 1 wirniko-

wej stopnia akcyjnego (lub o niskiej reakcyjnosci), co jest zwigzane z innym
rozktadem obcigzenia profili obu palisad. Profil PLK nalezy do grupy profili ob-
cigzonych w tylnej czesci (ang. afi-loaded), podczas gdy profil wirnikowy jest
roOwnomiernie obcigzony wzdhuz cigciwy, przy czym palisada wirnikowa charak-
teryzuje si¢ znacznie wigkszym odchyleniem przeptywu niz palisada kierowni-
cza. W przypadku palisady wirnikowej, juz tuz za krawedzig wlotowg rdznica
ci$nien na przeciwleglych powierzchniach topatki znacznie przekracza rdznice
ci$nien pomiedzy krawedzia wlotowa i wylotowa, podczas gdy w palisadzie kie-
rowniczej roznica ci$nien w poprzek kanalu zréwnuje si¢ z rdznicg cisnien
wzdtuz przeptywu dopiero w okolicy potowy dlugosci cieciwy profilu, co poka-
zuje rozklad ci$nienia na lopatkach na $rednicy podzialowej przedstawiony na
rys. 73. W zwigzku z tym w badanej palisadzie wirnikowej elementy ptynu
z warstwy przysciennej zostajg pod wptywem poprzecznego gradientu cisnienia
wczesniej (blizej krawedzi wlotowej) przetransportowane na powierzchni¢ ssg-
cg, co prowadzi do intensyfikacji przeptywow wtornych. Istotna jest tu takze

Rys. 72. Wektory pola predkosci na srednicy podziatowej (rys. lewe) i przy stopie (rys.
prawe) w palisadzie kierowniczej 1 wirnikowej przy wysokosci topatki #=60mm [170].
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Rys. 73. Profil ci$nienia na topatce kierowniczej (rys. lewy)
i wirnikowej (rys. prawy); ~=60mm [170].
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mniejsza odlegtos¢ pomiedzy powierzchnig cisngca 1 ssacg w przypadku topatki
wirnikowej. Na rys. 74 przedstawiono wektory pola predkos$ci przy powierzchni
ssacej w palisadzie kierowniczej i wirnikowej dla dwoch wysokosci topatki
h =20 mm i 100 mm. Z rysunku tego mozna odczyta¢ zasi¢g promieniowy
przeptywow wtornych w poszczegdlnych palisadach. Dla tej samej wysokosci
lopatki, zasi¢g ten jest wigkszy w przypadku palisady wirnikowej. Dla dhugiej
topatki przeptywy wtorne rozwijajg si¢ przy ograniczeniach zewngtrznych z dala
od $rednicy podziatowej. Dla krotkiej topatki przeptywy wtdrne siegajg srednicy
podzialowe;.
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Rys. 74. Wektory pola predkosci przy powierzchni ssgcej w palisadzie kierowniczej
(rys. lewe) i wirnikowej (rys. prawe) o wysokosci topatki # = 20 mm (rys. gorne)
i 100 mm (rys. dolne) [170]

Na rys. 75 1 76 przedstawiono izolinie funkcji entropii (o = p/p*) w prze-
krojach prostopadtych do osi turbiny ustawionych kolejno w dot przeptywu
w kanale palisady kierowniczej 1 wirnikowej dla trzech wysokosci lopatki
h =20 mm, 60 mm i 100 mm. Przekroje obejmujg obszar miedzytopatkowy,
krawedz wylotowa i1 dyfuzor wylotowy oraz ilustruja wzrost entropii wzdtuz
przeplywu i ksztattowanie si¢ centrow strat przeptywow wtornych w zaleznosci
od rodzaju profilu i wysokosci topatki. Wewngtrz kanatu miedzytopatkowego
obserwuje si¢ wzrost rozmiarow wiru kanatowego obejmujacego w swym rdze-
niu elementy pltynu pochodzace z warstwy przysciennej. W przypadku palisad
topatek o wysokosci # = 60 mm i 100 mm wyr6zni¢ mozna obszar strat profilo-
wych oraz dwa lokalne centra strat przeptywdw wtornych. Za krawedzig wylo-
towa szerokos¢ obszaru strat przeptywow wtornych w kierownicach nieznacznie
przekracza szeroko$¢ dwuwymiarowego sladu sptywowego, podczas gdy w pali-
sadzie wirnikowej przeptywy wtorne zajmujg znaczng cz¢s¢ szerokosci kanatu.
W palisadzie topatek krotkich o wysoko$ci 2 = 20 mm nastepuje potaczenie ob-
szaru strat profilowych i przeptywow wtérnych pochodzacych z warstw przy-
sciennych lezacych przy przeciwleglych ograniczeniach z utworzeniem jednego
lokalnego centrum strat. Istotng rdznicg w rozwoju przeptywdéw wtornych po-
miedzy badanymi palisadami kierownicza i wirnikowa dla 2 = 20 mm, ktorg
mozna zaobserwowac na rys. 74+76 jest to, ze w palisadzie wirnikowej wiry ka-
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natowe pochodzace z przeciwleglych ograniczen lgcza si¢ jeszcze w pewnej od-
legtosci przed krawedzia wylotowa, podczas gdy w palisadzie kierowniczej spo-
tykaja si¢ dopiero poza krawedzig wylotowa.

Zaobserwowane zjawiska maja wplyw na przebieg strat entalpii wzdtuz
wysokos$ci kanatu, rys. 77. Przy malejacej wysokosci topatki nastgpuje wzrost
ogblnego poziomu strat przeptywowych z powodu wzrastajacego udziatlu strat
brzegowych, oraz wzrasta poziom wypigtrzenia maksimow rozktadu strat po-
chodzacych od przeplywoéw wtornych, przy czym maksima te wypigtrzajg si¢
coraz dalej od ograniczen zewngtrznych. Ponizej pewnej krytycznej warto$ci
stosunku wysoko$¢/cieciwa obserwuje si¢ jedno maksimum rozktadu strat
w okolicy $rednicy podziatowej, ponadto w rozktadzie strat nie mozna wyr6zni¢
zakresu charakterystycznego dla przeptywu dwuwymiarowego. Nie mozna wiec
wyodrebni¢ straty profilowej z ogoélnego poziomu strat, co poniekad potwierdza
shuszno$¢ rozdziatu korelacji opisujacych straty przeptywow wtérnych dla dhu-
gich i krotkich topatek — wzory (83)—(84). Straty przeptywu, zaréwno profilowe
jak 1 brzegowe, sg wicksze w palisadzie wirnikowej niz w kierowniczej, o czym
decyduje wigksze odchylenie przepltywu w palisadzie wirnikowej 1 obcigzenie
profilu wirnikowego w przedniej jego czesci (relatywnie wigksza réznica cisnien
w przedniej czgéci kanatu dla przeptywu poprzecznego w warstwie przysciennej
przy ograniczeniach zewngtrznych).
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Rys. 75. Izolinie funkcji entropii w trzech kolejnych przekrojach promieniowych
palisady kierowniczej o wysokosci topatki # =20 mm (rys. gorne),
60 mm (rys. srodkowe) i 100 mm (rys. dolne); liczby wskazuja potozenie
przekroju wzgledem krawedzi wylotowej w % cigciwy osiowej [170]
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Rys. 76. Izolinie funkcji entropii w czterech kolejnych przekrojach promieniowych
palisady wirnikowej o wysokosci topatki 2 = 20 mm (rys. lewe gorne),
60 mm (rys. lewe dolne) i 100 mm (rys. prawe); liczby wskazujg potozenie
przekroju wzgledem krawedzi wylotowej w % cigciwy osiowej [170]

Jak juz wspomniano przeptywy wtorne zmieniajg takze rozktad kata odchy-
lenia strumienia w palisadzie, rys. 77 (traktuje si¢, ze palisada wirnikowa lezy
w $ladzie palisady kierowniczej, w zwigzku z czym profil wirnikowy ulega od-
biciu wzglgdem osi prostopadlej do czota palisady i dla tego profilu nastepuje
w obliczeniach zmiana znaku kata wlotowego 1 wylotowego na przeciwny). W
obszarze przeplywdw wtdrnych obserwuje si¢ zmniejszenie odchylenia strumie-
nia od strony $rednicy podziatowej i wzrost odchylenia od strony ograniczen
zewngtrznych. Jak wynika z obliczen, dla badanych lopatek o wysokosci
h =60 mm i 100 mm zmiany kata wylotowego w obszarze wiru kanatowego,
wzgledem tendencji uksztaltowanej przez przeptyw pierScieniowy z dala od
ograniczen, nie przekraczaja 2° w przypadku palisady kierowniczej oraz 4°
w przypadku palisady wirnikowej. Zmiany w rozktadzie sa natomiast znaczne
w przypadku topatek wirnikowych o wysokosci # = 20 mm i mogg przekra-
czac¢ 10°.
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Rys. 77. Rozktad wzdhuz wysokosci kanatu strat entalpii (rys. lewe) i kata wylotowego
(rys. prawe) w palisadzie kierowniczej (rys. gorne) i wirnikowej (rys. dolne);
1-h=20mm;2-Ah=60mm,3—4=100 mm [170]

Znaczenie poziomu odchylenia przeplywu w palisadzie i kie-
runku naplywu strumienia

Istotne znaczenie dla rozwoju przeplywoéw wtornych i poziomu strat brzego-
wych ma poziom odchylenia przeptywu w palisadzie. Oprocz ksztattu profilu, na
poziom odchylenia przeptywu sktadaja si¢ kat ustawienia profilu, gestos¢ pali-
sady 1 kierunek naplywu strumienia. Do pewnego stopnia, badanie gtownych
trendow zmian w obszarze przeptywow wtdérnych przy zmianie odchylenia
strumienia w palisadach profili réznych typoéw jest mozliwe poprzez zmiang
wartosci kata wlotowego, o ile zmiany te odbywajg si¢ w niezbyt szerokim za-
kresie okotonominalnego napltywu. Szczegdlnie duzg wrazliwo$cig na zmiany
kierunku naplywu strumienia charakteryzujg si¢ palisady wirnikowe stopni ak-
cyjnych. Unikalny charakter majg zmiany w przeptywie w sytuacji, kiedy kieru-
nek naplywu staje si¢ wyraznie nienominalny. Ponizej przedstawiono wyniki
badan wilasnych autora dla palisady wirnikowej profili R2 w zakresie okotono-
minalnym oraz palisady kierowniczej PLK i wirnikowej R2 pracujacych w wa-
runkach nienominalnego naptywu. W obliczeniach przyjeto wysokosci lopatki
h = 60 mm, staly kat ustawienia profilu w palisadzie i ten sam spadek ci$nienia
catkowitego w obrgbie poszczegodlnych typoéw palisady. Szczegotowe badania
wptywu wartosci kata wlotowego w zakresie okotonominalnym w palisadzie
wirnikowej prowadzono dla trzech katow naptywu o = 55°, 63°1 70°. Z rys. 78
przedstawiajgcego poroéwnanie izolinii ci$nienia statycznego w kanale wirniko-
wym mozna zaobserwowac, ze wzrost wartosci kata wlotowego powoduje pew-
ne przesunigcie punktu spietrzenia na topatce w glagb powierzchni cisnacej (prze-
suni¢cie naptywu na strong cisnacg), czemu towarzyszy wzrost réznicy cisnienia
pomigdzy strong cisnacg i ssgcg topatki. W rezultacie zmian w przestrzennym
rozkladzie ci$nienia, wzrost warto$ci kata wlotowego powoduje intensyfikacje
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przeplywu poprzecznego w warstwie przysciennej przy ograniczeniach ze-
wnetrznych od $cianki wklgstej do wypuktej, co wida¢ na rys. 79, przedstawia-
jacym porownanie wektoréw pola predkosci przy ograniczeniu zewngtrznym
kanatu badanej palisady wirnikowej. W konsekwencji wzrost wartosci kata wlo-
towego, a tym samym zwigkszenie odchylenia strumienia w palisadzie (przy nie
zmienionej Sredniej wartosci kata wylotowego z palisady wirnikowej wynosza-
cej —69°), prowadzi do wzrostu cyrkulacji i rozmiaréw wiru kanatowego z prze-
sunigciem centrow strat przeptywow wtérnych w kierunku $rednicy podziato-
wej. Fakt ten mozna zauwazy¢ na rys. 80 przedstawiajagcym poroéwnanie wekto-
row pola predkosci przeptywow wtornych (po odjgciu predkosci sredniej na da-
nym promieniu) oraz izolinii ci$nienia catkowitego w przekroju potozonym
w odlegtosci 15% cigciwy osiowej za krawedzia wylotowa palisady. Nastepuje
wzrost poziomu strat profilowych i strat w obszarze mieszania strumienia gtow-
nego z przeptywami wtérnymi; wzrasta tez poziom niejednorodnosci kierunku
wyplywu strumienia przy nie zmienionej wartosci Sredniej rozktadu kata wylo-
towego, co mozna przesledzi¢ na rys. 81. Mimo przyjetego stosunkowo waskie-
go przedzialu zmiennosci kata naplywu, zmiany w przeptywie w badanej palisa-
dzie wirnikowej sg bardzo wyrazne. Dzigki istotnemu wzrostowi strat profilo-
wych i przeptywow wtdérnych, ogdlny poziom strat entalpii w palisadzie w przy-
padku naptywu pod katem 70° jest wyraznie wyzszy. W zwigzku z tym, ten kie-
runek naplywu nalezaloby raczej zaliczy¢ do nienominalnego, cho¢ nie
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Rys. 78. Izolinie ci$nienia statycznego na $rednicy podzialowej palisady wirnikowej

Rys. 79. Wektory pola prgdkosci przy ograniczeniu zewnetrznym kanatu
palisady wirnikowej dla réznych katow okotonominalnego naptywu na palisade
ap = 55°, 63°, 70° (obliczenia bez przecieku) [170]
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Rys. 80. Wektory pola predkosci przeptywow wtornych tuz przed krawedzia wylotowa
oraz izolinie ci$nienia catkowitego 15% cigciwy osiowej za krawedziag wylotowa
palisady wirnikowej dla réznych katow naplywu o = 55°, 63°, 70°
(PS — powierzchnia ssaca, PC — powierzchnia cisnaca) [170]
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Rys. 81. Rozktad strat entalpii (rys. lewy) i kata wylotowego (rys. prawy)
45% cigciwy osiowej za krawedzia wylotowa palisady wirnikowej;
1-a=55,2—-0ay=63%3— =70 (cngr=—69°) [170]

obserwuje si¢ jeszcze typowych efektow zablokowania przeptywu strefg ode-
rwania charakterystycznych dla ,,bardziej nienominalnych” kierunkow naptywu.
Okolonominalny zakres kata naptywu na t¢ palisad¢ mozna okresli¢ jako prze-
dzial o € (55°, 65°).

Przypadek nienominalnego naplywu na powierzchnie¢ ssaca

Podstawowe znaczenie w warunkach nienominalnego naptywu na palisade ma
zjawisko oderwania przepltywu w poblizu krawedzi wlotowej. Oderwanie to po-
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jawia si¢ na stronie cisngcej profilu przy przesunig¢ciu napltywu na strong ssgca,
badZ na stronie ssgcej profilu przy przesuni¢ciu naptywu na strong cisngcg, co
pokazuja przyktadowe izolinie ci$nienia catkowitego na $rednicy podziatowej
palisady kierowniczej i wirnikowej odpowiadajagce warunkom nienominalnego
naplywu przedstawione na rys. 82. Rownie istotne sg zmiany w mechanizmach
formowania si¢ przeptywow wtornych w warunkach nienominalnego naptywu
na palisad¢ w sytuacji przesuni¢cia naptywu na powierzchni¢ ssgca, ktore zosta-
ng pokrdtce omdéwione ponizej.

Szczegbdlowe badania wplywu wartosci kata wlotowego dla przypadku nie-
nominalnego naplywu na wypukla stron¢ topatki prowadzono w zakresie
o € (0°,-30°) w palisadzie wirnikowej oraz ap € (45°, 75°) w palisadzie kie-
rowniczej. Podobnie jak w przedstawionym powyzej przypadku naptywu okoto-
nominalnego kluczowy charakter majg zmiany w przestrzennym rozktadzie ci-
$nienia statycznego w kanatach topatkowych. Na rys. 83 przedstawiono izolinie
ci$nienia statycznego na $rednicy podziatowej oraz wektory pola predkosci przy
ograniczeniu zewnetrznym kanatu badanej palisady wirnikowej i kierowniczej
dla nienominalnego naptywu na stron¢ ssgcg na topatki. W skrajnych przypad-
kach nienominalnego naptywu punkt spietrzenia przesuwa si¢ wzdluz po-
wierzchni wypuktej w glab kanalu na odlegltos¢ nawet do ok. 10% cigciwy.
W przedniej czesci kanalu przeplywowego nastgpuje praktycznie odwrodcenie
roli powierzchni wklestej i wypuktej, tzn. ta pierwsza staje si¢ powierzchnig ni-
skiego cis$nienia, druga powierzchnig wysokiego ci$nienia. Powr6t do sytuacji
typowej dla przeplywu w kanale mi¢dzylopatkowym ma miejsce w czesci Srod-
kowej kanatu. Taki rozktad ci$nienia w kanale decyduje o znacznej modyfikacji
ksztaltu przeptywu poprzecznego w warstwie przysciennej przy ograniczeniach,
a w konsekwencji zmienia obraz przeptywow wtornych. Dla nienominalnych
kierunkéw naplywu na powierzchni¢ wypukta topatki dominujacy charakter mo-
ze mie¢ przeptyw poprzeczny od $cianki wypuktej do wklestej, czyli odwrotnie
niz w przypadku naplywu okolonominalnego. W badanej palisadzie wirnikowej
widoczne sg dwa rodzaje przeplywu poprzecznego: odwrotny przeptyw po-
przeczny od $cianki wypuktej do wklestej, istotny szczegdlnie w przedniej cze-
$ci kanalu oraz typowy przeptyw poprzeczny od $cianki wklestej do wypuktej
nabierajgcy znaczenia w Srodkowej czgsci kanatu. Dla kata natarcia 0° oba ro-
dzaje przeplywow poprzecznych sg zablokowane w srodku kanatu i nie si¢gajg
przeciwlegtej Scianki. Natomiast w badanym kanale kierowniczym dla kata na-
ptywu 75° (takze dla 60°) odwrotny przeplyw poprzeczny praktycznie sigga
przeciwleglej Scianki (wklesltej), a typowy przeptyw poprzeczny od $cianki
wklestej do wypuktej pojawia si¢ dopiero w tylnej czesci kanatu kierowniczego.

Wektory pola predkosci przeptywow wtoérnych w kolejnych przekrojach
miedzy krawedzig wlotowa 1 wylotowa badanej palisady wirnikowej przedsta-
wione na rys. 84 ukazuja réznice w procesie formowania si¢ przeplywoéw wtér-
nych w kanale dla dwdch katow napltywu ap = 0° 1 30°. Jako pierwszy w kanale
pojawia si¢ wir o kierunku rotacji przeciwnym do typowego wiru kanatowego —
odwrotny wir kanalowy. Mozna wnosi¢, ze ta struktura wirowa wywodzi si¢
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Rys. 82. Izolinie ci$nienia catkowitego na $rednicy podziatowej w warunkach
nienominalnego naptywu na powierzchnig ssaca palisady kierowniczej pod katem
an = 60° oraz na powierzchni¢ cisnaca palisady wirnikowej pod katem o = 75°
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Rys. 83. Kontury cis$nienia statycznego na $rednicy podzialowej i wektory pola
predkosci przy ograniczeniu zewngetrznym w przypadku nienominalnego naptywu
na strong ssaca topatki; palisada wirnikowa przy kacie naptywu oo = 0° (rys. goérne),
palisada kierownicza przy kacie naptywu ap = 75° (rys. dolne)

z odwrotnego przeptywu poprzecznego za krawedzia wlotowa, ktory zostaje za-
blokowany w $rodku kanatu i ulega zwinigciu. Mozna takze przypuszczaé, ze
czes$¢ rotacji tego wiru stanowi odnoga ssaca wiru podkowiastego o tym samym
kierunku rotacji. Odwrotny przeptyw poprzeczny odsuwa odnogg ssaca wiru
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podkowiastego od powierzchni wypuklej. W dalszej czgsci kanatu widoczna jest
takze druga struktura wirowa wywodzgca si¢ z typowego przeplywu poprzecz-
nego od $cianki wklgstej do wypuktej — tzn. wir kanalowy. Dla kata naptywu 30°
odwrotny wir kanalowy ulega szybko destabilizacji i w przekroju wylotowym
widoczny jest jedynie wir kanatowy. Jako ze typowy przeptyw poprzeczny od
scianki wklestej do wypuktej siega $cianki wypuklej w obszarze wylotowym dla
tego kata naptywu, wir kanatowy ostatecznie przechodzi z powierzchni wklestej
na wypuklg. Dla kata naptywu 0° obserwujemy dobrze zachowane oba wiry —
wir kanatowy i odwrotny wir kanatowy, przy czym stabszy wir kanatowy pozo-
staje przy powierzchni ssacej, a odwrotny wir kanatlowy zajmuje centralne miej-
sce w kanale przy ograniczeniu. Zmniejszenie wartosci kata wlotowego i prze-
sunigcie naptywu na powierzchni¢ ssgcg w glgb kanatu prowadzi do wzrostu
cyrkulacji i rozmiar6w odwrotnego wiru kanatowego.

W badanych przypadkach nienominalnego naptywu na stron¢ wypukig to-
patki, izolinie ci$nienia catkowitego w przekroju potozonym w odlegtosci 15%
cigciwy osiowej za krawedzig wylotowa palisady wirnikowej przedstawione na
rys. 85 maja inny ksztatt niz w przypadku okotonominalnych wartosci kata na-
pltywu. Ze spadkiem wartosci kata wlotowego $lad sptywowy w przekroju wylo-
towym prostuje si¢ i jest szerszy. Nastepuje znaczny wzrost poziomu strat profi-
lowych i strat przeplywow wtornych w sasiedztwie ograniczen zewnetrznych.
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Rys. 84. Wektory pola predkosci przeptywow wtornych 15% i 45% cigciwy osiowej
za krawedzig wlotowa oraz 5% przed krawedziag wylotowa palisady wirnikowej
dla katow naptywu o = 0° (rys. gorne) oraz 30° (rys. dolne); PS — powierzchnia ssgca
(wypukta), PC — powierzchnia cisngca (wklgsta) [170]
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Rys. 85. Kontury cisnienia catkowitego 15% cigciwy osiowej za krawedzia wylotowa
palisady wirnikowej dla réznych katdow nienominalnego naptywu na palisade
ap =0° 15°, 30° PS — powierzchnia ssgca, PC — powierzchnia cisngca [170]

T420E+07
T440E+07
T460E+07

0.3]

A
=

o
=]

0.2

STRATY ENTALPII
KAT WYLOTOWY [°]
— &
=]

0 1 f
\ — ,*,zﬁf;} N

/
|
|
|

&
=]

0.0

0.8 1.0

.0 0.2 0.4 06 0.8 10 00 0.2 04 06
WYSOKOSC KANALU WYSOKOSC KANALU

Rys. 86. Rozktad strat entalpii (rys. lewy) i kata wylotowego (rys. prawy)
45% cigciwy osiowej za krawedzia wylotowa palisady wirnikowej;
1-a0=0°%2—-0a=15%3—a=30°(a15-=—69°) [170]

Straty poza osig $ladu dla katéw naptywu 0° i 15° zwigzane sg z oddziaty-
waniem wiru kanatowego i odwrotnego wiru kanatowego, a obszar podwyzszo-
nych strat przy ograniczeniach zewnetrznych poza osig sladu wypeia prawie
calg szeroko$¢ kanatu. Wzrost poziomu strat profilowych i strat w sasiedztwie
ograniczen zewngtrznych przy przesuni¢ciu nienominalnego naptywu na strone
ssaca w glab kanalu potwierdza takze rozktad strat wzdtuz wysokosci topatki
przedstawiony na rys. 86. Jednocze$nie maleje poziom niejednorodnosci w roz-
ktadzie kata wylotowego z palisady, rys. 86.

Powyzszy przyktad palisady wirnikowej wskazuje na ztozono$¢ i odmien-
no$¢ charakteru przeptywoéw wtornych w sytuacji nienominalnego naptywu na
powierzchnig ssgca. Sytuacja jest jeszcze bardziej ztozona w badanej palisadzie
kierowniczej w badanym zakresie nienominalnego naptywu, z uwagi na dodat-
kowy efekt, jakim jest oddziatywanie wirdw kanatowych z szeroka strefa ode-
rwania przeptywu przy powierzchni wklestej. Jak wida¢ z rys. 87, przedstawiajg-
cego wektory pola predkosci przeptywow wtornych, oraz rys. 88, przedstawiaja-
cego izolinie ci$nienia catkowitego w przekrojach polozonych w réznej odlegto-
sci wzgledem krawedzi wylotowej palisady kierowniczej, rozwoj odwrotnego wi-
ru kanalowego powoduje ograniczenie zasiggu strefy oderwania przy powierzch-
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ni wklestej topatki w strefie brzegowej. W konsekwencji w obszarze oderwania
pojawia si¢ dodatkowy sktadnik wektora wirowos$ci w kierunku normalnym do
przeplywu (poza wirowoscig w kierunku binormalnym, czyli wzdluz topatki).
Dwa przedstawione warianty przeplywu odpowiadajace katom naplywu oy = 45°
i 75° ro6znig si¢ znacznie szerokoscig strefy oderwania. Obszary podwyzszonych
strat przeptywu cigzg w kierunku ograniczenia dolnego dzigki nieznacznemu
gradientowi cisnienia w tym kierunku, ktory uksztaltowat si¢ w kanale. Jest to
szczegdlnie widoczne dla kata naptywu 75°. Obszary akumulacji strat przeptywu
potwierdzone sg rysunkiem rozktadu strat wzdluz topatki w usrednieniu obwo-
dowym, rys. 89. O ile rezultaty obliczen w obszarach z duzymi strefami recyrku-
lacji moga by¢ obarczone pewnymi blgdami, to przedstawione tendencje zmian
w przeplywie sa jednoznaczne. Warto tez zauwazy¢, ze znaczne zmiany w prze-
strzennym rozkladzie strat przeptywu powodujg niewielkie zmiany w rozktadzie
kata wyplywu strumienia z palisady (rys. 89).
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Rys. 87. Wektory pola predkosci przeplywoédw wtornych 80% i 40% cigciwy osiowe;j
przed krawedzig wylotowg palisady kierowniczej dla dwdch katow napltywu
o =45°175° (PS — powierzchnia ssaca, PC — powierzchnia cisngca)

Sytuacje nienominalnego naptywu, o ktérych tutaj mowiliSmy maja zwykle
miejsce w przypadku pracy uktadu topatkowego w warunkach zmiennego obcia-
zenia. Lokalnie nienominalny naptyw na powierzchni¢ wypukla jest zjawiskiem
typowym w obszarze wptywu przeptywdw ubocznych, szczegdlnie przecieku
nadtopatkowego Iub podlopatkowego. Dotyczy wiegc takze topatek wiencow po-
tozonych w dot przeptywu od miejsca dolotu strumienia przecieku do uktadu
topatkowego, do czego powrdcimy w kolejnym rozdziale.
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Rys. 89. Rozktad strat entalpii (rys. lewy) i kata wylotowego (rys. prawy)
45% cigciwy osiowej za krawedzia wylotowa palisady kierowniczej; 1 — ap = 45°,
2—ap=160°3— =75 (s =78°)

Wplyw rozkladu ciSnienia statycznego i obciazenia palisady

wzdluz wysokosci kanalu
Kolejnymi parametrami majacymi znaczenie dla rozwoju przeplywow wtornych
i poziomu strat brzegowych sg rozktad ci$nienia statycznego i rozktad obcigze-
nia palisady wzdhuz wysokosci kanatlu. Wielkosci te nabieraja szczegodlnego
znaczenia w przypadku topatek ksztattowanych przestrzennie, cho¢ nalezy zau-
wazy¢, ze rozktad ci$nienia nie jest juz jednorodny w odchylajacych palisadach
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pierscieniowych topatek prostych (cylindrycznych). W zwigzku tym obserwuje
si¢ migracj¢ elementow plynu z obszarow o mniejszej energii kinetycznej w kie-
runku gradientu ci$nienia. Dotyczy to zar6wno warstw przysciennych na profilu
(szczegoblnie w tylnej czesci przy powierzchni ssacej, gdzie warstwa przyscienna
jest najgrubsza), sladow sptywowych, jak 1 wirowosci z obszaru przeplywow
wtornych. W typowych pier§cieniowych palisadach stacjonarnych (bez szczelin
nad/podtopatkowych) obserwuje si¢ wiekszy poziom strat brzegowych przy sto-
pie niz przy wierzchotku. Z kolei w wiencach obracajacych si¢, zwykle odbywa
si¢ migracja elementow plynu w obszarach przeptywdéw wtornych w kierunku
wierzchotka pod wptywem sity odsrodkowej. Dochodza do tego efekty zwigzane
z przeciekiem nadtopatkowym, do czego powrdcimy w nastgpnym podrozdziale.

W pracy [406] opisano efekty kilku sposobdw ksztaltowania przestrzenne-
go topatki kierowniczej na przeplyw w stopniu turbinowym czesci wysokoprez-
nej. W niniejszej pracy rozwazany jest tylko przypadek ksztattowania szablowe-
go, pokazany na rys. 90, gdzie modyfikowana topatka kierownicza ma profile
przy stopie i wierzchotku przesunigte w pewien nieliniowy sposoéb w kierunku
obwodowym przeciwnie do obrotu wirnika. Powierzchnia cisngca takiej topatki
kierowniczej ksztaltowanej szablowo tworzy kat ostry z ograniczeniami ze-
wnetrznymi. Badania prowadzono dla niskoobcigzonego stopnia akcyjnego cze-
$ci wysokopreznej turbiny o mocy 200 MW o profilach topatkowych z rodziny
PLK i R2, przy stosunku wysokos¢ topatki/cigciwa 4/C = 0,75 (kierownica) i 1,3
(wirnik), spadku ci$nienia od 79,08 do 71,16 bar oraz liczbie Macha na wylocie
z kierownicy Ma; = 0,4.

Jak wynika z rys. 91 przedstawiajagcego zmiany ci$nienia, predkosci i kata
obwodowego wzdtuz wysokosci kanatlu, nastepuje znaczna zmiana rozktadu pa-
rametrow przeplywu pomigdzy stopniem oryginalnym z topatkami kierowni-
czymi prostymi i stopniem z topatkami szablowymi. Dotyczy to zarowno obsza-
ru kierownicy, jak i w wirnika, ktory nie podlega modyfikacjom geometrycz-
nym. Wzrost ci$nienia statycznego przy ograniczeniach zewngtrznych w kanale
kierowniczym z lopatkami szablowymi powoduje spadek predkosci przeptywu
w kierownicy przy ograniczeniach i redukcje strat w warstwie przy$ciennej przy
ograniczeniach. Ponadto pod wplywem dodatkowego gradientu ci$nienia w kie-
runku promieniowym nastepuje wzmozony transport elementow pltynu w war-
stwie przySciennej przy profilu oraz tworzacych wir kanalowy w kierunku sred-
nicy podzialowej objawiajacy si¢ wzrostem grubosci §ladu w przekrojach $red-
nich. Efekty te mozna zaobserwowac na rys. 92 przedstawiajacym izolinie funk-
cji entropii w przekrojach potozonych za krawedziami wylotowymi wiencow
stopnia oryginalnego i modyfikowanego. W poréwnaniu do geometrii wyjscio-
wej cigzar strat w kierownicy przenosi si¢ w kierunku $rednicy podzialowej, ma-
leje poziom strat w poblizu ograniczen zewngtrznych kanatu. Kat odchylenia
przeplywu w przekrojach $rednich ro$nie, a zmniejsza si¢ przy ograniczeniach
zewnetrznych kanatu, co pokazuje rys. 91.
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Rys. 90. Lopatka kierownicza prosta i szablowa [406]
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Rys. 91. Rozktad promieniowy ci$nienia statycznego (rys. gorne), predkosci
(rys. srodkowe) i kata obwodowego (rys. dolne) w uktadzie wzglgdnym w kierownicy
5% cigciwy osiowej przed krawedzig wylotowa (rys. lewe) oraz w wirniku 5% cigciwy
osiowej przed krawedzia wylotowa (rys. prawe); stopien z lopatkami kierowniczymi
prostymi (1), stopien z topatkami kierowniczymi szablowymi (2) [406]

Przy zmianie rozktadu ci$nienia wzdtuz wysokos$ci kanatu na wylocie z kie-
rownicy nastgpuje redystrybucja obcigzenia nie modyfikowanej topatki wirni-
kowej wzdtuz wysokosci kanalu. Nastgpuje wzrost predkosci w wirniku przy
ograniczeniach zewne¢trznych, rys. 91, co moze prowadzi¢ do wzrostu strat
w warstwie przyS$ciennej przy ograniczeniach zewnetrznych. Wyraznie jednak
zmniejsza si¢ zasigg promieniowy przeptywow wtornych, co mozna zaobserwo-
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Rys. 92. Kontury funkcji entropii za kierownica (10% cigciwy osiowej za krawedzig wy-
lotowa) i1 za wirnikiem (przy krawedzi wylotowej); stopien z topatkami kierowniczymi
prostymi (rys. lewe), stopien z topatkami kierowniczymi szablowymi (rys. prawe) [406]
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Rys. 93. Wektory pola predkosci przy powierzchni ssacej w wirniku;
stopien z lopatkami kierowniczymi prostymi (rys. lewy), stopien
z topatkami kierowniczymi szablowymi (rys. prawy) [406]
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Rys. 94. Rozktad wzdtuz wysokosci kanatu strat entalpii w kierownicy (rys. gorny)
i wirniku (rys. dolny); stopien z topatkami kierowniczymi prostymi (1),
stopien z topatkami kierowniczymi szablowymi (2) [406]

waé z rysunku wektorow pola predkosci przy powierzchni ssgcej w wirniku,
rys. 93. W zwigzku z tym centra strat przeptywdw wtornych w wirniku pozosta-
ja blizej ograniczen, co pokazano na konturach funkcji entropii w przekroju wy-
lotowym wirnika, rys. 92, oraz na rozkltadzie strat entalpii wzdhuz wysokosci ka-
natu, rys. 94. Obserwuje si¢ takze zmian¢ rozktadu kata wylotowego z palisady
wirnikowej w obszarze przeptywow wtornych, rys. 91. Efekt sumaryczny w po-
staci przyrostu lub utraty sprawnosci jest zalezny od geometrii wyjsciowej, za-
stosowanego ksztattu modyfikujgcego i parametréw pracy stopnia.
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Redukcja intensywnosci przeptywow wtdrnych jest jednym z podstawo-
wych kierunkow podnoszenia sprawnosci przeptywowej uktadéw topatkowych.
Nalezy jednak zwréci¢ uwagg, ze w ukladach topatkowych z chtodzeniem pozy-
tywnym efektem obecno$ci przeptywdéw wtornych jest wzrost intensywnosci
wymiany ciepla w ich obszarze.

3.2. Efekty przecieku nadlopatkowego

Numeryczne modelowanie przeplywu 3D w uktadzie topatkowym turbiny daje
duze mozliwos$ci okreslenia poziomu strat oraz zbadania osobliwosci przeptywu
w obszarze przecieku nadtopatkowego i oddziatywania wiru przecieku nadto-
patkowego z wirem kanatowym. W badaniach przecieku nadlopatkowego pro-
wadzonych przez autora za pomocg programu FlowER rozwazano stopien ak-
cyjny czesci $redniopreznej turbiny oraz pojedyncza palisadg wirnikowg czesci
wysokopreznej [407]. Stopien SP charakteryzuje si¢ prostymi (cylindrycznymi)
topatkami kierowniczymi o profilu N3 i topatkami wirnikowymi wolnono$nymi
o profilu R2 o wysokosci 100 mm przy stosunku wysokos$¢ topatki/cieciwa
h/C=0,97 (kierownica) 1 2,88 (wirnik), oraz stosunku podziatka/cigciwa
p/C = 0,68 (kierownica) i 0,79 (wirnik). Przyjeto stosunek ci$nienia wylotowego
do wlotowego dla grupy dwoch stopni na poziomie 0,70 (spadek cis$nienia od 4,3
do 3,0 bar), temperatur¢ wlotowg — 152°C. Liczba Macha za kierownica ksztat-
tuje si¢ wowczas na poziomie Ma = 0,7, a za wirnikiem Ma = 0,5. Badania pro-
wadzono dla réznych rozmiaréw szczeliny nadtopatkowej od 1% do 3% wyso-
kosci kanatu z uwzglednieniem wzajemnego ruchu opatek wirnikowych i ogra-
niczenia zewnetrznego. Z kolei badana pojedyncza palisada wirnikowa czesci
WP charakteryzuje si¢ prostymi topatkami wolnonosnymi o profilu R2 i wyso-
kosci 60 mm oraz parametrami 4/C = 2,00 i p/C = 0,75. Obliczenia tej palisady
wykonano w szerokim zakresie kata ustawienia profilu, kierunku naptywu
(obejmujgcego zardéwno nominalne, jak i nienominalne warunki naptywu) oraz
w szerokim zakresie warunkow termodynamicznych pracy palisady charaktery-
stycznych dla stopni cze$ci wysokopreznej, a zmienianych poprzez zmiang ci-
$nienia wylotowego. W badanym zakresie liczba Macha ksztaltowata si¢ na po-
ziomie 0,2+0,6. Badania te prowadzono takze dla ré6znych rozmiaréw szczeliny
nadtopatkowej z uwzglednieniem wzajemnego ruchu topatek wirnikowych
1 ograniczenia.

Obszarem akumulacji strat przecieku nadlopatkowego jest obszar potozony
w poblizu ograniczenia zewn¢trznego. Maksymalna warto$¢ powierzchniowego
rozkladu strat potozona jest w obrebie wiru przecieku nadtopatkowego i pokry-
wa si¢ z miejscem najwyzszych naprezen w ptynie. Na rys. 95 przedstawiono
rozktad wzdtuz wysokosci kanatu strat entalpii w wirniku 1 stopniu czesci $red-
niopr¢znej dla trzech rozmiardéw szczeliny nadlopatkowej. Straty te obliczono
w przekroju potozonym w odlegtosci 40% cieciwy osiowej wirnika za krawe-
dzig wylotowa wirnika pierwszego stopnia. Typowy rozktad strat charakteryzuje
si¢ wysokim pikiem w sasiedztwie ograniczenia zewnetrznego. Dysypacja tego
piku przewaznie nie jest mozliwa w obszarze szczeliny migdzystopniowej przed
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Rys. 95. Rozktad wzdtuz wysokosci kanatu strat entalpii w wirniku i w stopniu czg¢sci SP
40% cigciwy osiowej wirnika za krawedziag wylotowa wirnika stopnia SP dla trzech
rozmiaréw szczeliny nadlopatkowej [407]
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Rys. 96. Rozktad wzdtuz wysokosci kanatu predkosci przeptywu i kata w plaszczyznie

obwodowej w uktadzie wzglednym i bezwzglednym 40% cigciwy osiowej wirnika za

krawedzig wylotowa wirnika stopnia SP dla trzech rozmiar6w szczeliny nadtopatkowe;j
[407]

wlotem do kolejnego stopnia. Obecnos¢ przecicku nadtopatkowego prowadzi
zatem do niejednorodnosci w rozkladzie predkosci i kata wylotowego wzdtuz
wysokosci topatki. W obszarze wplywu wiru przecieku nadtopatkowego pred-
kos$¢ w uktadzie wzglednym jest przewaznie znacznie mniejsza niz w obszarze
przeptywu gldwnego, przeciwnie za$ w uktadzie bezwzglednym. Strumien prze-
cieku doznaje w szczelinie nadlopatkowej odchylenia w kierunku przeciwnym
do odchylenia strumienia gtdwnego. W przekroju wylotowym usredniony ob-
wodowo kat wyptywu strumienia przecieku w uktadzie bezwzglednym odbiega
znacznie od kierunku osiowego. Na rys. 96 przedstawiono rozktady wzdtuz wy-
sokosci kanatu predkosci przeptywu i kata obwodowego za stopniem czeSci
sredniopreznej dla trzech rozmiarow szczeliny nadtopatkowej. Rozktady powyz-
sze wyznaczono w uktadzie wzglednym i bezwzglednym w przekroju potozo-
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nym w odleglosci 40% cigciwy osiowej wirnika za jego krawedziag wylotowa.
W przekroju tym predkos¢ w uktadzie bezwzglednym w obszarze strumienia
przecieku jest o ponad 100 m/s wyzsza niz na $rednicy podziatowej, a roznice w
kierunku przeplywu siggajg 60°, zaleznie od rozmiaru szczeliny. Posta¢ rozktadu
zalezy oczywiscie od polozenia przekroju referencyjnego za krawedzig wyloto-
wa 1 podlega ewolucji w dot przeptywu w wyniku dziatania proceséw dysypa-
cyjnych. Straty przeplywu w kierownicy nastgpnego stopnia w obszarze wptywu
przecieku nadtopatkowego omowione zostang w podrozdziale 3.4.

Wplyw szerokosci szczeliny
Wektory pola predkosci przeptywdw wtornych w przekroju potozonym w odle-
glosci 25% cieciwy osiowej za krawedzig wylotowa, przedstawione na rys. 97,
wskazujg na wyrazng obecnos¢ struktur wirowych pochodzacych od wiru prze-
cieku nadlopatkowego i wiru kanalowego. Wzajemne relacje pomigdzy rozmia-
rami i intensywno$ciami obu struktur wirowych s3 tu uzaleznione od rozmiaru
szczeliny nadlopatkowej. W catym badanym zakresie szeroko$ci szczeliny
nadtopatkowej, wir kanatlowy pozostaje w bliskim sgsiedztwie ograniczenia ze-
wnetrznego kanatu, natomiast centrum wiru przecieku nadlopatkowego przesu-
nigte jest w kierunku $rednicy podziatowej. Rozmiary wiru przecieku nadtopat-
kowego sg tu wigksze niz wiru kanatowego. Jak wynika z ksztattu izolinii ci-
$nienia catkowitego w przekroju na krawedzi wylotowej i w odlegtosci 25% cig-
ciwy osiowej za krawedzia wylotowa, przedstawionych na rys. 98, wraz ze
wzrostem rozmiaru szczeliny nastepuje wyrazny wzrost intensywnosci wiru
przecieku nadtopatkowego oraz nieznaczna redukcja intensywnos$ci wiru kana-
towego. Mata intensywno$¢ wiru kanatowego w poréwnaniu do analogicznego
wiru przy przeciwleglym ograniczeniu wynika cze§ciowo z faktu, ze przy malej
szerokos$ci szczeliny znaczna czg$¢ ptynu pochodzacego z warstwy przysciennej
zostaje porwana przez przeciek i zwinigta w strukture wiru przecieku nadlopat-
kowego, natomiast przy wigkszej szerokosci szczeliny uczestniczy w rotacji z
ograniczeniem ponad strumieniem przecieku (w ukladzie zwigzanym z topatka-
mi). Wplyw szerokos$ci szczeliny nadtopatkowej na strukture przeptywu w ukta-
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Rys. 97. Stopien turbiny czes$ci SP. Wektory pola predkosci przeptywow
wtornych 25% cieciwy osiowej za krawedzig wylotowa wirnika
dla r6znych rozmiaréw szczeliny nadtopatkowej [407]
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Rys. 98. Stopien turbiny czgséci SP. Izolinie ci$nienia catkowitego na krawedzi
wylotowej (rys. gorne) i 25% cieciwy osiowej za krawedzig wylotowa
wirnika (rys. dolne) dla r6znych rozmiaréw szczeliny [407]

dzie topatkowym jest takze przedmiotem prac Krishnababu i in. [408] oraz Yoo-
naiin. [409].

Wplyw odchylenia przeplywu w palisadzie
Obraz oddzialywania wiru przecieku nadlopatkowego i kanatowego nie jest jed-
nolity 1 poza rozmiarem szczeliny zalezy takze od odchylenia przeptywu w pali-
sadzie. W sytuacji relatywnie mniejszego odchylenia przeptywu w palisadzie
wirnikowej czesci WP turbiny (kat ustawienia profilu —13°, kat wlotowy 63°,
wylotowy —63°) i niskiego obcigzenia (Ma; = 0,2), pokazanej na rys. 99, obser-
wuje si¢ szybka dezintegracje struktury wirowej wiru kanatlowego nastgpujaca
w wyniku oddziatywania silniejszej struktury wiru przecieku nadtopatkowego
z jednej strony, a z drugiej strony w rezultacie oddziatywania ruchomego ogra-
niczenia zewngtrznego. Wir kanalowy mozna wyodrebni¢ wewnatrz kanatu
miedzytopatkowego jako strukture o kierunku rotacji przeciwnym do rotacji wi-
ru przecieku nadtopatkowego. Nie obserwuje si¢ natomiast obecno$ci wiru kana-
towego na krawedzi wylotowej wirnika 1 w dot przeptywu od niej, ani na rysun-
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ku wektoréw pola predkosci, ani na rysunku przedstawiajagcym kontury ci$nienia
catkowitego. Zgota odmiennie wyglada oddzialywanie wiru przecieku nadtopat-
kowego 1 wiru kanatowego w sytuacji wigkszego odchylenia przeptywu w pali-
sadzie (kat ustawienia —18°, kat wlotowy 75°, wylotowy —72°) i wyzszego ob-
cigzenia (Ma; = 0,4) zaprezentowanej na rys. 100. W tej sytuacji obserwuje si¢
wzrost roli przeptywu poprzecznego w strefie brzegowej przy ograniczeniu ze-
wnetrznym. Zwinigeie si¢ wiru kanalowego nastepuje jeszcze zanim przeciek
nadlopatkowy opuszcza szczeling nadtopatkowa. Przesunigcie rozlegltego wiru
kanatowego w kierunku $rednicy podziatowej uwalnia przeciek nadlopatkowy,
ktéry sam podlega zwinigciu w strukture wirowa i blokuje dalszy przeptyw po-
przeczny nowo uformowanej warstwy przysciennej. Z ksztattu wektoréw pola
predkosci w przekroju przy krawedzi wylotowej wynika, ze nastgpuje powtorne
zwinigcie si¢ zablokowanego przeptywu poprzecznego ponad wirem przecieku
nadtopatkowego z utworzeniem kolejnego wiru kanatowego o malej intensyw-
nosci, w porownaniu z wezesniej uformowanymi strukturami wirowymi.

Na rys. 101 przedstawiono poroéwnanie izolinii ci$nienia catkowitego przy
krawegdzi wylotowej palisady wirnikowej czesci WP turbiny dla réznych warto-
$ci kata naptywu strumienia na topatke w zakresie od 44° do 74°. Obliczenia
wykonano z uwzglednieniem wzajemnego ruchu topatki i ograniczenia, przyj-
mujac staty spadek ci$nienia catkowitego w palisadzie. W zwigzku z tym nie-
znacznym zmianom ulegata liczba Macha na wylocie z palisady (od 0,15 dla
o= 74° do 0,2 dla o = 44°) i warto$¢ kata wylotowego (od a1 =—-62,5° dla
o= 74° do o = —63,5° dla ap = 44°). W przedstawionej sytuacji powierzchnio-
wy obraz strat przecieku nadlopatkowego nie podlega az tak istotnym przeobra-
zeniom wraz ze zmiang kata naptywu, jakim podlegajg zmiany w poziomie strat
profilowych i wtornych (zmiany kata naptywu odbywajg si¢ w waskim przedzia-
le wokot kierunku nominalnego, gdzie jeszcze nie obserwuje si¢ efektow nieno-
minalnego naptywu). Wplyw obcigzenia topatki na obraz przecieku nadtopatko-
wego 1 przeptywow wtornych jest takze przedmiotem pracy Palafoxa i in. [410]
oraz Huanga i in. [411].

CISNIENIE
CALKOWITE

6920E+07
6960E+07
T000E+07
T04DE+IT
T0R0E+07
7120E+07
Egl TLE0E+07

T200E+07

wir przecieku
nadiopatkowego

wir kanatowy ...,

T240E+07
T2R0E+07

T320E+07
. T3E0E+IT
T400E+07

Rys. 99. Palisada wirnikowa cze¢sci WP turbiny. Wektory pola predkosci przeptywow
wtornych 15% cigciwy osiowej przed i za krawedzia wylotowa oraz kontury ci$nienia
catkowitego na krawedzi wylotowej; szczelina 2%, Ma; = 0,2, ao= 63°, on =—63°[407]
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Rys. 100. Palisada wirnikowa czg¢sci WP turbiny. Wektory pola predkosci
przeptywow wtornych oraz kontury cisnienia catkowitego 60% 1 15% cigciwy
osiowej przed krawedzia wylotowa wirnika oraz na krawedzi wylotowej (0%);

rozmiar szczeliny — 2%, Ma; = 0,4, avo=75°, a1 =—-72°[407]
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Rys. 101. Palisada wirnikowa czesci WP turbiny. Kontury ci$nienia catkowitego na kra-
wedzi wylotowej wirnika dla roznych wartosci kata naptywu na profil;
0= 0,024, Ma, = 0,15+0,2, a1 € (—63,5°, —62,5°) [407]

Wzgledny ruch lopatki i ograniczenia zewnetrznego kanatu

Znaczaca role w procesie formowania si¢ przecieku nadtopatkowego odgrywa
wzgledny ruch topatki i ograniczenia zewn¢trznego kanatu. Zagadnieniu temu
poswigcaja uwage Yaras i Sjolander [124] oraz Yaras i in. [128], badajac wptyw
ruchu ograniczenia zewngtrznego kanalu w zakresie predkosci od 0 do 100%
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EES (ang. engine equivalent speed), czyli do 100% predkosci odpowiadajace;j
nominalnej predkosci obrotu topatki w przekroju wierzchotkowym. W rezultacie
tych badan stwierdza si¢, ze wzrost predkosci wzglednej ograniczenia zewngtrz-
nego powoduje istotne zmniejszenie masowego natezenia przecieku i redukcje
intensywnosci wiru przecieku nadlopatkowego. Za takg tendencja zmian kryja
si¢ dwa mechanizmy. Po pierwsze, obserwuje si¢ wzrost napr¢zen pomiedzy
strumieniem przecieku 1 wzglednie ruchomym ograniczeniem zewnetrznym
o kierunku ruchu przeciwnym do kierunku strumienia przecieku. Po drugie, w
warunkach wzglednego ruchu ograniczenia zewnetrznego i topatek wirnikowych
nastepuje wzrost ci$nienia statycznego na wylocie ze szczeliny nadtopatkowe;,
czyli zmniejszenie roznicy ci$nien pomig¢dzy obszarami wysokiego i niskiego
ci$nienia w przekroju szczeliny, bedacej motorem napgdowym przecieku nadto-
patkowego. Efekty te opisano takze w pracach Krishnababu i in. [412], Yanga
iin. [413], Acharyi i in.[414]. W przypadku naddzwickowym, w warunkach za-
dtawienia przeptywu, rdéznica cisnien nie ma wptywu na wielko$¢ przecieku
nadtopatkowego, Wheeler i in. [415].

Porownanie rozkladu ci$nienia w kanale topatkowym i w szczelinie nadto-
patkowej zobrazowano na rys. 102, ilustrujacym wyniki badan wtasnych autora.
Dla przypadku szczeliny nadlopatkowej o rozmiarach 2% wysokosci kanatu do-
konano takze poréwnania rozktadu cisnienia statycznego w przekroju Srodko-
wym przez szczeling (tj. w odleglosci 99% wysokosci kanalu od stopy) bez
wzglednego ruchu topatki wirnikowej 1 ograniczenia zewnetrznego (ogranicze-
nie wiruje razem z topatkami wirnikowymi) oraz w warunkach wzglednego ru-
chu lopatki wirnikowej i ograniczenia zewngtrznego (lopatka wiruje z nominalng
predkos$cia obrotowa, ograniczenie pozostaje nieruchome). Jak wida¢ z rysunku
obszar nad tylng czeScig topatki wirnikowej jest miejscem spadku cisnienia od-
biegajacego ilosciowo od typowego spadku ci$nienia przy powierzchni ssgcej
topatki w kanale migdzylopatkowym. Spadek cisnienia na wylocie ze szczeliny
ponad tylng czescig topatki wirnika jest znacznie, bo az o ponad 20%, wickszy
w obliczeniach z wzglednie nieruchomym ograniczeniem.

Przypadek wzglgdnie nieruchomego ograniczenia nie ma znaczenia prak-
tycznego, lecz badania takie sg istotne z poznawczego punktu widzenia. Pozwa-
lajg na uswiadomienie sobie faktu, ze wzajemny ruch ograniczenia i topatek jest
czynnikiem wptywajacym na znaczng redukcje strat przecieku nadtopatkowego.
Na rys. 103 przedstawiono poréwnanie izolinii ci$nienia catkowitego w przekro-
ju potozonym w odlegtosci 15% cigciwy osiowej przed krawedziag wylotowa
i w przekroju na krawedzi wylotowej wirnika dla przypadku obliczen bez
i z wzglednym ruchem lopatki wirnikowej i1 ograniczenia zewnegtrznego.
Wzgledny ruch ograniczenia powoduje obnizenie Sredniej predkosci przeptywu
w szczelinie oraz dociskanie struktur przecieku nadlopatkowego i wiru kanato-
wego do powierzchni ssacej wierzchotka topatki. Nastepuje wowczas czgsciowe
zablokowanie wylotu szczeliny nadlopatkowej prowadzace do omdéwionego juz
wzrostu ci$nienia statycznego nad tylng czescig topatki. W efekcie koncowym
obserwuje si¢ znaczng redukcje intensywnosci wiru przecieku nadtopatkowego.
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Wpltyw wzglednego ruchu ograniczenia na intensywno$¢ wiru kanatlowego nie
jest tak jednoznaczny. Wzgledny ruch ograniczenia powoduje intensyfikacje
przeplywu poprzecznego, w zwigzku z czym przeptyw poprzeczny szybciej po-
jawia sie na stronie ssacej topatki — §lady tego przeptywu widoczne sa z porow-
nania izolinii ci$nienia calkowitego bezposrednio pod strumieniem przecieku
w przekroju przed krawedzig wylotowa. Z drugiej jednak strony mniejszy obszar
zajmowany przez strukture wiru kanatlowego na prawo i powyzej przecieku mo-
ze $wiadczy¢ o sytuacji, ze przy dostatecznie duzej szerokosci szczeliny znaczna
cze$¢ przeptywu poprzecznego w warstwie przysciennej nie ulega zwinigciu
w strukture wiru kanatowego, lecz (w uktadzie zwigzanym z nieruchomg topat-
ka) uczestniczy w rotacji wraz z ograniczeniem ponad strugg przecieku nadto-
patkowego. Jak wynika z pracy Yarasa i Sjolandera [124] wzgledny ruch topatki
i ograniczenia zewngtrznego kanatu prowadzi do zmniejszenia strat przecieku
w palisadzie wirnikowej turbiny nawet o potowe, w porownaniu do przypadku
wzglednie nieruchome;j topatki i ograniczenia.
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Rys. 102. Palisada wirnikowa cze$ci WP turbiny. Rozktad ci$nienia statycznego
w kanale migdzylopatkowym wirnika 80% wysokos$ci kanatu od stopy (rys. lewy)
i w przekroju $rodkowym przez szczeling nadtopatkowa (obliczenia bez wzglednego
ruchu topatki wirnikowej i ograniczenia zewnetrznego — rys. srodkowy, ze wzglednym
ruchem topatki i ograniczenia - rys. prawy); rozmiar szczeliny — 2% [407]
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Rys. 103. Palisada wirnikowa czesci WP turbiny. Izolinie ci$nienia calkowitego
w przekroju potozonym 15% cigciwy osiowej przed krawedziag wylotowa
i w przekroju wylotowym z wirnika (0%); obliczenia bez wzglednego ruchu (rys. lewe)
i ze wzglednym ruchem topatki i ograniczenia (rys. prawe); 0= 0,024 [407]
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3.3. Efekty przecieku nadbandazowego

Oszacowanie strat przecieku nadlopatkowego i przeplywow przytarczowych
przeprowadzono w pracy [382], gdzie wykonano obliczenia w ukladzie dwu-
stopniowym z wykorzystaniem modelu turbulencji &~ SST Mentera z zacho-
waniem realnych wartosci katéw dolotu strumieni przeciekow do przeptywu
glownego. W konfiguracji podstawowej przyjeto, ze kat obwodowy strumienia
przecieku o’ na dolocie wynosi 80° (przy wylocie strumienia gléwnego z kie-
rownicy pod katem 78°), natomiast kat merydionalny » wynosi —90° (co oznacza
zerowg predkos¢ osiowg strumienia przecieku na dolocie do uktadu topatkowe-
g0), rys. 60.

Przeciek nadbandazowy 1 przytarczowy jako strumienie przeplywow
ubocznych wyplywajace z obszaru uktadu topatkowego przed krawedzig wloto-
wa topatki wirnikowej porywaja ze soba do szczeliny upustowej cze$¢ ptynu
z warstw przySciennych przy ograniczeniu zewng¢trznym. To swoiste odsysanie
warstwy przySciennej powoduje znaczgce ograniczenie zasiggu przeplywow
wtornych oraz strat przeptywowych. Efekt ten mozna zaobserwowac na rys. 91
pokazujagcym pordéwnanie wektorow pola predkosci przy powierzchni ssacej
wirnika dla trzech rozwazanych wariantéw obliczen, a wida¢ go szczegdlnie do-
brze przy ograniczeniu zewnetrznym, gdzie nie ma interferencji z lokalng strefa
oderwania przeptywu. Z drugiej strony przeciek stanowi deficyt masowego na-
tezenia przeptywu dla uktadu topatkowego. Zmniejszenie nat¢zenia przeptywu
w strumieniu gtownym i redukcja sredniej wartosci predkosci osiowej moze
spowodowa¢ lokalne zmiany kierunku naplywu strumienia na topatke
wirnikowg.

Jak wida¢ z rys. 104, a takze rys. 105 przedstawiajgcego porownanie izoli-
nii funkcji entropii i wektorow pola predkosci w wirniku przy stopie, w badanej
grupie stopni odprowadzenie przecieku do szczelin upustowych powoduje prze-
suni¢cie naplywu na strone cisngcg i zwigkszenie rozmiaréw strefy oderwania
w dolnej czg$ci kanatu przeplywowego przy powierzchni ssacej. Dotyczy to tez
sytuacji, kiedy rozwazamy jedynie przeciek nadlopatkowy. Mimo iz wpltyw
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Rys. 104. Wektory pola predkosci w wirniku przy powierzchni ssacej — obliczenia
bez przeciekow (rys. lewy), z przeciekiem nadtopatkowym (rys. srodkowy),
z przeciekiem nadlopatkowym i przeptywami przytarczowymi (rys. prawy) [382]
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Rys. 105. Izolinie funkcji entropii oraz wektory
pola predkosci w wirniku 9% wysokosci topatki
od stopy — obliczenia bez przeciekow (rys. lewe
gorne), z przeciekiem nadtopatkowym (rys. prawe
gorne), z przeciekiem nadtopatkowym i przepty-
wami przytarczowymi (rys. dolne) [382]
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Rys. 106. Izolinie funkcji entropii w wirniku na krawedzi wylotowej 1 45% cigciwy
osiowej za wirnikiem — obliczenia bez przeciekdw (rys. lewe), z przeciekiem
nadtopatkowym (rys. srodkowe), z przeciekiem nadtopatkowym
i przeptywami przytarczowymi (rys. prawe) [382]

przecieku nadtopatkowego ma gléwnie charakter lokalny, tj. zlokalizowany przy
ograniczeniu zewngtrznym, to zmiany masowego nat¢zenia przeplywu przez
uktad topatkowy mogg prowadzi¢ takze do wzrostu strat przy przeciwleglym
ograniczeniu. Odptyw strumienia przecieku przytarczowego powoduje dalszy
wzrost rozmiarOw strefy oderwania, co mozna takze zaobserwowac na rys. 106
przedstawiajgcym izolinie funkcji entropii na krawedzi wylotowej wirnika i za
wirnikiem. W dot przeptywu od miejsca dolotu przecieku do uktadu topatkowe-
go w poblizu ograniczen zewngtrznych obserwuje si¢ strefy mieszania strumieni
przecieku z przeptywem gldwnym, gdzie koncentrujg si¢ wiasciwe straty
przecieku.

Podobnie jak przeciek nad lopatkag wolnono$na, przeciek nadbandazowy
takze prowadzi do niejednorodno$ci w rozktadzie predkosci i kata wylotowego
wzdluz wysokosci kanatu, co pokazuje rys. 107. Za wirnikiem w obszarze
wptywu przecieku nadbandazowego siggajacym ok. 10% wysokosci kanatu od
ograniczenia zewnetrznego obserwuje si¢ redukcje sktadowej osiowej predkosci
oraz wzrost predkosci obwodowej i1 kata obwodowego (w ukladzie bezwzgled-
nym). W zilustrowanym przekroju potozonym w odlegtosci 45% cigciwy osio-
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Rys. 107. Rozktad wzdtuz wysokosci kanatu predkosci osiowej (rys. lewy gorny),
predkosci obwodowej (rys. prawy gorny) i kata obwodowego (rys. dolny)
na wlocie do stopnia 2 [407]

wej wirnika za krawedzig wylotowa predkos¢ osiowa jest o kilkadziesigt m/s
nizsza, a predkos¢ obwodowa o kilkadziesigt m/s wyzsza niz na $rednicy podzia-
towej, przy czym zmiany kierunku przeptywu si¢gajg 60°.

Na rys. 108 przedstawiono poréwnanie izolinii ci$nienia catkowitego
w szczelinie pomigdzy stopniami w grupie stopni SP z topatkami niebandazo-
wanymi oraz WP z lopatkami bandazowanymi. Rysunek ten pokazuje, ze
w przeciwienstwie do struktury wirowej przecieku nad topatka wolnono$na,
strumien przecieku nadbandazowego charakteryzuje si¢ nieznaczng niejedno-
rodnoscig w kierunku obwodowym. Niejednorodno$¢ ta zwigzana jest gtownie
z transportem $ladow sptywowych z kierownicy przez obszar uszczelnienia labi-
ryntowego. Na rys. 108 zilustrowano takze konsekwencje usrednienia obwodo-
wego parametrow przeptywu w szczelinie migdzywiencowej (z zachowaniem
niejednorodnosci w kierunku promieniowym) zastosowanego w przyjetej meto-
dzie obliczeniowej i1 przedstawiono poréwnanie ksztaltu izolinii za wirnikiem
w uktadzie wzglednym w przekroju oddalonym o 40% szeroko$ci szczeliny
miedzywiencowej od krawedzi wylotowej wirnika oraz po usrednieniu i trans-
formacji do nieruchomego uktadu wspdtrzednych w przekroju potozonym
w 90% szerokosci szczeliny osiowej. Z porownania ksztattu izolinii przed i po
usrednieniu wynika wyraznie, ze wplyw tej techniki przekazywania parametrow
pomigdzy obszarami o réznej ruchomosci na ksztattowanie przeptywu w nastep-
nym wiencu w obszarze wpltywu przecieku nadtopatkowego jest znacznie mniej-
szy w grupie stopni z lopatkami bandazowanymi. W zwigzku z tym badanie od-
dziatywania przecieku nad topatka wolnono$ng z wiencem polozonym w dot
przeptywu wymaga zmiany metody obliczeniowej. Jest to gtdwna przyczyna, dla
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ktorej analize przeplywu w nastepnej kierownicy w obszarze wplywu przecieku
rozpoczynamy od przypadku stopni z topatkami bandazowanymi. Warto w tym
miejscu takze zauwazy¢, ze dzigki duzym predkosciom strumienia przecieku
(w uktadzie bezwzglednym) na wylocie z wienca wirnikowego, obszar wplywu
przecieku nadtopatkowego przy ograniczeniu jest na wlocie do kolejnej kierow-
nicy obszarem wysokiego ci$nienia catkowitego.

Na rys. 109 przedstawiono wektory pola predkosci w kierownicy stopnia 2
w réznych przekrojach obwodowych. W obszarze wptywu przecieku obserwuje
si¢ naplyw na strong ssacg profilu. Na stronie ssgcej lezy punkt spigtrzenia prze-
ptywu, a rozktad ci$nienia w tych przekrojach wyglada podobnie jak na rys. 60.
W warstwie przysciennej przy ograniczeniu zewng¢trznym formuja si¢ dwa ro-
dzaje przeptywu poprzecznego — typowy przeptyw poprzeczny od powierzchni
wklestej do wypuklej zintensyfikowany przez nienominalny kierunek naptywu
i odwrotny przeptyw poprzeczny od punktu spigtrzenia, ktory odsuwa odnoge
ssacg wiru podkowiastego od powierzchni wypuktej. Z uwagi na lokalnos¢ od-
dzialywania przecieku nadlopatkowego, dodatkowym czynnikiem okreslajgcym
rozw0j przeptywu w strefie brzegowej jest silny gradient parametréw przeptywu
wzdtuz wysokosci kanatu. Na rys. 110 przedstawiono izolinie ci$nienia statycz-
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Rys. 108. Izolinie ci$nienia calkowitego w szczelinie osiowej pomigdzy stopniem 1 12
w grupie stopni SP z fopatkami niebandazowanymi (rys. lewe) oraz WP z topatkami
bandazowanymi (rys. prawe) w uktadzie wzglednym za wirnikiem stopnia 1
(w odleglosci 40% szerokos$ci szczeliny osiowej) oraz w ukladzie bezwzglednym
po usrednieniu obwodowym przed kierownica stopnia 2 (w odlegtosci
90% szerokosci szczeliny osiowej) [407]
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Rys. 109. Wektory pola predkosci w kierownicy stopnia 2 przy stopie (0,5%),
na $rednicy podziatowej (50%), w obszarze wptywu przecieku nadtopatkowego (95%)
i przy wierzchotku (99,5%). Liczby oznaczaja odlegtos¢ przekroju od stopy
w % wysokosci kanatu [170]

nego oraz wektory pola predkosci przy powierzchni wypuklej topatki kierowni-
czej stopnia 2. W przedniej czesci kanalu przy ograniczeniu zewnetrznym ob-
serwuje si¢ gradient ci$nienia w kierunku s$rednicy podziatowej i ruch elemen-
tow ptynu w tym kierunku. Gradient ci$nienia w kierunku przeciwnym, tj. w kie-
runku ograniczenia zewne¢trznego ma miejsce przy powierzchni wklestej.
W zwigzku z powyzszym tworzy si¢ przeptyw recyrkulacyjny, bedacy zrodlem
wiru kanalowego, ktory mozna zaobserwowa¢ na rys. 111 przedstawiajacym
wektory pola predkosci przeptywow wtornych w kolejnych przekrojach obwo-
dowych wewnatrz kanatu. Przeptyw recyrkulacyjny zaindukowany gradientem
ci$nienia przy powierzchniach topatek jest znacznie bardziej intensywny niz ty-
powy przeplyw recyrkulacyjny, jaki ma miejsce w badanej sytuacji przy prze-
ciwleglym ograniczeniu. Ten przeplyw recyrkulacyjny tworzg nie tylko elemen-
ty warstwy przysciennej o niskiej energii kinetycznej, lecz przede wszystkim
elementy ptynu pochodzace ze strumienia przecieku nadlopatkowego o wysokiej
energii kinetycznej. Tak wigc wysokoenergetyczna strefa mieszania strumienia
przecieku nadtopatkowego zostaje zwinigta wraz z ptynem niskoenergetycznym
w silng strukture wiru kanatowego. W dot przeptywu centrum wiru kanatowego
przesuwa si¢ w kierunku powierzchni wypuklej (ssacej), 1 dalej w kierunku
srednicy podziatowej pod wplywem gradientu ci$nienia panujacego przy po-
wierzchni wypuktej. Mozna oczekiwaé, ze rozmiary i intensywno$¢ wiru kana-
towego przy ograniczeniu zewnetrznym w kierownicy stopnia 2 wzrastaja ze
wzrostem masowego nat¢zenia przecieku z poprzedniego wienca, co pokazano
w dalszej czesci tego podrozdziatu. W przedniej cze¢sci kanatu w narozu pomig-
dzy ograniczeniem zewngtrznym i powierzchnig wypukla obserwuje si¢ waski
obszar zablokowanego odwrotnego przeplywu poprzecznego, bedacy zrodlem
wirowosci o kierunku rotacji przeciwnej do gtownego wiru kanatowego. W tyl-
nej czgsci kanatlu ma miejsce oderwanie gtdéwnego przeptywu recyrkulacyjnego
od konturu gornego.
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Rys. 110. Izolinie ci$nienia statycznego oraz wektory pola predkosci
przy powierzchni ssacej topatki kierowniczej stopnia 2;
WL — krawedz wlotowa, WYL — krawedz wylotowa [170]
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Rys. 111. Wektory pola predkosci przeptywow wtornych w kierownicy stopnia 2
w przekrojach potozonych 65% i1 25% cigciwy osiowej przed krawedzig wylotowa;
PS — powierzchnia ssgca [170]

Rozwoj strat przeptywowych w kanale kierowniczym stopnia 2 mozna
przesledzi¢ analizujgc rys. 112 i 113 przedstawiajace izolinie ci$nienia catkowi-
tego 1 funkcji entropii w kolejnych przekrojach pomiedzy krawedziag wlotowa
i wylotowg oraz dalej w dot przeptywu. Pierwszy rysunek ilustruje stopniowa
redukcje nadwyzki cisnienia calkowitego w obszarze wptywu przecieku nadto-
patkowego (rys. 112). I cho¢ najwyzsze ci$nienie catkowite na wylocie z kie-
rownicy panuje nadal w gornej czgsci kanatu, to wigkszo$¢ nadwyzki ci$nienia
catkowitego strumienia przecieku jest tracona w kierownicy. W dot przepltywu
strefa mieszania strumienia przecieku nadbandazowego zostaje przetransporto-
wana w obszarze wiru kanatowego w kierunku powierzchni ssacej lopatki
i Srednicy podziatowej. Strefa ta jest miejscem znacznego wzrostu funkcji entro-
pii. Miejscami obnizonego cis$nienia catkowitego i podwyzszonej wartosci funk-
cji entropii przy ograniczeniu zewnetrznym sg takze obszar oderwania w narozu
przy powierzchni wklestej spowodowany nienominalnym naplywem oraz, przy
powierzchni wypuktej, wirowo$¢ pochodzaca z obszaru zablokowanego odwrot-
nego przeplywu poprzecznego, a nast¢pnie z wiru naroznikowego tworzacego
si¢ w miejscu oderwania glownego przeptywu recyrkulacyjnego od ograniczenia
zewngetrznego. Dla porownania na rys. 113 pokazano takze ksztalt izolinii funk-
cji entropii za kierownicg stopnia 2 otrzymany w przypadku obliczen bez prze-
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cieku (BP). Zauwazmy, ze w tym przypadku naptyw na topatke kierownicza
takze nie jest jednorodny — uwzglednia bowiem niejednorodnosci zwigzane
m.in. z przeptywami wtoérnymi w obszarze wirnika, jakie pozostajg za wirnikiem
w kierunku promieniowym (po usrednieniu obwodowym). Jak wynika z rys. 114
pokazujgcego poroéwnanie rozktadu wzdtuz wysokos$ci kanatu kata wylotowego
z kierownicy stopnia 1 i 2, na wylocie z kierownicy stopnia 2 pojawia si¢ nie-
jednorodno$¢ w rozktadzie kata obwodowego si¢gajaca 3°, co przektada si¢ na
niejednorodnos¢ ok. 6+7° na wlocie do wirnika stopnia 2 w uktadzie wirujacym.
Warto takze wspomnieé, ze wzrost intensywnosci wiru kanatlowego w kolejnym
wiencu w obszarze wptywu przecieku nadtopatkowego zaobserwowano takze
w pracach eksperymentalnych Petersa i in. [137] oraz Gibboniego i in. [416]
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Rys. 112. Izolinie ci$nienia catkowitego w kierownicy stopnia 2
w kolejnych przekrojach potozonych w kanale 90%, 75% 1 25%
cigciwy osiowej przed oraz 15% za krawedzia wylotowa [407]
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Rys. 113. Izolinie funkcji entropii w kierownicy
stopnia 2 w kolejnych przekrojach potozonych
w kanale 75%, 50% i 25% cigciwy osiowej
przed oraz 15% za krawedzia wylotowa — obli-
czenia z przeciekiem (ZP — rys. gorne). Izolinie
funkcji entropii za kierownicg stopnia 2 w obli-
czeniach bez przecieku (BP — rys. prawy) [407]
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dotyczacych interakcji pomig¢dzy przeciekiem przez uszczelnienia nadbandazo-
we 1 przeptywem gtownym.

Na rys. 115 pokazano poroéwnanie rozkladow wzdluz wysokosci kanatlu
strat entalpii w kierownicy, wirniku oraz strat sumarycznych w stopniu 1 i 2
otrzymanych z obliczen bez przecieku i z przeciekiem nadbandazowym. Straty
w kierownicy obliczono w $rodku szczeliny migdzywiencowej, a straty w wirni-
ku i stopniu w ptaszczyznie oddalonej od krawedzi wylotowej o 45% cigciwy
osiowej wirnika. Wspdtczynnik strat w stopniu nie uwzglednia energii wyloto-
wej. Obszarem akumulacji strat przecieku nadtopatkowego jest obszar potozony
przy ograniczeniu zewngtrznym kanatu. Z poréwnania odpowiednich krzywych
wynika wyraznie, ze przeciek nadlopatkowy prowadzi do zmniejszenia strat
przeptywow wtdrnych w wirniku przy ograniczeniu zewne¢trznym. Wzrost strat
przeplywow wtornych obserwuje si¢ natomiast w kierownicy stopnia 2. Poziom
strat w stopniu 2 jest wyzszy z uwagi na niejednorodno$ci parametréw przeply-
wu na wylocie ze stopnia 1 — dotyczy to zardéwno obliczen z uwzglednieniem
przecieku, jak i bez.

W tab. 5 przedstawiono poroéwnanie liczbowe procesu narastania strat
w poszczegolnych wiencach w badanej grupie dwoch stopni, przy czym wartosci
wspotczynnika strat odniesione sa tu do catkowitego spadku entalpii w grupie.
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Rys. 114. Rozktad wzdtuz wysokosci kanatu kata wylotowego z kierownicy stopnia 112
w przekroju srodkowym szczeliny migdzywiencowej; obliczenia z przeciekiem [407]
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Rys. 115. Stopien 1 i 2. Rozktad wzdhuz wysokosci kanatu strat entalpii w kierownicy w
przekroju srodkowym szczelin migdzywiencowych oraz w wirniku i stopniu 45% cigci-
wy osiowej za krawedzig wylotowa wirnika; pordwnanie obliczen bez przecieku (BP)

i z przeciekiem nadbandazowym (ZP) [407]
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Narastanie strat Obliczenia bez Obliczenia z Réznica
wzdluz turbiny przecieku przeciekiem
Za kierownicg st. 1 1,6% 1,6% -
Za wirnikiem st. 1 3,8% 5,0% +1,2%
Za kierownica st. 2 5,6% 7,4% +1,8%
Za wirnikiem st. 2 8,8% 12,0% +3,2%

Tab. 5. Narastanie strat w grupie stopni (straty odniesione sa
do catkowitego spadku entalpii w grupie) [407]

Obserwuje si¢ przyrost strat w pierwszym wirniku o 1,2%, w drugiej kierownicy
0 0,6% i w drugim wirniku o 1,4% (oczywiscie mamy na uwadze zmiany
sprawno$ci w punktach procentowych). Przyjmujac podobny spadek entalpii
w kazdym stopniu, wzrost strat przeptywowych spowodowany przeciekiem nad-
bandazowym (w porownaniu do sytuacji obliczen bez przecieku) w stopniu we-
wnetrznym badanej grupy stopni wynosi ok. 4%, z czego ok. 3/10 przypada na
obszar kierownicy, 7/10 na obszar wirnika. Sytuacja ta ma miejsce dla aktualnie
badanej konfiguracji stopnia czgsci WP przy Gr= 2,7%, y = -90°, a’ = 80°,
a podane warto$ci moga ulec zmianie wraz ze zmiang konfiguracji geometrycz-
nej grupy stopni, uszczelnienia labiryntowego, warunkow termodynamicznych,
itd. Ilosciowa ocena poszczegolnych sktadnikow strat przecieku przez uszczel-
nienia nadbandazowe w grupie stopni czesci niskopreznej turbiny z rozbieznymi
ograniczeniami zewngetrznymi jest przedmiotem pracy numerycznej Giera i in.
[132]. Dla pewnej typowej konstrukcji uszczelnien 19% sumarycznej straty
zwigzanej z przeciekiem nadbandazowym przypada tam na obszar uszczelnienia,
47,5% na obszar mieszania z przeptywem gtownym w wiencu wirnikowym,
12,5% na obszar wienca potozonego w dot przeptywu, 19% okresla si¢ jako stra-
ty zwigzane z przejSciem na inng Srednicg, a pozostata czgs¢ przypada na straty
tarcia czynnika o bandaz. Przy redukcji rozmiaru szczeliny (masowego nateze-
nia przecieku) maleje udzial strat mieszania, zwigksza si¢ udzial pozostatych
czynnikow strat.

Wplyw natezenia i kierunku przecieku nadbandazowego

W obliczeniach wilasnych przedstawionych w pracy [138] pominigto efekty
przeptywow ubocznych przy stopach topatek. Rozwazano grupe¢ stopni o budo-
wie akcyjnej ($rednia reakcyjnos¢ — 0,2) z kréotkimi topatkami cylindrycznymi
z profilami PLK i R2 o wymiarach charakterystycznych: #/C = 0,75 (kierowni-
ce) 1 2,00 (wirniki), p/C = 0,75 (kierownice i wirniki). Przyjeto nastgpujace wa-
runki termodynamiczne pracy grupy stopni: spadek ci$nienia od 88 do 70 bar,
temperatura wlotowa — 760 K, masowe natezenie przeptywu — 170,0 kg/s. Wy-
korzystano model typu zrodlo/upust (opisany w rozdz. 2.7), gdzie przeciek
nadtopatkowy przez uszczelnienie modelowano w formie strumienia wyptywa-
jacego i doptywajacego do kanatlu przeptywu gléwnego. Obliczenia prowadzono
w jednym kanale kierowniczym i wirnikowym kazdego z grupy stopni z wyko-
rzystaniem programu FlowER (z modelem turbulencji &~ SST). Efekt réznego
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typu hipotetycznych uszczelnien labiryntowych badano zmieniajgc masowe na-
tezenie strumienia przecieku nadtopatkowego i jego kierunek na doplywie do
uktadu topatkowego.

Na rys. 116 przedstawiono schemat geometrii uktadu przeptywowego
wprowadzony do programu FlowER i widok siatki obliczeniowej w rzucie me-
rydionalnym. Masowe nat¢zenie strumienia przecieku zmieniano w granicach od
1% do 4% nat¢zenia przeptywu w kierownicach. Kat obwodowy «’ strumienia
przecieku na dolocie do uktadu topatkowego (rys. 60) zmieniano pomigdzy 0°
i 80° (w badanym uktadzie kat wylotowy strumienia gtéwnego z kierownicy jest
rowny 78°). Kat merydionalny y strumienia przecieku zmieniano pomie¢dzy —90°
a —30° (kat merydionalny y = —90° oznacza brak predkosci osiowej przecieku na
dolocie do uktadu topatkowego, czyli dolot w kierunku promieniowym).

Przeciek nadtopatkowy ksztattuje przeptyw w obszarze wierzchotkowym
kanatu topatkowego w biezacym wiencu topatkowym, w ktorym powstaje, jak
i w nastepnym wiencu potozonym w dot przeptywu. Zmiany w przeptywie zale-
73 zarOwno od masowego nat¢zenia strumienia przecieku, jak i od jego kierun-
ku. Wzrost nat¢zenia przecieku i obnizenie $redniej wartosci predkosci osiowej
w kanale moze powodowac lokalne zmiany w kierunku naptywu strumienia na
lopatke wirnikowa. Efekt ten mozna zaobserwowac na rysunku izolinii funkcji
entropii w przekroju potozonym w odlegtosci 10% wysokosci kanatu od stopy
i w przekroju na krawedzi wylotowej wirnika dla dwoch wartosci masowego na-
tezenia przecieku rownego 1% i 3% natezenia przeptywu w kierownicy
(rys. 117), gdzie ze wzrostem natgzenia przecicku obserwuje si¢ zwigkszenie
rozmiaru strefy oderwania, ktéra dla zadanego obcigzenia stopnia rozciaga si¢
w obszarze od stopy do 35+40% wysokos$ci kanatu. Z drugiej strony, przeciek
porywa warstwe przyscienng z ograniczenia zewngtrznego przed wirnikiem do
szczeliny nadlopatkowej, co prowadzi do ograniczenia intensywnosci przepty-
woOw wtornych.

t ' t |
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Rys. 116. Schemat uktadu przeptywowego grupy dwoch stopni czesei
WP turbiny oraz widok siatki obliczeniowej uktadu w rzucie merydionalnym
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Rys. 117. Izolinie funkcji entropii w uktadzie topatkowym wirnika stopnia 1
10% wysokos$ci kanatu od stopy (rys. lewe) i na krawedzi wylotowej (rys. prawe)
dla natezenia przecieku 1% i 3% G [138]

Na rys. 118 przedstawiono poréwnanie rozkladu predkosci obwodowej
w kanale w odleglosci 75% cigciwy osiowe]j wirnika za jego krawedzia wyloto-
wa. Wraz ze wzrostem kata obwodowego strumienia przecieku nastepuje wzrost
predkosci obwodowej powyzej Srednicy podziatlowej w poblizu ograniczenia
zewngtrznego, w wyniku czego nalezy spodziewac si¢ wzrostu strat mieszania
w przeplywie. Ze wzrostem kata obwodowego przecieku naptyw na topatke kie-
rowniczg przesuwa si¢ w glab powierzchni ssacej i dla duzych wartosci kata
obwodowego jest wyraznie niekorzystny, co pokazuje poréwnanie wektorow po-
la predkosci dla dwoch wartosci kata obwodowego 0° 1 80° przedstawione na
rys. 119.
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Rys. 118. Rozktad wzdhuiz wysokosci kanatu kata obwodowego na wylocie
z wirnika stopnia 1 dla trzech kierunkéw doptywu strumienia przecieku
nadtopatkowego pod katem obwodowym 0°, 50° i 80°; natgzenie przecieku 3% G,
kat merydionalny strugi przecieku —90° [138]

Strefa mieszania przecieku nadtopatkowego zostaje porwana przez przepltyw
poprzeczny w kierownicy nastgpnego stopnia przy ograniczeniu i zwinig¢ta do
obszaru wiru kanalowego. Ze wzrostem masowego nat¢zenia i kata obwodowe-
go strumienia przecieku obserwuje si¢ wzrost strat profilowych przy ogranicze-
niu zewngtrznym i strat przeptywow wtornych w kierownicy. Powyzsze tenden-
cje uwidacznia poréwnanie izolinii funkcji entropii za druga kierownicg dla
dwoch natgzen przecieku 1% i 3% (przy wartosci kata obwodowego strugi prze-
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cieku 0°), a nastgpnie dla trzech wartosci kata obwodowego strugi przecieku:
40°, 60° 1 80° (przy natezeniu przecieku rownym 3%), ktore przedstawiono na
rys. 120. Jak wida¢ z rysunku, recyrkulacyjne centrum strat przeptywow wtor-
nych powigksza si¢ 1 przesuwa gieboko w kierunku $rednicy podzialowej ze
wzrostem masowego natezenia strumienia przecieku i jego kata obwodowego na
dolocie do uktadu topatkowego, zwickszajac poziom strat przepltywu.
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Rys. 119. Wektory pola predkosci w kierownicy stopnia 2 8% wysokos$ci kanatu od
wierzchotka dla kata obwodowego strumienia przecieku 0° (rys. lewy) i 80° (rys. prawy);
natgzenie przecieku 3% G, kat merydionalny strugi przecieku —90°[138]
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Rys. 120. Izolinie funkcji entropii za kierownica stopnia 2: — nat¢zenie przecieku
1% i 3% G1; kat obwodowy 0°, kat merydionalny —90° (wiersz gorny); — natgzenie prze-
cieku 3% Gi; kat obwodowy 40°, 60° i 80°, kat merydionalny —90° (wiersz dolny) [138]
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Na rys. 121 przedstawiono zmiany wartosci Srednich w usrednieniu pro-
mieniowym i obwodowym strat entalpii w kolejnych wiencach i stopniach
w funkcji kata obwodowego strumienia przecieku na dolocie do kanatu prze-
pltywu gtownego dla dwoch wzglednych wartosci natezenia przecieku 1% 1 3%
oraz trzech warto$ci kata merydionalnego strumienia przecieku: —90°, —60°
1 —30°. Wartos$ci strat w kierownicach dotyczg przekrojow potozonych w odle-
glosci 10% cigciwy osiowej za krawedziami wylotowymi kierownic (straty
w kierownicy stopnia 1 nie ulegajg zmianie), natomiast straty w kolejnych wir-
nikach i stopniach mierzono w odlegtosci 75% cieciwy osiowej za krawedziami
wylotowymi wirnikow. Obliczone warto$ci strat wykazuja jednoznaczng ten-
dencje wzrostowg ze wzrostem masowego natgzenia przecieku. Straty rosng tak-
ze ze wzrostem kata merydionalnego i obwodowego strumienia przecieku.
Strumien przeplywu gléwnego na wylocie z wirnikéw ma pewng niezerowg
predkos¢ obwodowa, w zwigzku z czym minimum strat entalpii wypada nie dla
warto$ci kata obwodowego strugi przecieku 0°, lecz pomiedzy 0° i 20°. Przy re-
dukcji kata obwodowego strumienia przecieku z 80° do 0°, obliczone straty en-
talpii w drugim stopniu zostaja zmniejszone o prawie 1,5% (przy natezeniu
przecieku rownym 3% G). Spadek strat pochodzi tu zaréwno z obszaru wirnika
jak 1 kierownicy. Przy niskiej reakcyjnosci stopnia wklad drugiej kierownicy
stanowi tu ok. 60% spadku strat w stopniu. Dla nat¢zenia strumienia przecieku
rownego 1% G obliczony przyrost sprawno$ci w stopniu przy odwroceniu kie-
runku przecieku, tj. przy redukcji kata obwodowego strumienia przecieku z 80°
do 0°, jest mniejszy i wynosi 0,6%. Przedstawione tu wyniki znalazty si¢ w pu-
blikacji [138].

Jak wynika z przeprowadzonych obliczen, odwrdcenie kierunku strumienia
przecieku w obszarze uszczelnienia i zblizenie go do kierunku przeptywu gtow-
nego w ukladzie topatkowym prowadzi do obnizenia strat mieszania przecieku
nadbandazowego i przeplywu glownego. Taka koncepcj¢ ograniczenia strat
przeptywu mozna zrealizowac poprzez zamocowanie miniaturowych topatek na
bandazu (wirujacych z bandazem) odchylajacych strumien przecieku w obszarze
uszczelnienia, Wallis i in. [417]. W pracy [138] badano takze efekty energetycz-
ne tej koncepcji na przykladzie grupy dwoch stopni czegsci wysokopreznej turbi-
ny parowej o mocy 200 MW. Redukg;ji strat przecieku nadbandazowego poswig-
cona jest takze praca Rosica i Dentona [418], gdzie zastosowano stacjonarne
miniaturowe lopatki zamontowane w ograniczeniu zewngtrznym. Zardwno re-
dukcje masowego natezenia przecieku, jak i redukcje predkosci obwodowej
mozna uzyskaé poprzez potaczenie uszczelnien labiryntowych z technologia
plastrow miodu (ang. honeycomb), Li i in. [419], Wroblewski 1 in.[420], Fraczek
iin. [421].
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Rys. 121. Usrednione straty entalpii w kierownicy, wirniku i stopniu 1 (kolumna lewa)
oraz w kierownicy, wirniku i stopniu 2 (kolumna prawa) w funkcji kata obwodowego
strumienia przecieku na dolocie do kanatu przepltywu gléwnego dla dwdch wartos$ci na-
tezenia przecieku 1% i 3% G oraz dla trzech warto$ci kata merydionalnego —90°, —60°,
—30°. Rezultaty obliczen bez przecieku zaznaczono czarnymi kropkami [138]

3.4. Oddzialywanie sladu splywowego

W niniejszym podrozdziale przedstawiono wyniki badan wtasnych niestacjonar-
nego oddziatywania wiencéw w przeptywie tréjwymiarowym. W pracach tych
uwzglednia si¢ oddzialywanie wirowosci zardéwno w kierunku normalnym
(dwuwymiarowe §lady spltywowe), jak i wirowosci wzdtuznej (wiry przeptywow
wtornych i przecieku nadlopatkowego) na charakter przeplywu w kolejnym
wiencu. Prowadzone sg obliczenia przeplywu niestacjonarnego, ktore jak wyni-
ka m.in. z prac Yamamoto i in. [422], Gallusa i in. [168], Sharmy i in. [423], po-
za tym ze umozliwiaja wnikni¢cie w natur¢ zjawiska, lepiej przewiduja usred-
nione w czasie potozenie wiru kanatowego w przekroju wylotowym wirnika,
a w zwigzku z tym réwniez rozktady promieniowe niektorych parametrow, np.
strat entalpii czy kata wylotowego. Wyniki obliczen przeptywu niestacjonarnego
usrednione w czasie mogg odbiega¢ od wynikow obliczen przeplywu niestacjo-
narnego. Dodatkowo obserwuje si¢ znaczne roéznice w ksztalcie wektoréw pola
predkosci w kolejnych chwilach cyklu periodycznos$ci przeptywu oraz znaczne
odchylenia wartosci chwilowych parametrow przeptywu od wartosci usrednio-
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nych w czasie, widoczne szczegdlnie wyraznie w obszarach dominacji wir6w
kanatowych.

W badaniach efektow niestacjonarnych prowadzonych przez autora rozwa-
zano dwie geometrie uktadu topatkowego. Pierwsza geometrig byt stopien ak-
cyjny cze$ci WP turbiny T13K215 z topatkami cylindrycznymi o profilach PLK
i R2 pracujacy przy spadku ci$nienia p>/p1 = 0,9 od 79 do 71 bar, temperaturze
wlotu — 780 K, masowym natg¢zeniu przeptywu — 165 kg/s, $redniej reakcyjnosci
—0,15. Wymiary charakterystyczne uktadu topatkowego to #/C = 0,8 (kierowni-
ca), 2,0 (wirnik), p/C = 0,8 (kierownica i wirnik), #/D = 0,08 (kierownica i wir-
nik). Lopatki wirnikowe sa w rzeczywistosci bandazowane, jednakze obliczenia
prowadzono bez uwzglednienia przeptywow ubocznych. Zbadano zmiany
w przeptywie chwilowym zwigzane z transportem $ladow sptywowych oraz wy-
znaczono niestacjonarne obcigzenia topatki wirnikowej. Wyniki obliczen prze-
plywu niestacjonarnego porownano z rezultatami obliczen przeptywu stacjonar-
nego wykonanych dla tych samych warunkow brzegowych [158]. Druga geome-
trig byta grupa 3 wiencow (kierownica — wirnik — druga kierownica) modelowe;j
turbiny powietrznej z Aachen (Walraevens i Gallus [396]) z krotkimi topatkami
i profilami typu reakcyjnego. W warunkach nominalnych uktad ten pracuje
w obszarze poddzwigkowym przy nadcis$nieniu wlotowym 1,54 bar, temperatu-
rze wlotowej 309,2 K, masowym natgzeniu przeptywu 6,8 kg/s i predkosci obro-
towej wirnika 3500 obr/min. Wymiary charakterystyczne uktadu topatkowego to
h/C = 0,89 (kierownice), 0,92 (wirnik), p/C = 0,86 (kierownice), 0,76 (wirnik).
Lopatki wirnikowe tej turbiny nie posiadaja bandaza, a obliczenia prowadzono
z uwzglednieniem szczelin nadlopatkowych o rozmiarach 0,4 i 1,0 mm. Badano
efekty oddzialywania tréjwymiarowych §ladow sptywowych, obejmujgcych tak-
ze intensywne wiry kanatowe i wir przecieku nadtopatkowego w uktadzie wie-
lowiencowym [401] .

Badanie przeptywu niestacjonarnego wymaga wiernego przekazywania pa-
rametrow przeptywu pomigdzy kierownicg 1 wirnikiem. Obliczenia prowadzono
w jednym kanale kazdego z wiencoOw przy zastosowaniu hipotezy uogolnione]
periodycznosci czasowo-przestrzennej, opisanej w podrozdz. 2.7. Obliczenia
wykonano na siatce typu H o rozmiarach 56x52x80 komoérek w kazdym wienicu
w przypadku stopnia turbiny T13K215 oraz 76x72x100 komoérek w kazdym
wiencu w przypadku turbiny modelowej z Aachen. Obliczenia przeptywu nie-
stacjonarnego w stopniu turbiny T13K215 prowadzono z zastosowaniem modelu
turbulencji Baldwina-Lomaxa, a turbiny modelowej z Aachen z zastosowaniem
modelu turbulencji A~@ SST Mentera. Czasy obliczen sg o co najmniej rzad
wielkos$ci wyzsze niz w przypadku alternatywnych obliczen przeptywu stacjo-
narnego.

Przeplyw niestacjonarny w stopniu czesci wysokopreznej
Na rys. 122 zobrazowano zmiany izolinii funkcji entropii w $§ladzie za kierowni-
ca w przeplywie niestacjonarnym w wybranych chwilach czasu pelnego okresu
periodycznosci przeptywu. Obszar defektu predkosci obserwowany na rysun-
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kach naprzemiennie zmienia swoje rozmiary z lewej lub z prawej strony osi $la-
du, z uwagi na zmiany intensywno$ci wirowos$ci sptywajacej z poszczegolnych
powierzchni. Sg one zwigzane z przechodzeniem topatek wirnikowych za kra-
wedziami sptywowymi kierownic, tj. oddzialywaniem ruchomego wienca wirni-
kowego w gore przeptywu. Mozna ponadto dopatrzy¢ si¢ nieznacznej oscylacji
intensywnosci i polozenia centréw przeptywdw wtdrnych. Warto takze zwrocié
uwage, ze przyjeta rozdzielczos¢ siatki obliczeniowej jest zdecydowanie niewy-
starczajgca do odtworzenia struktury $ciezki wirowej von Karmana.
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Rys. 122. Izolinie funkcji entropii w §ladzie za kierownicg
w przeptywie niestacjonarnym w wybranych chwilach czasu [158]

Na rys. 123 pokazano wektory pola fluktuacji predkosci (odjeto lokalnie
usredniong po czasie wartos$¢ predkosci) oraz kontury funkcji entropii na $redni-
cy podziatowej uchwycone w czterech chwilach czasu w ramach jednego okresu
przeptywu. Przypomnijmy tu, iz periodyczno$¢ przeplywu w wirniku zwigzana
jest z liczbg topatek kierowniczych lub inaczej, z liczbg $ladow splywowych
z topatek kierowniczych, natomiast w kierownicy z liczbg topatek wirnikowych
— rownania (295)—(296). Rysunki obrazujg transport $ladu przez wieniec wirni-
ka. W chwili 3/4T nast¢puje podziat sladu na segmenty, ktore w doét przeptywu
unoszone s juz sgsiednimi kanatami. Pierwsze zakrzywienie §ladu w obszarze
wirnika pojawia si¢ w przekroju wlotowym, gdyz predkos¢ w srodkowej czesci
kanatu jest wigksza niz w poblizu punktu spigtrzenia przy krawedzi wlotowe;.
Réznica predkosci pomigdzy powierzchnig ssacg i cisngcg powoduje dalsze za-
krzywienie $ladu wewnatrz kanatu. Na obrazach wektorow pola predkosci zau-



218 Straty przeptywowe w turbinach cieplnych

Rys. 123. Wektory pola fluktuacji predkosci i izolinie funkceji entropii w wirniku na
$rednicy podziatowej w przeptywie niestacjonarnym w wybranych chwilach czasu [158]

Rys. 124. Wektory pola predkosci w wirniku 15% wysokosci kanatu od stopy
w przeplywie niestacjonarnym w wybranych chwilach czasu [158]

wazy¢ mozna efekt ujemnego strumienia odpowiadajacego za poprzeczny trans-
port gazu w kierunku powierzchni ssacej. Przy powierzchni ssacej strumien ten
rozchodzi si¢ na boki, co prowadzi do rozszerzenia strefy §ladu w bezposrednim
sasiedztwie tej powierzchni i utworzenia recyrkulacyjnego przepltywu kompen-
sujacego. Efektem tego jest para wird6w o przeciwnej rotacji z obu stron osi zde-
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formowanego §ladu. Te przeplywy wirowe powodujg znaczne fluktuacje cisnie-
nia statycznego w $rodkowej czesci kanatu wirnikowego. Jak mozna si¢ spo-
dziewaé, centra wir6w sg miejscami obnizonego cisnienia statycznego. Nizsze
ci$nienie panuje takze w przedniej czesci §ladu przy powierzchni ssacej, nato-
miast obszar przeptywu wstecznego przy powierzchni ssgcej w tylnej czesci Sla-
du jest obszarem wzrostu ci$nienia statycznego.

Przemieszczajacy si¢ $lad sptywowy powoduje lokalne zmiany kierunku
przeptywu. Zastosowanie reguly trojkata predkosci przy zmianie uktadu wspot-
rz¢dnych prowadzi do wniosku, ze defekt predkosci w obszarze $ladu oznacza
przesuni¢cie naptywu na strong ssacg topatki wirnikowej w chwili przejscia $la-
du. Dzigki temu obserwuje si¢ efekt oscylacji rozmiaréw strefy oderwania przy
powierzchni ssgcej wirnika, ktore ma miejsce wzdhuz znacznej czesci wysokosci
topatki (ok. 70%) poczawszy od stopy. Jak wynika z rys. 124, przedstawiajgcego
wektory pola predkosci w wirniku w przekroju potozonym w odlegtosci 15%
wysokosci kanalu od stopy w wybranych chwilach czasu, strefa oderwania
w momencie przemieszczania si¢ $ladu (tj. w chwilach 1/4T i 4/4T) ulega wy-
raznej redukcji i ma pomijalnie mate rozmiary w poréwnaniu do rozmiardw,
ktore obserwuje si¢ w chwilach czasu 2/4 T i 3/4T. Oscylacjom rozmiardéw stre-
fy oderwania moga towarzyszy¢ takze zmiany stanu warstwy przyscienne;.

Segmenty $ladu sptywowego z kierownic przemieszczajacego si¢ nad kra-
wedzia wylotowa wirnika powodujg zmiany intensywnosci i ksztaltu $ladu
z wirnika, co wida¢ na rys. 123. Badanie oddziatywania §ladu kierowniczego ze
sladem wirnikowym w dot przeptywu od krawedzi wylotowej wirnika jest jed-
nak utrudnione z uwagi na stacjonarny warunek brzegowy na wylocie z wirnika.

Na rys. 125 pokazano kontury funkcji entropii w wirniku w przekroju pro-
mieniowym potozonym w odlegtosci 30% cigciwy osiowej za krawedzia wloto-
wa oraz na krawedzi wylotowej w wybranych chwilach czasu. Rysunki te poka-
zuj3 oscylacje rozmiarow strefy oderwania przy stopie oraz obszaré6w dominacji
przeptywow wtornych. Jak widaé z rysunku, w momencie oddziatywania $ladu
nie tylko strefa oderwania, ale takze strefy przeptywow wtornych wykazuja ten-
dencje do kurczenia si¢. W tym momencie centra przeptywow wtornych pozo-
staja blizej ograniczen zewnetrznych, co mozna zauwazy¢ szczegélnie przy
ograniczeniu gornym przy braku oddzialywania ze strefg oderwania. W najwigk-
szym skrocie mozna to wyjasni¢ jako efekt periodycznego przesunigcia naptywu
na strong¢ ssacg topatki wirnikowej, prowadzacy do redukcji intensywnosci prze-
plywu poprzecznego w warstwie przysciennej w momencie przej$cia sladu. Za-
uwazmy tez, ze $lad jest przekoszony w kierunku promieniowym z uwagi na
rozne predkosci unoszenia $ladu u stopy 1 wierzchotka.

Na rys. 126 przedstawiono rozktad wzdhuz wysokosci kanatu strat entalpii
w poszczegolnych wiencach i w stopniu w przeptywie niestacjonarnym w wy-
branych chwilach czasu pelnego okresu periodyczno$ci przeplywu. Zmiany strat
przeptywu w wiencu kierowniczym w kolejnych chwilach czasu sg stabo zau-
wazalne. Najbardziej wyrazne sg oscylacje poziomu strat w wirniku zwigzane
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Rys. 125. Kontury funkcji entropii w wirniku 30% cigciwy osiowej za krawedzia
wlotowg (rys. lewe) oraz na krawedzi wylotowej (rys. prawe) w przeptywie
niestacjonarnym w wybranych chwilach czasu [158]
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Rys. 126. Rozktad wzdtuz wysokos$ci kanatu strat entalpii w kierownicy (1), wirniku (2)
i stopniu bez energii wylotowej (3) i z energiag wylotowa (4) w przeptywie
niestacjonarnym w wybranych chwilach czasu [158]

Z przemieszczaniem si¢ $ladow sptywowych z kierownicy. W przekroju wylo-
towym w poblizu $rednicy podziatowej dochodzi do potaczenia centrow strat
przeplywow wtornych, pochodzacych od warstw przysciennych z przeciwle-
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glych ograniczen. W chwili kiedy tylna cz¢$¢ kanalu wirnikowego jest wolna od
sladu (2/4T), nastepuje wypietrzenie centrum strat. W pozostatych chwilach cza-
su, kiedy nastepuje oddziatywanie §ladu z przeptywami wtéornymi w tylnej czg-
$ci kanatu wirnikowego krzywa strat ulega wyplaszczeniu. Oddziatywanie §ladu
powoduje zatem redukcje strat oderwania i przeptywow wtornych, lecz juz sam
fakt przemieszczania si¢ $ladu przez kontur wylotowy, powoduje podniesienie
ogoblnego poziomu strat przeptywowych. Z uwagi na niska reakcyjno$¢ stopnia
chwilowe zmiany strat przeplywu w skali stopnia sg mniej odczuwalne, choé¢
siegajg nawet 3,5%.

Na rys. 127 przedstawiono porownanie rozktadu wzdtuz wysokosci kanatu
strat entalpii w poszczegdlnych wiencach i w stopniu bez i z uwzglednieniem
energii wylotowe] w przeptywie niestacjonarnym usrednionym i w przeptywie
stacjonarnym. Straty w kierownicy w przeplywie stacjonarnym sg o 0,3% wyz-
sze (4,5% w przeptywie stacjonarnym, 4,2% w przeptywie usrednionym). Wy-
daje si¢, ze rozbieznos¢ ta jest przede wszystkim zwigzana z procedurg usred-
niania parametréw w kierunku obwodowym w przekroju wylotowym kierowni-
cy. Redystrybucja strat w palisadzie wirnikowej jest znaczna z wyraznie zary-
sowanym centrum strat przeptywow wtoérnych w obliczeniach przeptywu stacjo-
narnego. W przeplywie niestacjonarnym usrednionym obserwuje si¢ natomiast
wzrost poziomu strat poza obszarem akumulacji strat przeplywéw wtornych.
Obliczone straty w wirniku badanego stopnia sg wyzsze w przeptywie niestacjo-
narnym o 1,2% (11,6% w przeptywie stacjonarnym, 12,8% w przeptywie usred-
nionym). Zmiany w ksztalcie rozkladu strat w stopniu sa czytelne — dotycza
glownie obszaru przeptywow wtornych. Jednakze wartosci $rednie rozktadu strat
w stopniu bez energii wylotowej w przeptywie stacjonarnym i niestacjonarnym
usrednionym sg takie same (7,2%). Straty w stopniu tacznie z energig wyloto-
wa sa o 0,1% mniejsze w przeplywie usrednionym (10.3% w przeplywie stacjo-
narnym, 10,2% w przeptywie usrednionym) z uwagi na mniejszy poziom nie-
jednorodno$ci w strumieniu wylotowym i mniejsza energi¢ wylotowa. Pomimo
tak znacznych zmian w postaci rozktadu strat wzdtuz wysokosci kanalu pomig-
dzy obliczeniami przeptywu stacjonarnego i niestacjonarnego, wartosci koncowe
strat przeptywu nie wykazujg praktycznie zadnych roznic. Pozwala to na stwier-
dzenie, ze blad oceny podstawowych charakterystyk stopnia turbinowego (takich
jak jego sprawno$¢, moc czy poziom reakcyjnosci) w oparciu o rozwigzanie
przeptywu stacjonarnego pomijajace oddzialywanie typu kierownica/wirnik jest
nieznaczny, a rozwigzanie takie otrzymuje si¢ przy znacznej redukcji kosztow
obliczeniowych o 1+2 rzedy wielkos$ci w porownaniu z rozwigzaniem przepltywu
niestacjonarnego.

Transport sladow sptywowych z kierownicy jest zrodtem oscylacji obcigzen
topatki wirnikowej o naturze wysokoczgstotliwosciowej (50 Hz x liczba topatek
kierowniczych). Amplitudy tych oscylacji w odniesieniu do sity catkowitej dzia-
tajacej na topatke wirnikowa badanego stopnia turbinowego okresla si¢ na 4%
wartosci $redniej, rownej w przedstawionym przypadku 462 N, co pokazano na
rys. 128. Warto$¢ calkowitej sity dziatajacej na topatke wirnikowa w oblicze-
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niach przeplywu stacjonarnego jest o ok. 2% nizsza od wartosci $redniej w prze-
plywie niestacjonarnym. Powyzsze rezultaty obliczen poréwnawczych przepty-
wu niestacjonarnego i stacjonarnego w badanym stopniu turbinowym czesci WP
przedstawiono w pracy [329].
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Rys. 127. Poréwnanie rozktadu wzdtuz wysokos$ci kanatu strat entalpii w kierownicy (1),

wirniku (2), stopniu bez energii wylotowej (3) i z energiag wylotowa (4) w przeptywie
niestacjonarnym usrednionym (rys. lewy) i stacjonarnym (rys. prawy) [158]
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Rys. 128. Oscylacje sity calkowitej dziatajacej na topatke wirnikowsg
w przeptywie niestacjonarnym i stacjonarnym [158]

Przeplyw niestacjonarny w turbinie modelowej z Aachen

Przedstawione tu wybrane wyniki obliczen przeplywu niestacjonarnego w mo-
delowej 1 i 1/2-stopniowej turbinie powietrznej Aachen zamieszczono w pracy
[401]. Na rys. 129 przedstawiono izolinie funkcji entropii na $rednicy podziato-
wej w wybranych chwilach czasu pelnego okresu periodycznosci przeptywu nie-
stacjonarnego pokazujace transport dwuwymiarowego defektu predkosci przez
palisad¢ wirnikowa. Ksztalt defektu predkosci naptywajacego na topatke wirni-
kowag nie jest identyczny wzdhuz wysokosci kanatu. W obszarze przeptywow
wtornych w $ladzie pojawia si¢ sktadowa promieniowa oraz dodatkowe sktado-
we obwodowa i osiowa. Efekty te sa jednak relatywnie stabe w odniesieniu do
pierwszej kierownicy przy matym udziale przeptywow wtdérnych w bilansie
strat. Transport $ladu kierowniczego mozna wigc w przyblizeniu potraktowaé
jako przemieszczanie si¢ przez tréjwymiarowy kanat wirnikowy dwywymiaro-
wego defektu predkosci przekoszonego wzdtuz wysokosci kanatu z uwagi na
rozne predkosci unoszenia u stopy i przy wierzchotku. Na rys. 130 1 131 przed-
stawiono wektory pola predkosci i izolinie ci$nienia catkowitego w przekrojach
przy krawedzi wylotowej wirnika w wybranych chwilach czasu. Z poroéwnania
rysunkow wynika, ze zmiany w czasie rozmiaru wiru przecieku nadtopatkowego
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nie sg znaczne w przeciwienstwie do wyraznych zmian rozmiaréw i polozenia
centrow wirow kanalowych (zaréwno przy ograniczeniu dolnym, jak i gérnym
w sasiedztwie przecieku nadtopatkowego). Potwierdza to wczesniejsze spostrze-
zenia, ze lokalne zmiany kierunku naptywu maja duzo wigkszy wptyw na ksztat-
towanie przeplywow wtornych niz przecieku nadtopatkowego. Przeciek nadto-
patkowy spycha mniej intensywng strukture gérnego wiru kanatowego w kie-
runku $rednicy podziatowej. W chwilach oddzialywania $ladu nastgpuje jednak
redukcja intensywno$ci wiru kanalowego, a jego centrum pozostaje blizej ogra-
niczenia gornego i powierzchni cisngcej. Rezultaty obliczen sg jakoSciowo
zgodne z wynikami badan eksperymentalnych Stephana i in. [169].
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Rys. 129. Izolinie funkcji entropii w wirniku na $rednicy podziatowe;j
w przeplywie niestacjonarnym w wybranych chwilach czasu [407]

wir kanatowy

wir przecieku
nadtopatkowego

Rys. 130. Wektory pola predkosci w gornej czescei kanatu wirnikowego w przekroju
przed krawedzig wylotowa kolorowane wg liczby Macha w przeplywie
niestacjonarnym w wybranych chwilach czasu [407]
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Rys. 131. Izolinie ci$nienia catkowitego na krawedzi wylotowej wirnika
w przeplywie niestacjonarnym w wybranych chwilach czasu [407]

Slad sptywowy z wirnika ma juz wyraznie tréjwymiarowa strukture, w gor-
nej czgsci kanatu zdominowang przez wir przecieku nadtopatkowego, w dolne;j
przez wir kanalowy. Segmentacja tej struktury na krawedziach wlotowych kie-
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rownic i dalszy transport w kanale kierowniczym ma charakter bardzo ztozony.
Na rys. 132 przedstawiajacym wektory pola predkosci w gornej czesci kanatu
drugiej kierownicy przy powierzchni ssacej w odleglosci 40% cigciwy osiowej
za krawedzig wlotowa w wybranych chwilach czasu obserwuje si¢ rozlegly
przeptyw recyrkulacyjny, porywajgcy warstwe przyscienng z ograniczenia oraz,
W sposob pulsacyjny, porozcinane krawedziami wlotowymi segmenty wiru
przecieku nadtopatkowego o kierunku rotacji zgodnym z przeptywem recyrkula-
cyjnym. Z tego przeptywu recyrkulacyjnego powstaje pulsujacy glowny wir ka-
natowy. Ponadto w gornej czeéci kanalu w narozu przy powierzchni ssgcej
w chwili oddziatywania wiru przecieku nadlopatkowego obserwuje si¢ pulsujacy
wir naroznikowy pochodzacy z odwrotnego przeptywu poprzecznego od punktu
spigtrzenia przesunigtego na powierzchnie ssgca i kompensujgcego lokalnego
przepltywu recyrkulacyjnego, w dot przeptywu zasilany wirowoscig pochodzaca
z oderwania glownego przeplywu recyrkulacyjnego od ograniczenia. W chwili
wolnej od oddziatywania przecieku nadtopatkowego rozmiary gldwnego wiru
kanatowego ulegaja wyraznej redukcji. Wir naroznikowy praktycznie zanika,
gdyz jest to chwila okotonominalnego naptywu na topatke drugiej kierownicy
i powrot do regularnego przeptywu poprzecznego od powierzchni cisngcej do
ssgcej — z rys. 132 mozna wnosi¢, ze jest to chwila 4/4T. Z uwagi na duza rozle-
glos¢ wiru przecieku nadtopatkowego (facznie z wirem kanalowym) w odniesie-
niu do szerokos$ci kanatu (rys. 131) czas, w ktérym oddzialywanie ma miejsce
stanowi duzg czg$¢ okresu periodyczno$ci przeptywu niestacjonarnego, nato-
miast czas, kiedy nie obserwuje si¢ oddzialywania jest znacznie krotszy.

Energia kinetyczna wiru przecieku nadlopatkowego ulega czgsciowej dysy-
pacji podczas transportu w strukturze gléwnego wiru kanatowego. Na rys. 133
przedstawiono izolinie ci$nienia catkowitego i funkcji entropii w drugiej kie-
rownicy w przekroju przy krawedzi wylotowej w wybranych chwilach czasu.
Pozostatosci wiru przecieku nadtopatkowego sa rozpoznawalne na krawedzi wy-
lotowej, szczegolnie w chwilach 3/4T i 4/4T, jako obszary o podwyzszonej war-
tosci ci$nienia catkowitego w gornej czesci kanatlu blizej powierzchni ssace;j.
Dysypacja energii kinetycznej przecieku nadlopatkowego objawia si¢ wzrostem
funkcji entropii w obszarach wysokich naprezen w ptynie w gornej czesci kana-
hu. Centrum strat przecieku nadlopatkowego przesuwa si¢ diagonalnie w kierun-
ku powierzchni ssgcej i $rednicy podzialowej. Powierzchniowe rozktady cisnie-
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Rys. 132. Wektory pola predkosci w gornej czgsci kanatu drugiej kierownicy
przy powierzchni ssacej 40% cigciwy osiowej za krawedzig wlotowa
w przeptywie niestacjonarnym w wybranych chwilach czasu [407]
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Rys. 133. Izolinie ci$nienia catkowitego i funkcji entropii w drugiej kierownicy na kra-
wedzi wylotowe] w przeptywie niestacjonarnym w wybranych chwilach czasu [407]

nia calkowitego i funkcji entropii w gornej czesci kanatu ulegaja znacznym
oscylacjom w pelnym okresie periodycznosci przeptywu. Oscylacje zwigzane
z oddziatywaniem $ladu sptywowego w dolnej czesci kanalu wirnikowego sa
mniejsze, cho¢ takze widoczne, m.in. w obszarze przeptywow wtornych.

3.5. Specyfika stopnia regulacyjnego zasilanego na czesci
obwodu.

Stopien regulacyjny i przeplyw w warunkach czgéciowego zasilania wydajg si¢
by¢ ciekawymi tematami badan. Badania numeryczne sa jednak bardzo kosz-
towne, w zwigzku z czym ilo$¢ prac w literaturze CFD dedykowanych tym pro-
blemom jest znikoma. Na wcze$niejszym etapie nieliczne dostgpne w literaturze
prace numeryczne nad przeptywem w warunkach czgsciowego zasilania prowa-
dzono w modelu 2D na $rednicy podzialowej. Dotyczyly one turbin matej mocy
o matej liczbie topatek lub z uwzglednieniem jedynie czgsci obwodu, Wakeley
i Potts [188,424], He [425], Skopek i in. [189]. Prace [188,425] odwoluja si¢ do
wynikoéw eksperymentu na modelowej turbinie wodnej (stopien akcyjny z dzie-
sigcioma topatkami w kierownicy i1 wirniku, przy czym pi¢¢ kanatéw kierowni-
czych jest zasilanych), autorstwa Boulbina i in. [191]. W pracach tych mozna
znalez¢ poroéwnanie obliczonej i pomierzonej sity obwodowej dzialajacej na to-
patki wirnikowe. Badano tez zjawiska przeptywowe i problem generacji strat
przeplywu w warunkach cze$ciowego zasilania. W pracach numerycznych
[192+194] analizowano dzialanie stopnia regulacyjnego zaréwno z wykorzysta-
niem modelu 2D na $rednicy podzialowej jak i w modelu 3D pelnej geometrii
stopnia regulacyjnego.
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W dalszej czesci niniejszego rozdzialu przedstawiono szczegdétowe wyniki
wlasnych prac numerycznych nad przeptywem w obszarze wlotu do turbiny
T13K215 oraz nad wyznaczeniem niestacjonarnych obcigzen topatek wirniko-
wych i wirnika stopnia regulacyjnego.

Stopnien regulacyjny turbiny T13K215

Na rys. 134 pokazano w zarysic geometri¢ stopnia regulacyjnego turbiny
T13K215 przygotowang w programie Ansys. Uktad kierowniczy badanego stop-
nia regulacyjnego sklada si¢ z czterech skrzynek dyszowych. Sg one rozmiesz-
czone niesymetrycznie wzdtuz obwodu, a obszary pomiedzy skrzynkami zablo-
kowane dla przeptywu majg rézne dtugosci wzdhuz obwodu. Catkowita liczba
kierownic wynosi 45, w kolejnych skrzynkach mamy 10, 14, 12 1 9 kierownic.
Liczba kanalow wirnikowych rowna jest 114. Lopatki wirnikowe sg bandazo-
wane. W obszarze nadbandazowym mamy typowe uszczelnienie labiryntowe,
ktore takze nalezy do obszaru obliczeniowego. Ponadto w sktad obszaru obli-
czeniowego wchodzg cztery krocce wlotowe, komora stopnia regulacyjnego, ob-
szar wlotu do czeSci wysokopreznej turbiny, oraz komora nieszczelnos$ci wraz
z kanatami przeciekow do komory nieszczelnosci. Na bazie powyzszej geometrii
przygotowano kilka siatek obliczeniowych rdznigcych si¢ stopniem zlozonosci,
m.in. siatke pelnej geometrii tréjwymiarowej wlotu do turbiny i stopnia regula-
cyjnego oraz siatke dwuwymiarowa na catym obwodzie na $rednicy podziatowej
uktadu topatkowego.

krééce wlotowe

skrzynki
dyszowe

koto fopatek \
wirnikowych /

Rys. 134. Geometria stopnia regulacyjnego turbiny parowej wprowadzona
do programu obliczeniowego [190]

Rozwazano dwa warianty pracy stopnia regulacyjnego, odpowiadajace mo-
cy turbiny:
(1) 215 MW — nominalne obcigzenie turbiny,
(2) 140 MW — pewne niskie obcigzenie turbiny, dla ktérego jednak moc
stopnia regulacyjnego osigga warto$¢ maksymalng.



3. Badania numeryczne strat przeptywowych i sprawnosci turbin 227

Warunki termodynamiczne pracy stopnia regulacyjnego potrzebne jako wa-
runki brzegowe do obliczen CFD stopnia regulacyjnego zostaly przygotowane
w oparciu o program REG-Z obliczajacy bilans cieplno-przeptywowy stopnia
regulacyjnego na poziomie 0D/1D, Btazko i Lidke [426]. Program ten pozwala
na okreslenie rozdziatu pary do poszczegoélnych skrzynek dyszowych dla zada-
nego obcigzenia turbiny. I tak dla przypadku obcigzenia nominalnego turbiny
trzy zawory na kroccach dolotowych sa praktycznie catkowicie otwarte,
a czwarty zawor jest otwarty tylko czgSciowo. Natomiast w drugim wariancie
tylko dwa zawory sg otwarte catkowicie, jeden zawor jest otwarty czeSciowo
przy bardzo niskim poziomie otwarcia, a ostatni zawor jest zamknigty. Warunki
termodynamiczne dla dwoch rozpatrywanych wariantéw zasilania czgs$ciowego
potrzebne dla solwerdw przeptywowych, uwzgledniajace masowe nate¢zenie
przeplywu, ci$nienia za poszczegdlnymi zaworami regulacyjnymi i w komorze
stopnia regulacyjnego oraz temperatur¢ wlotowg zebrano w Tab. 6.

Moc tur- | Natgzenie | Ci$nienie wlotowe | Temperatura | Ci$n. wylo-
Wariant biny przept. do skrz. dysz. [bar] | wlotowa [°C] | towe [bar]
MW] | [ke/s]
SD1 122,0
1 215 182,0 SD2 103,1 532,0 95,7
SD3 122,3
SD4 122,1
SD1 120,9
2 140 1154 SD2 | Zamknieta 532,0 59,8
SD3 121,5
SD4 60,1

Tab. 6. Parametry termodynamiczne dla obliczen stopnia regulacyjnego [190]

W przeplywie z niejednorodnosciag obwodowa, jak ma to miejsce w przy-
padku zasilania na czg¢sci obwodu, traci moc zatozenie o identyczno$ci przepty-
wu w kazdym kanale i warunki uogolnionej periodycznosci czasowo-
przestrzennej. Dla pelnego rozwigzania zagadnienia czg¢$ciowego zasilania, obli-
czenia przeplywu niestacjonarnego nalezy prowadzi¢ na calym obwodzie, czyli
we wszystkich kanatach uktadu topatkowego. Nietrudno policzy¢, ze w geome-
trii stopnia regulacyjnego turbiny T13K215 z 45 kanatami kierowniczymi i 114
wirnikowymi tylko sama siatka w obszarze lopatkowym spetniajagca wymogi
modelu turbulencji przysSciennej powinna zawiera¢ ok. 80 000 000 komorek.
Przyjecie siatki o mniejszej rozdzielczosci ok. 150 000 komoérek w pojedynczym
kanale mig¢dzylopatkowym daje ponad 24 miliony komoérek w samym ukladzie
lopatkowym. Doliczajac pozostate elementy obszaru obliczeniowego otrzymuje
si¢ ponad 30 milionow komorek oraz zapotrzebowanie na pami¢¢ przekraczajgce
kilkadziesigt GB, oraz czasy obliczen wyrazajace si¢ w dziesigtkach dni pracy
procesora (grupy procesorow).

Cze$¢ obliczen zrealizowano jednakze w pelnej geometrii trojwymiarowe;j
stopnia regulacyjnego i wlotu do turbiny, obejmujacej krocce wlotowe, skrzynki
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dyszowe, wszystkie kanaly kierownicze i wirnikowe, komore wyréwnawczg
stopnia regulacyjnego, obszary przeplywoéw ubocznych (szczelina nadbandazo-
wa nad topatkami wirnikowymi, szczelina przytarczowa, komora nieszczelnos$ci)
oraz wlot do czgéci wysokopreznej turbiny, rys. 135. Celem tych obliczen byto
okreslenie rozpltywu pary w stopniu regulacyjnym i ocena niejednorodnosci ob-
wodowej w przeptywie. Obliczenia wykonano na siatce zbudowanej z 2 800 000
komorek. Jest to siatka strukturalna podzielona na bloki. Siatka obliczeniowa
zostata zgeszczona w poblizu Scianek w obszarach warstwy przy$ciennej. Jest to
siatka typu H w kanatach topatkowych. Z uwagi na ogromng zlozono$¢ geome-
trii siatka jest do$¢ zgrubna. Nalezy mie¢ $wiadomo$¢, ze obliczenia na tej siatce
nie moga poshuzy¢ do szczegotowej oceny zjawisk przeplywowych w kanatach
lopatkowych, ani tez do oceny sprawnosci stopnia regulacyjnego. Obrazy troj-
wymiarowej siatki obliczeniowej ukazujacych rézne elementy uktadu przepty-
wowego przedstawiono na rys. 136+137.

. komora
krécce wlotowe nieszczelnosci

4('—,

- S Y
fopatki fopatki
@i s
wiot do
czesci WP

komora
nieszczelnosci komora stopnia
regulacyjnego

Rys. 135. Schemat wlotu do turbiny, uktadu topatkowego stopnia regulacyjnego i wlotu
do czgsci wysokopreznej w przekroju merydionalnym [190]

Obliczenia niestacjonarnych obcigzen wirnika prowadzono z kolei w dwu-
wymiarowym obszarze obliczeniowym zbudowanym na calym obwodzie na
srednicy podziatowej uktadu lopatkowego. Dwywymiarowy obszar obliczenio-
wy rozciagal si¢ na wszystkie kanaly topatkowe dost¢pne dla przeptywu. Siatka
typu H sktadata si¢ z ponad 800 000 objetosci (kazdy kanat kierowniczy i wirni-
kowy obejmowata 4750 objetosci skonczonych — 88x54). Siatka zostata zggsz-
czona przy $ciankach i w obszarach krawedzi wlotowych i wylotowych. Sto-
sownie do przyjetego modelu turbulencji przysciennej, zggszczenia statki przy
$ciankach dobrano tak, aby warto$¢ y* wynosita 1+2. Widok siatki obliczenio-
wej 2D przedstawiono na rys. 138.

Obliczenia stopnia regulacyjnego prowadzono w oparciu o model przepty-
wu RANS uzupeliony o model turbulencji ~~@ SST dostepne w programie Flu-
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ent. Wykorzystano solwer typu ,,segregated” z sekwencyjnym rozwigzywaniem
uktadu rownan, algorytm SIMPLE dla korekcji ci$nienia i predkosci oraz dys-
kretyzacj¢ strumieni konwekcyjnych w oparciu o schemat numeryczny typu
“upwind” drugiego rzgdu doktadnosci i dyskretyzacje w czasie za pomoca
schematu typu “implicit’. Wyniki obliczen przedstawione w niniejszej pracy
obejmuja ponad jeden obrét wirnika dla pelnej geometrii trojwymiarowej oraz
4+10 obrotow na siatce dwuwymiarowej. Do obliczen zastosowano model siatek
ruchomych. Krok czasowy przyjeto na poziomie A= 3-10s, co oznacza, ze do
petnego obrotu wirnika potrzeba ok. 667 krokow czasowych.
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Rys. 136. Siatka na powierzchni zewngtrznej
obszaru obliczeniowego wlotu do turbiny
T13K215 i stopnia regulacyjnego [190]
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Rys. 138. Siatka dwuwymiarowa — rozwini¢
cie obszaru obliczeniowego na $rednicy
podziatowej na powierzchnig¢ (rys. prawy),
powigkszenie siatki w obrebie skrzynek
dyszowych (rys. lewy gorny), powigkszenie
siatki w obszarze pomigdzy skrzynkami
dyszowymi (rys. lewy dolny) [190]

Rys. 137. Siatka na powierzchni kro¢cow wlo-
towych, skrzynek dyszowych, fopatek kierow-
niczych i wirnikowych oraz na powierzchni
tarczy wirnikowej - widok od strony wylotu
(wlotu do czes$ci WP turbiny) z zasiatkowang
powierzchnig zewngtrzng komory stopnia regu-
lacyjnego [190]
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Rozplyw pary w stopniu regulacyjnym
W niniejszym podrozdziale przedstawiono, jak ksztattujg si¢ warto$ci masowego
nat¢zenia przeplywu w kolejnych skrzynkach dyszowych oraz w obszarach
przecieku nad topatkami wirnikowymi i przecieku do komory nieszczelnosci
w dwoch badanych wariantach zasilania czg$ciowego. Obliczenia w pelnej geo-
metrii 3D prowadzono z zastosowaniem stacjonarnych warunkéw brzegowych
na wlocie i wylocie, jak w tab. 6. Przyjeto nastgpujgce oznaczenia dla rozwaza-
nych wydatkéw masowych:

G1, Gu, Gm, Giv — masowe natgzenie przeplywu w kolejnych skrzynkach

dyszowych,

Gr — masowe nat¢zenie przeptywu w wirniku,

Gr — masowe natezenie przecieku nadbandazowego,

Gp — masowe natgzenie przecieku nadlopatkowego do komory nie-
szczelno$ci,

Gn — masowe natgzenie przecieku podiopatkowego do komory nie-
szczelnosci,

G - masowe natgzenie przeptywu gldéwnego na wylocie ze stopnia re-
gulacyjnego.

o

Rys. 139. Rozptyw pary w stopniu regulacyjnym. Definicje strumieni [190]

Wymienione powyzej strumienie zaznaczono na rys. 139, a ich wartosci dla
dwdch wariantdw obcigzenia turbiny podano w tab. 7 (ujemne warto$ci strumie-
ni przecieckow w obliczeniach 3D oznaczaja strumienie wyptywajace z obszaru
miedzylopatkowego, wartosci dodatnie dotycza strumieni wplywajacych). Tabe-
la ta zawiera tez poréwnanie wynikéw obliczen w modelu 3D pelnej geometrii
z wynikami otrzymanymi z programu REG—Z [343]. Warto$ci natezenia prze-
plywu w przeciekach wyznaczone z obliczen 3D sg zsumowane z calego obwo-
du, przy czym nalezy bra¢ pod uwagg fakt, iz strumienie czgstkowe mogg mieé
przeciwne kierunki w zalezno$ci od polozenia fragmentow obszaru wzglgdem



3. Badania numeryczne strat przeptywowych i sprawnosci turbin 231

luku zasilania. W przyjetej geometrii obszaru obliczeniowego sumaryczne stru-
mienie przecieku do komory nieszczelnosci ponad lopatkami wirnikowymi
i u stopy kierownic powinny mie¢ identyczne wartosci i przeciwne kierunki
(strumien wyptywajacy i wpltywajacy) wzgledem obszaru mi¢dzylopatkowego.
Nie uwzglednia si¢ bowiem wypltywu z komory nieszczelnosSci przez uszczel-
nienia przy wale.

Masowe natezenie Wariant 1 Wariant 2
przeptywu Obliczenia Obliczenia Obliczenia Obliczenia
3D REG-Z 3D REG-Z
G [kg/s] 48,1 47,9 58,8 58,4
G [kg/s] 33,5 32,6 0,0 0,0
G [kg/s] 43,9 43,4 53,5 52,7
Giv [kg/s] 57,4 57,5 1,9 3,8
Gr+Gir-Gur-Gry [kg/S] 182,9 114,2
Gr[kg/s] 178,2 111,0
Grlkg/s] 4,7 -3,1
Gp [kg/s] 1,0 3,1
Grlkg/s] -1,1 -3,9
G [kg/s] 183,5 113,0

Tab. 7. Rozptyw pary w stopniu regulacyjnym (wariant 1,2);
porownanie wynikow obliczen 3D i REG-Z [190]

Odpowiedni bilans strumieni wskazuje na obecno$¢ pewnych residudw,
ktore w obliczeniach 3D sg miarg niepelnej zbieznosci procesu obliczeniowego.
Sa to jednak nieznaczne btedy obliczeniowe. Dla przyktadu w wariancie pierw-
szym niezgodno$¢ warto$ci Gi+Gut+GurtGry oraz G jest ponizej 0,4%G, mata
jest takze rozbiezno$¢ pomiedzy wartoSciami Gp oraz Gy. W drugim wariancie
niezgodno$¢ jest nieco wigksza, tzn. réznica pomiedzy Gi+GutGmtGry oraz G
jest na poziomie 1,0%G, wicksza jest tez niezgodno$¢ pomigdzy wartosciami Gp
oraz Gu. Porownanie obliczen 3D i REG-Z w obrgbie skrzynek dyszowych wy-
pada tu dos¢ korzystnie, szczegélnie w wariancie 1.

Sumaryczna warto$¢ strumienia przecieku nadbandazowego to 4,7 kg/s
w wariancie 1 oraz 3,1 kg/s w wariancie 2, co w obu przypadkach stanowi nieco
ponizej 3% masowego natgzenia przeptywu przez stopien regulacyjny. Suma-
ryczny strumien przecieku do komory nieszczelnosci to ponad 1 kg/s w warian-
cie 1 i ponad 3 kg/s w wariancie 2. Przy stopie obserwuje si¢ wyplyw czynnika
do komory nieszczelnosci, z kolei ponad topatkami obserwuje si¢ doptyw czyn-
nika do obszaru przeptywu gltéwnego. Sag to warto$ci nat¢zen przeptywu w prze-
ciekach zsumowane z catego obwodu. Nalezy oczekiwaé, ze przedstawione kie-
runki przeplywu w przeciekach dotycza fragmentéw obszaru znajdujacych si¢
w tuku zasilania. Poza tukiem zasilania kierunek przeptywu w przeciekach moze
ulec zmianie, podobnie jak zmienia si¢ tam kierunek przeptywu gtownego. Na-
lezy w tym miejscu takze zwrdci¢ uwage na fakt, iz masowe natezenia przecie-
kow moga by¢ w obliczeniach zanizone, co jest typowym efektem numerycz-
nym w kanalach przeplywowych wynikajacym z przyjecia siatki o nie wystar-
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czajace] rozdzielczosci, a objawiajacym si¢ zwickszong dysypatywnoS$cig
1 wzrostem oporoéw przeplywu.

Osobliwosci przeplywu

Na rys. 140 przedstawiono chwilowe izolinie ci$nienia statycznego na po-
wierzchni kro¢cow wlotowych, skrzynek dyszowych oraz topatek kierowni-
czych 1 wirnikowych dla dwdch rozwazanych wariantow czeSciowego zasilania.
Spadek ci$nienia w zasilanych kanatach przy pelnym otwarciu zaworéw wynosi
p2/po=0,78 dla pierwszego wariantu zasilania cze¢$ciowego oraz 0,49 dla warian-
tu drugiego. Obrazy przeptywu podlegajg znacznym zmianom pomigdzy tymi
wariantami. Istotne sg takze rdznice w ekspansji pomigdzy sgsiadujagcymi kana-
fami topatkowymi. Najmniejsze spadki ci$nienia obserwuje si¢ w pierwszych
kanatach kierowniczych, gdy topatka wirnikowa wchodzi w tuk zasilania. Eks-
pansja jest tam bowiem hamowana przez bedacy w zastoju ptyn w kanale wirni-
kowym. Ci$nienie obniza si¢ za kolejnymi kierownicami w kierunku zgodnym
z obrotem topatek wirnikowych, gdy ptyn w kanale wirnikowym doznaje przy-
spieszenia i podlega regularnej ekspansji. Najwigkszy spadek ci$nienia obserwu-
je si¢ w ostatnim kanale. Ci$nienie spada tam znacznie ponizej $redniego ci$nie-
nia wylotowego ze stopnia regulacyjnego, lokalnie do okoto 70 bar w warian-
cie 1 oraz do 40 bar w wariancie 2, co wida¢ wyraznie na rys. 133. Spadki ci-
$nienia polaczone sg ze wzrostem liczby Macha w tych obszarach do 1,0 w wa-
riancie 1 lub do 1,4 w wariancie 2, przy sredniej wartos$ci liczby Macha za kie-
rownicami w $rodku tuku zasilania na poziomie odpowiednio 0,4 i 0,8. W naj-
blizszym sgsiedztwie skrzynek dyszowych pojawiajg si¢ silne przeptywy w kie-
runku obwodowym.

Aby przesledzi¢ roznice w ekspansji pomigdzy poszczegdlnymi kanatami,
wygodnie jest wykorzystac rezultaty obliczen 2D na $rednicy podzialowej. Na
rys. 141 przedstawiono chwilowe izolinie ci$nienia statycznego w kanatach kie-
rowniczych i wirnikowych dla dwoch rozwazanych wariantow cze¢$ciowego za-
silania, ktore potwierdzajg tendencje zaobserwowane w trakcie obliczen 3D. Ci-
$nienie za kierownicami okazuje si¢ by¢ najwyzsze w kanatach znajdujacych sie¢
na wejsciu do obszaru zasilania, gdzie ekspansja strumienia pary z kierownicy
jest blokowana przez nieaktywny ptyn w kanale wirnikowym wchodzacym
w obszar zasilania. Wysokie ci$nienie za kierownicg pozwala na usunigcie ob-
szaru zastoju 1 przywrocenie regularnej ekspansji w kanale wirnikowym. W wa-
riancie 1 ci$nienie statyczne za kierownicami polozonymi w $rodku tuku zasila-
nia (przy pelnym otwarciu zawordow) wynosi 103 bar, podczas gdy za drugg kie-
rownicg jest rowne 107 bar. W drugim wariancie wynosi 75 bar za srodkowymi
kierownicami, 80 bar za drugg kierownica. Nie jest przypadkiem, Ze najnizsze
ci$nienie jest wlasnie za drugg kierownicg nie za$ za pierwsza. Za pierwsza kie-
rownicg obserwuje si¢ bowiem dodatkowy efekt w postaci ekspansji pary
wzdtuz $cianki zablokowanego obszaru w kierunku przeciwnym do ruchu wirni-
ka. Wydaje sig, ze regularna ekspansja jest odnowiona juz w trzecim kanale kie-
rowniczym.
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Rys. 140. Cisnienie statyczne na Sciankach kro¢cow wlotowych,
skrzynek dyszowych (SD) oraz topatek kierowniczych i wirnikowych
stopnia regulacyjnego; wariant 112 [190]
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Rys. 141. Chwilowe izolinie ci$nienia statycznego w palisadach
stopnia regulacyjnego, wariant 112 [190]
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Cisnienie za kierownicami obniza si¢ w kierunku zgodnym z ruchem topa-
tek wirnikowych. Najnizszg warto$¢ ciSnienia mozna zaobserwowac za ostatnig
kierownica, gdzie topatka wirnikowa opuszcza obszar zasilania. Mamy tu do
czynienia z efektem ,,pr6zni”, ktéry pojawia si¢, kiedy kanat wirnikowy wypet-
niony czynnikiem o duzej predkosci (duzej bezwtadnosci) wpada nagle w ob-
szar, gdzie nastgpuje przerwa w dostawie czynnika. Obserwuje si¢ woOwczas
znaczny spadek ci$nienia na wylocie z kierownicy i wzrost predkosci strumienia
w kierownicy. Strumien ten jest hamowany w kanale wirnikowym wstecznym
gradientem cisnienia i nastgpuje naptyw ptynu z obszaru nieaktywnego, co po-
zwala zatrzymac¢ ptyn w kanale po wejsciu w obszar niezasilany. Obserwuje si¢
tez ekspansje strumienia pary z ostatniej kierownicy wzdtuz §cianki zablokowa-
nego obszaru w kierunku zgodnym z ruchem wirnika. Srednie ci$nienie statycz-
ne za ostatnig kierownicg spada do 95 bar w wariancie 1 oraz do 70 bar w wa-
riancie 2. W dot przeptywu przy przedniej czesci powierzchni ssacej topatki
wirnikowej 1 przy $ciance zablokowanego obszaru ci$nienie spada lokalnie poni-
zej 75 baréw w wariancie 1 oraz do ok. 40 bar w wariancie 2 (tj. znacznie poni-
zej ci$nienia wylotowego), co juz wczesniej zaobserwowano w obliczeniach 3D.

Na rys. 142 przedstawiono wektory pola predkosci w wybranych kanatach
kierowniczych (w uktadzie nieruchomym) i wirnikowych (w uktadzie zwigza-
nym z wirnikiem) dla obu wariantow zasilania czg¢sciowego. Wektory koloro-
wane sg wedlug wartosci liczby Macha w odpowiednim uktadzie odniesienia.
Liczba Macha na wylocie z kierownic w $rodku tuku zasilania wynosi 0,5 (wa-
riant 1) oraz 0,8 (wariant 2), podczas gdy na wylocie z wirnika mamy odpo-
wiednio 0,4 i 0,8. Liczba Macha za poszczegdlnymi kierownicami zmienia si¢
od 0,4 (kierownice na wejsciu do obszaru zasilania) do 0,6 za ostatnig kierowni-
cg w wariancie 11 0d 0,7 do 0,9 w wariancie 2. W sasiedztwie zasilanych skrzy-
nek pojawiajg si¢ intensywne przeptywy w kierunku obwodowym. Przy wyjsciu
z obszaru zasilania przy $ciance obszaru zablokowanego liczba Macha osigga
0,9 w wariancie 1 oraz 1,5 w wariancie 2. Liczba Macha przy przedniej czesci
powierzchni ssacej topatki wirnikowej wychodzacej z obszaru zasilania osigga
lokalnie 0,7 w wariancie 1 oraz 1,3 w wariancie 2. W tym drugim wariancie po-
wroét do przeptywu poddzwigckowego odbywa si¢ przy udziale fali uderzeniowe;.
W niezasilanych kanatach wirnikowych formy przeplywu zmieniajg si¢ od prze-
ptywu ,,stabo ekspandujacego”, poprzez catkowity obszar zastoju do przeptywu
wyraznie wstecznego. Przeptyw stabo ekspandujacy z obszarami recyrkulacji
w poblizu krawedzi natarcia topatki przy powierzchni cisngcej ma miejsce w ka-
nalach wirnikowych tuz przed wej$ciem w obszar zasilania — szczeg6t A na rys.
143. Przeptyw ten jest charakterystyczny dla stopni regulacyjnych o niezerowej
reakcyjnosci 1 jest spowodowany nieznacznym gradientem cisnienia, ktdrego
doznaja kanaly wirnikowe przed wejsciem do obszaru zasilania. Przeplyw
wsteczny z kolei ma miejsce w kanatach topatkowych wirnika po wyjsciu z ob-
szaru zasilania — szczeg6t B na rys. 143. Spowodowany jest efektem prozni, kto-
ry tworzy si¢ na wejsciu do kanatu wiasnie wychodzacego z obszaru zasilania.
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Rys. 142. Chwilowe wektory pola predkosci w kanatach topatkowych
stopnia regulacyjnego; wariant 112 [190]
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Rys. 143. Powigkszenie wektorow predkosci w kanatach
na wejsciu (A) 1 wyjsciu (B) z obszaru zasilania [190]
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Do tego kanatu nastepuje zasysanie czynnika z kanatu wirnikowego potozonego
ponizej, ktory juz wczesniej opuscit obszar zasilania. Towarzyszy temu duza
strefa recyrkulacji w poblizu krawedzi natarcia topatki przy powierzchni cisng-
cej. Powstaje ona w efekcie wyhamowania strumienia z ostatniej kierownicy
ekspandujacego przy Sciance zablokowanego obszaru przeptywem wstecznym
w kanale wirnikowym. Kierunek rotacji tej strefy recyrkulacji jest tu przeciwny
do kierunku rotacji strefy recyrkulacji w kanalach przed wejsciem do obszaru
zasilania. Zwroémy jeszcze uwage, ze obrazy przeplywu zaprezentowane na
rys. 140+143 majg charakter chwilowy i mogg podlega¢ pewnym ilosciowym
zmianom w czasie obrotu wirnika.

Obliczenia prowadzono przy statym wzdhuz obwodu cisnieniu statycznym
zadanym na wylocie z obszaru obliczeniowego. W przypadku obliczen 2D prze-
krdj wylotowy potozony jest dos¢ blisko, bo w odlegtosci 100% cigciwy osiowej
wirnika za jego krawedzig wylotowa. Jest to dos¢ zgrubne zatozenie zwazywszy
fakt, ze w turbinach wielostopniowych niesymetria obwodowa zwigzana z zasi-
laniem na cze¢$ci obwodu moze przenosi¢ si¢ nawet na obszar kilku stopni turbi-
ny lezacych w dot przeptywu za stopniem regulacyjnym. ZaloZzenie to ma nie-
watpliwie wplyw na rozwigzanie, jednakze nie eliminuje catkowicie niesymetrii
obwodowej w obszarze wylotowym, gdzie obserwuje si¢ znaczne niejednorod-
nosci w rozktadzie ci$nienia statycznego siggajace kilku barow. Zilustrowano to
na rys. 144 przedstawiajacym zmiany ci$nienia wzdtuz obwodu w przekroju po-
tozonym w odlegtosci 20% cigciwy osiowej za krawedzig wylotowa wirnika.
Najnizsze ci$nienie na wylocie ze stopnia panuje w rejonie wyjscia z obszaru za-
silania, najwyzsze na wejéciu do obszaru zasilania.

Interesujacy tez jest rozktad obu sktadowych predkosci i kata obwodowego
na wylocie z wirnika, ktore otrzymano z obliczen 2D, rys. 145. W wariancie 1
naprzeciw skrzynek dyszowych zasilanych strumieniem o maksymalnym cis$nie-
niu sktadowa obwodowa (Y) predkosci w uktadzie nieruchomym ma nieznaczng
warto$¢ (40 m/s) w porownaniu do sktadowej osiowej (X) predkosci (95 m/s).
Stad kierunek wylotu w uktadzie nieruchomym jest w miare bliski kierunkowi
osiowemu (kat wylotowy wynosi tu 17°), natomiast za topatka wirnikowa w ob-
szarze zasilania strumieniem o nizszym ci$nieniu wzrasta warto$¢ predkosci ob-
wodowej 1 maleje predkos¢ osiowa, skad sredni kat wylotowy wynosi —55°.
W wariancie 2 przy wzroScie obcigzenia stopnia regulacyjnego kierunek prze-
plywu na wylocie jest silnie nicosiowy. Naprzeciw skrzynek dyszowych zasila-
nych strumieniem o maksymalnym cisnieniu predko$¢ obwodowa wzrasta do
230 m/s przy predkosci osiowej na poziomie 170 m/s, skad $redni kat wyplywu
z wirnika jest bardzo niekorzystny i wynosi ok. 50°. Poza obszarem zasilania na
duzej czgsci obwodu obserwuje si¢ przeplyw wsteczny lub w kierunku obwo-
dowym.
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Rys. 144. Rozklad cis$nienia statycznego wzdtuz obwodu
20% cigciwy za krawedziag wylotowa wirnika; wariant 112 [190]
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Rys. 145. Zmiany sktadowych predkosci i kata obwodowego wzdluz obwodu
20% cigciwy za krawedzia wylotowa wirnika; wariant 112 [190]

Niepelny tuk zasilania jest zatem zrodlem niejednorodnosci obwodowe;j
rozktadu parametrow przeptywu w stopniu regulacyjnym. Z uwagi na budowe
stopnia regulacyjnego zjawisko to wystepuje nawet w sytuacji petnego otwarcia
wszystkich skrzynek dyszowych, ktore ze wzgleddw konstrukcyjnych sg roz-
mieszczone w sposob dyskretny na obwodzie (sg od siebie odseparowane war-
stwami metalu, ktore stanowig obszar zablokowany dla przeptywu). Wptyw nie-
jednorodnos$ci przeptywu w kierunku obwodowym jest bardziej istotny i inny
jako$ciowo niz np. niejednorodnosci przeptywu w kierunku promieniowym.
Z uwagi na t¢ niejednorodnos¢ obwodowa na wirnik stopnia regulacyjnego dzia-
fa niezrbwnowazona sita poprzeczna powodujaca znaczne obcigzenie tozysk
turbiny.
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Propagacja niejednorodnosci obwodowej w stopniu
regulacyjnym

Rozwoj niejednorodnosci obwodowej w czterostopniowej powietrznej turbinie
modelowej z zasilaniem w oparciu o regulacj¢ napetieniowg i stopien regula-
cyjny (z olopatkowaniem typu reakcyjnego) byt przedmiotem pracy ekspery-
mentalnej Bohna i Funke [427]. Dla rozwazanego tam poziomu zasilania 80%
(zasilanie z czterech sektorow, przy czym jeden sektor pozostaje zablokowany)
niejednorodnos¢ rozktadu obwodowego cisnienia catkowitego za stopniem regu-
lacyjnym na wlocie do cz¢éci wysokopreznej turbiny wynosi 0,06 bar przy Sred-
nim ci$nieniu 1,91 bar, natomiast niejednorodnos$¢ pola temperatury wynosi od-
powiednio 8 K przy $redniej temperaturze rownej 343 K. Maksymalne rdznice
w rozktadzie powierzchniowym masowego natgzenia przeptywu (z pominigciem
obszaréw przys$ciennych) w przekroju wlotowym do turbiny czterostopniowej
siegajg ok. +50% wartosci Sredniej (od 35 do 110 kg/m?s). Praca [427] wskazuje
na znaczny udziat uktadu kierowniczego pierwszego stopnia czterostopniowej
turbiny w wyréwnywaniu niesymetrii obwodowej pola ci$nien i masowego nate-
zenia przeptywu. Dla poziomu zasilania 80%, niejednorodnosci rozktadu obwo-
dowego cisnienia catkowitego sa praktycznie nieodczuwalne juz za pierwszym
stopniem. Nie mozna jednakze wykluczy¢, ze przy nizszych poziomach zasilania
czesciowego niejednorodnosci obwodowe w polu ciSnien mogg propagowac si¢
znacznie dalej w dot przeptywu. Inaczej wyglada propagacja niejednorodnosci
obwodowej w polu temperatury. Dla badanego poziomu zasilania 80%, niejed-
norodnosci te za pierwszym stopniem wynoszg 7 K, a za ostatnim stopniem sig-
gaja 6 K. A zatem niejednorodnosci temperatury przenosza si¢ w dot przeptywu
bez znaczacej redukcji. Widoczne jest przesuwanie si¢ niejednorodnosci w polu
temperatury w kierunku obwodowym z powodu odchylania, jakiego doznaja
elementy ptynu w obszarze kierownic i wirnikow. Jak mozna wywnioskowac,
efekty wymiany ciepta sg nieznaczne z uwagi na wysokie predkosci elementéw
ptynu i krotki czas ich przebywania w turbinie.

Rezultaty badan witasnych pochodza z obliczen numerycznych w modelu
3D pelnej geometrii stopnia regulacyjnego i wlotu do turbiny. Na rys. 146
przedstawiono zmiany ci$nienia statycznego, cisnienia catkowitego (nadwyzke
ci$nienia catkowitego nad ci$nieniem statycznym na wylocie ze stopnia) oraz
temperatury statycznej za kierownicami stopnia regulacyjnego dla dwdch roz-
wazanych wariantow cze$ciowego zasilania. Za kierownicami niejednorodnosci
pola cis$nienia statycznego przekraczaja 20 bar w wariancie 1 oraz 45 bar w wa-
riancie 2 1, jak juz uprzednio stwierdzono, najwyzsze ci$nienie panuje za kie-
rownicami na wej$ciu do obszaru zasilania, najnizsze za$ na wyjsciu. Podobna
tendencja ksztaltuje si¢ w rozktadzie temperatury statycznej za kierownicami.
Roéznice w poziomie temperatur siggajg 40 K w wariancie 1 oraz 120 K w wa-
riancie 2. Ci$nienie statyczne i calkowite w obszarze zablokowanym dla prze-
ptywu sa bliskie wartosci ci$nienia statycznego na wylocie. Niejednorodnosci
wzdluz obwodu cis$nienia catkowitego pomigdzy obszarem zasilanym i niezasi-
lanym, w najwigkszym przybliZzeniu si¢gajg roznicy pomi¢dzy poziomem ci-
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$nienia catkowitego na wlocie do stopnia oraz cis$nienia statycznego na wylocie,
tzn. ksztaltujg si¢ powyzej 25 bar w wariancie 1 i powyzej 60 bar w wariancie 2.

Na rys. 147 przedstawiono zmiany ci$nienia statycznego, cisnienia catkowi-
tego oraz temperatury statycznej za wirnikiem stopnia regulacyjnego. Przekroje
za wirnikiem zawierajg trzy pierScienie. PierScien wewngtrzny to przekrdj przez
glowny kanat przeptywowy tuz za krawedzig wylotowa topatek wirnikowych.
Zewnetrzny pierscien reprezentuje przekrdj przez fragment komory nieszczelno-
$ci ponad lopatkami wirnikowymi. Z kolei cienki pierscien w $rodku pomiedzy
pierScieniem zewnetrznym i wewnetrznym to przekrdj przez obszar wylotu prze-
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Rys. 146. Niejednorodnos¢ obwodowa cisnienia statycznego (rys. gorne), ci$nienia cat-
kowitego (rys. srodkowe) oraz temperatury statycznej (rys. dolne) za kierownicami stop-
nia regulacyjnego; wariant 1 (rys. lewe), wariant 2 (rys. prawe). [zolinie ci$nienia cal-
kowitego przedstawiaja nadwyzke ponad warto$¢ ci$nienia statycznego na wylocie [190]
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cieku nadtopatkowego nad cz¢sécig bandaza wystajaca poza topatke wirnikows.
Jak wynika z przekroju na wewngtrznym pierscieniu, niejednorodnosci obwo-
dowe cisnienia statycznego i temperatury statycznej w przeptywie gtéwnym za
wirnikiem sg juz znacznie mniejsze niz bezposrednio za kierownica. Wydaje sig,
ze nie przekraczajg 5 bar i 30 K w wariancie 1 oraz 10 bar i 70 K w wariancie 2
z tendencja taka jak za kierownicami, gdzie najwyzsze ci$nienie panuje naprze-
ciw (w dot przeptywu od) wejscia do tuku zasilania, a najnizsze na wyjsciu.
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Rys. 147. Niejednorodnos¢ obwodowa cisnienia statycznego (rys. gorne), ci$nienia cat-

kowitego (rys. srodkowe) oraz temperatury statycznej (rys. dolne) za wirnikiem stopnia

regulacyjnego; wariant 1 (rys. lewe), wariant 2 (rys. prawe). Izolinie ci$nienia caltkowi-
tego przedstawiaja nadwyzke ponad warto$¢ ci$nienia statycznego na wylocie [190]
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Réznice w poziomie ciSnienia calkowitego pomigdzy obszarem potozonym
w dot przeptywu od tuku zasilania a obszarem niezasilanym wynoszg okoto 10
bar w wariancie 1 i okoto 30 bar w wariancie 2.

Na zewngtrznym pierscieniu, czyli na przekroju przez fragment komory
nieszczelnosci ponad topatkami wirnikowymi, ewentualne niejednorodnosci ci-
$nienia statycznego sg niezauwazalne w przyjetej skali, a niejednorodnosci tem-
peratury statycznej w tym przekroju nie przekraczajg kilku K. Ten niski poziom
niejednorodnosci wynika z faktu, ze przeciek ekspandujacego czynnika do ko-
mory nieszczelnosci odbywa si¢ w innej czesci tej komory, tj. u stopy pomiedzy
kierownicg i wirnikiem. Strumien tego przecieku podlega zmieszaniu z czynni-
kiem przebywajacym w komorze nieszczelnosci i w czgéci komory potozonej
ponad topatkami wirnikowymi jest juz niemal catkowicie zmieszany z pozosta-
tym czynnikiem. W tej zmieszanej formie strumien przecieku powraca z komory
nieszczelnosci do przeptywu gtownego ponad topatkami wirnikowymi.

Zmiany w obszarze przecieku nadlopatkowego ilustruje cienki srodkowy
pierScien na rys. 147. Strumien przecieku nadtopatkowego doznaje spadku ci-
$nienia podobnie jak przeptyw w kanatach topatkowych wirnika, ale nie oddaje
pracy. Na drodze przez uszczelnienie labiryntowe nast¢puje redukcja predkosci
czynnika (szczegodlnie sktadowej osiowej) na skutek dziatania uszczelnienia oraz
tarcia o bandaz i ograniczenie zewnetrzne kanatu. Jak wynika z przekroju na
cienkim $rodkowym pierscieniu, poziom niejednorodnosci w koncowej czesci
obszaru przecieku jest mniejszy niz za topatkami wirnika. W obszarze przecieku
zachodzi bowiem znaczne wyroéwnanie niejednorodnosci obwodowej, jako ze
strumien przecieku nie napotyka na bariery ograniczajace proces mieszania
w kierunku obwodowym, jakimi w kanatach wirnikowych sg topatki wirnika.

Na rys. 148 i 149 przedstawiono rozktad cisnienia catkowitego i temperatu-
ry catkowitej w przekroju srodkowym przez komore stopnia regulacyjnego oraz
w przekroju wlotowym do czgsci WP turbiny dla dwoch rozwazanych warian-
tow czeSciowego zasilania. W dot przeptywu od krawedzi wylotowych wirnika
czynnik trafia do komory wyré6wnawczej stopnia regulacyjnego, ktora ma w czg-
sci wlotowej charakter dyszy rozbieznej, a w czg$ci wylotowej — dyszy zbieznej,
przy czym odbywa si¢ tutaj takze transport przeplywu na mniejszg Srednicg.

Wraz z wlotem czynnika do komory stopnia regulacyjnego nastepuje trans-
port niejednorodnos$ci parametréw przeptywu w kierunku obwodowym i pro-
mieniowym w kierunku nizszych $rednic. Z uwagi na nizsze predkosci i duzszy
czas przebywania elementéw czynnika w komorze stopnia regulacyjnego, proces
ten jest znacznie bardziej zaawansowany w wariancie 1, gdzie niejednorodnosc¢
obwodowa pochodzaca z uktadu topatkowego stopnia regulacyjnego jest zauwa-
zalna w przekroju Srodkowym komory stopnia regulacyjnego nawet przy samym
wale. W wariancie 2 znaczna niejednorodnos¢ obwodowa parametréw przepty-
wu utrzymuje si¢ w poblizu ograniczenia zewngtrznego, a przeplyw jest bliski
jednorodnemu w poblizu watu. Strefy niejednorodno$ci parametréw przepltywu
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Rys. 148. Niejednorodno$¢ obwodowa cisnienia catkowitego (rys. gorne) i temperatury
catkowitej (rys. dolne) w przekroju srodkowym komory stopnia regulacyjnego;
wariant 1 (rys. lewe), war. 2 (rys. prawe). Izolinie ci$nienia catkowitego
przedstawiaja nadwyzke ponad warto$¢ ci$nienia statycznego na wylocie [190]
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Rys. 149. Niejednorodno$¢ obwodowa cisnienia catkowitego (rys. gorne) i temperatury
catkowitej (rys. dolne) na wlocie do czgsci WP turbiny; wariant 1 (rys. lewe), wariant 2
(rys. prawe). Izolinie ci$nienia catkowitego przedstawiaja nadwyzke ponad wartos$¢
ci$nienia statycznego na wylocie [190]



244 Straty przeptywowe w turbinach cieplnych

przesuwajg si¢ w wariancie 2 szybciej wzdluz obwodu niz w wariancie 1,
z uwagi na wigkszg predkos¢ obwodowg na wylocie z wirnika w wariancie 2.
W obszarze ekspandujacego czynnika w dot przeptywu od tuku zasilania wynosi
ona w ukladzie nieruchomym ponad 200 m/s w wariancie 2, przy wartosci
40 m/s w wariancie 1 (podobne warto$ci mozna takze odczyta¢ z rozktadu skta-
dowych predkosci na wylocie z wirnika otrzymanego z obliczen 2D na $rednicy
podziatowej — rys. 145).

Ilo$ciowo, niejednorodno$ci rozktadu cisnienia catkowitego w przekroju
srodkowym stopnia regulacyjnego nie przekraczajg 3 bar w wariancie 1 oraz
10 bar w wariancie 2. Niejednorodnosci rozktadu temperatury catkowitej w tym
przekroju si¢gaja 20 K w wariancie 1 i 40 K w wariancie 2. W przekroju wloto-
wym do czgsci WP turbiny powyzsze niejednorodno$ci ulegaja zmniejszeniu
odpowiednio do okoto 2 bar i 15 K w wariancie 1 oraz do okoto 7 bar i 35 K
w wariancie 2. Obserwuje si¢ duzy udziat cisnienia dynamicznego w niejedno-
rodnosci ci$nienia catkowitego w przekroju wlotowym do czesci WP turbiny.
Najwyzsze cisnienie catkowite 1 najnizsza temperatura catkowita panujg w ob-
szarach polozonych w dot przeptywu od odcinkéw tuku zasilania. Niejednorod-
nosci w rozkladzie temperatury w drugim wariancie sg znaczne i trudne do zni-
welowania w kolejnych stopniach czgsci wysokopreznej turbiny zwazywszy, ze
$redni spadek temperatury w typowym pojedynczym stopniu nisko-obcigzonym
cze$ci WP jest na poziomie 15+20 K. Jest to o tyle istotne, Ze szereg prac, m.in.
wspomniane juz badania Bohna i Funke [427], a takze praca Simone i in. [428]
mowig o duzym znaczeniu niejednorodnosci pola temperatury dla charaktery-
styk przeptywowych stopni turbinowych.

Niestacjonarne obciazenia lopatek wirnika stopnia regulacyjnego

W uktadach topatkowych zasilanych na pelnym obwodzie, gtdéwnym Zrodiem
niestacjonarnych obcigzen aerodynamicznych topatek wirnikowych (o charakte-
rze wysokoczestotliwo$ciowym) jest wirowos$¢ pochodzaca ze $sladow sptywo-
wych z kierownic. Przy niepelnym tuku zasilania topatki wirnikowe stopnia re-
gulacyjnego doznajg dodatkowych niestacjonarnych obcigzen aerodynamicz-
nych o charakterze niskoczestotliwosciowym, zwigzanych z wchodzeniem i wy-
chodzeniem z obszaru zasilania. W wielostopniowych turbinach wielkiej mocy
efekty te nabierajg szczegdlnego znaczenia wraz ze spadkiem obcigzenia turbi-
ny, czyli przy wzro$cie obciazenia zasilanych kanalow stopnia regulacyjnego.
Badania niestacjonarnych obcigzen topatek wirnikowych oraz wirnika wy-
magajg analizy wynikéw z co najmniej kilku obrotéw wirnika. Badania te pro-
wadzono w modelu 2D na catym obwodzie na srednicy podziatlowej. Na rys. 150
pokazano zmiany w czasie sity osiowej, obwodowej i catkowitej dziatajacej na
wybrang lopatk¢ wienca wirnikowego w obrebie czterech okreséw czasu, tj.
czterech obrotow wirnika. Powyzsze wyniki otrzymano z obliczen 2D przy zato-
zeniu stacjonarnych warunkow brzegowych na wlocie 1 wylocie oraz dla ideal-
nej geometrii uktadu topatkowego. Zmienne obcigzenia sg powtarzalne w kolej-
nych okresach czasu. Obcigzenia poszczegdlnych topatek wienca sg wzgledem
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siebie przesunigte w fazie. Warto$ci sit wyznaczone sg tu jako iloczyn sit jed-
nostkowych na jednostke dlugosci z obliczen 2D i dlugosci topatki.

W chwili, gdy lopatka wirnikowa porusza si¢ wzdtuz zablokowanego ob-
szaru, warto$ci sit zmierzaja do zera. W obszarze zasilania wartosci sit osiggaja
okreslony poziom i doznajg niewielkich oscylacji z tytulu naptywu §ladow z kie-
rownic na krawedz natarcia topatki wirnikowej i na skutek ich dalszego trans-
portu przez kanat wirnikowy. Obliczenia pokazuja, ze efekty te odpowiadajg za
oscylacje wartosci sity osiowej i obwodowej siggajace 10% wartosci Sredniej
w obszarze zasilania. Mozna sprawdzi¢, ze liczba matych pikow o podobnych
rozmiarach w tym obszarze obcigzen jest skorelowana z liczbg s§ladow sptywo-
wych z kierownic. Mianowicie, jest rowna liczbie kierownic (lub $ladow spty-
wowych liczac $lad, ktdry tworzy si¢ przy optywie ostrej krawedzi na wlocie do
obszaru zasilania, a nie liczac $ladu, ktory moze si¢ utworzy¢ takze za krawedzia
na wylocie z obszaru zasilania) pomniejszonej o liczbe 3. Oznacza to, ze od cza-
su, gdy topatka wirnikowa przetnie trzeci $lad, tj. minie dwie pierwsze kierow-
nice, do czasu, gdy osiggnie przedostatni $lad, tj. minie przedostatnig kierowni-
c¢, zmiany obcigzenia topatki w obszarze zasilania zdeterminowane sg jedynie
przez niestacjonarne oddzialywanie typu kierownica/wirnik. Innymi stowy, co
mozna bylo juz wczesniej zaobserwowac z rys. 151, pomigdzy trzecig a przedo-
statniag kierownicg warunki optywu topatki wirnikowej ulegaja niewielkim
zmianom, przy niewielkim wptywie granic obszaroéw zasilania czg$ciowego.

Najwigksze zmiany obcigzenia pojedynczej topatki wirnikowej obserwuje
si¢ na wejsciu i wyjsciu z obszaru zasilania. Zmiany te mogg przekracza¢ 50%
warto$ci sredniej w odniesieniu do sily catkowitej, a w odniesieniu do sktado-
wych sit moga by¢ duzo wigksze, albowiem znaczne zmiany ci$nienia przy po-
wierzchni topatek wirnikowych w cyklu zasilania cze¢$ciowego zmieniajg nie
tylko warto$¢ obcigzenia, lecz takze jego kierunek. Obecnos¢ duzych pikéw na
wykresach sil przy wejsciu i wyjsciu z obszaru zasilania szczegodlnie tatwo jest
wyjasni¢ dla sktadowej obwodowej. Mianowicie, wejscie topatki wirnikowej
w obszar zasilania wigze si¢ z przeciwnym impulsem sity obwodowej, co jest
zwigzane z faktem, ze strona wypukta (,,ssgca”) jest juz w obszarze zasilania,
natomiast strona wklgsta (,,cisngca’) pozostaje jeszcze w obszarze zastoju.

Impuls ten daje chwilowy moment obrotowy w kierunku przeciwnym do
kierunku obrotu. Z kolei wyjscie topatki wirnikowej z obszaru zasilania daje do-
datkowy impuls sity obwodowej, gdyz strona wypukta (,,ssaca”) jest juz poza
obszarem zasilania, a strona wklgsta (,,ci$nieniowa”) jest w dalszym ciggu ob-
cigzona. Impuls ten daje chwilowy moment obrotowy znacznie przewyzszajacy
sredni moment obrotowy w obszarze zasilania. Nalezy zwroci¢ uwagg, ze ujem-
na wartos¢ sity obwodowej na rysunkach wynika z przyjetej orientacji uktadu
wspotrzednych, gdzie dodatni kierunek osi jest przeciwny do kierunku obrotow
wirnika. Oba impulsy, na wej$ciu 1 wyjéciu z obszaru zasilania, sg bardzo wy-
razne. Impulsy sity obwodowej siggaja 70% S$redniej wartosci sity obwodowej
w obszarze zasilania. Sita osiowa nie wykazuje piku na wejsciu do obszaru zasi-
lania. Z drugiej za$ strony na wyjsciu z obszaru zasilania, duze spadki ci$nienia
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Rys. 151. Analiza harmoniczna obcigzen topatki wirnikowej stopnia regulacyjnego
dla dwoch wariantow zasilania czgsciowego [190]
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w wirniku przy przedniej czgsci powierzchni ssacej topatki dajg duzy przeciwny
impuls sity osiowej. W wariancie 1 impuls ten siega 200% (!) wartosci $redniej
sily osiowej w obszarze zasilania i 100% w wariancie 2. Zmienne obcigzenia to-
patki wirnikowej wzrastaja wraz z malejacg mocg turbiny, tj. z rosngcym spad-
kiem ci$nienia w stopniu regulacyjnym. Zmiany sit przy wej$ciu i wyjsciu z ob-
szaru zasilania w wariancie 1 przekraczaja 2000 N, w wariancie 2 si¢gaja
5000 N. Zmianom tym towarzyszg zmiany momentow sit dziatajgcych na topat-
ki. Zmiany obcigzen odpowiadajg za wzrost niestacjonarnych naprezen mecha-
nicznych w topatkach i miejscach ich zamocowania, co sprawia, ze topatki stop-
nia regulacyjnego sg bardziej podatne na zniszczenia mechaniczne.

Zmiany w czasie sily osiowej i obwodowej dziatajacej na pojedyncza to-
patke wirnikowg poddano analizie fourierowskiej, a jej wyniki przedstawiono na
rys. 151. W obu wariantach widmo czgstotliwo$ciowe zmian obcigzen lopatki
zawiera kolejne krotnosci czgstosci obrotowej. Najwyzsze amplitudy obserwuje
si¢ dla czestotliwosci odpowiadajagcych liczbie otwartych (cze$ciowo otwartych)
skrzynek dyszowych, co jest zwigzane z cyklem zasilania czg¢$ciowego. Sa to
wartosci 150 Hz i 200 Hz w wariancie 1 (trzy zawory regulacyjne otwarte cat-
kowicie, czwarty otwarty cze§ciowo) oraz 100 Hz i 200 Hz w wariancie 2 (prak-
tycznie jedynie dwie skrzynki sg otwarte). Widmo czestotliwoSciowe zawiera
takze wyzsze czgstosci, co jest zwigzane z tacznym efektem iloSci skrzynek
dyszowych i ilosci §ladow splywowych z kierownic. Obserwuje si¢ znaczne am-
plitudy praktycznie co 50 Hz. Z uwagi na szerokie spektrum czgstotliwoSciowe
niestacjonarnych obcigzen aerodynamicznych topatek wirnikowych stopnia re-
gulacyjnego, prawdopodobienstwo wystapienia rezonansu w przypadku pokry-
cia si¢ obserwowanych czestoSci wymuszen z czgstoSciami wiasnymi topatek
jest tu znacznie wyzsze w poréOwnaniu z topatkami pracujgcymi w warunkach
zasilania na pelnym obwodzie.

3.6. Uklady lopatkowe wysoko obcigzone

Podrozdziat ten dedykowany jest przeptywowi w palisadach i stopniach turbi-
nowych wysoko obcigzonych, gdzie sprawnos¢ przeplywowa moze by¢ relatyw-
nie niska. Stosowanie stopni wysoko obcigzonych w turbinach gazowych jest
powszechne w celu zmniejszenia masy i gabarytow urzadzen, Chmielniak i in.
[429], co wydaje si¢ szczegolnie wazne w aplikacjach lotniczych. Z kolei w tur-
binach parowych pracujacych w energetyce stosowanie stopni wysoko obcigzo-
nych zwigzane jest z podnoszeniem parametréw obiegu i wydtuzeniem linii eks-
pansji, Chmielniak i in. [430,431]. Wiedza z dziedziny maszyn wirnikowych
podpowiada nam, ze wraz ze wzrostem obcigzenia stopni turbinowych i przesu-
nigciem w kierunku nizszych warto$ci wspotczynnika predkosci u/co (u — pred-
kos$ci obrotowa, ¢y, — predkos¢ izentropowa) nastepuje spadek sprawnosci prze-
ptywowej uktadu topatkowego, Denton [18], Puzyrewski [2]. Wzrost odchylenia
przeptywu w palisadzie stopni wysoko obcigzonych i wzrost gestosci palisady
(redukcja stosunku podziatka/cigciwa) prowadza do wzrostu zaré6wno strat prze-
pltywu w obszarach warstw przySciennych przy profilu, Coull i Hodson [57],
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Bear i in. [432], oraz przy ograniczeniach zewn¢trznych, przy czym obserwuje
si¢ takze wzrost intensywnosci przeptywow wtornych i przecieku nadlopatko-
wego, Gregory-Smith [20], Sjolander [21]. Wzrasta takze udzial strat krawe-
dziowych w bilansie strat profilowych przy przej$ciu do obszaru naddzwigko-
wego, Denton 1 Xu [53], oraz przy znacznie grubszych krawedziach wylotowych
i wigkszej intensywnosci wirowosci w $ladzie splywowym, Zhou i in. [433],
Melzer i Pullan [434]. Wysoko obcigzone stopnie turbinowe cechuje wzrost od-
chylenia przeptywu w palisadzie i wzrost ggstosci palisady, co prowadzi zarow-
no do wzrostu strat przeptywu w obszarach warstw przySciennych, wzrostu in-
tensywnosci przeptywow wtornych i1 przeciekéw nadtopatkowych oraz zwick-
szonej intensywnosci efektow niestacjonarnego oddziatywania wiencOw spowo-
dowanego transportem $ladow sptywowych przez obszar wienca potozonego
w dot przeptywu. To wilasnie w przypadku stopni turbinowych wysoko obcigzo-
nych upatruje si¢ najwickszych mozliwosci poprawy sprawnosci.

W niniejszym rozdziale przedstawiono analiz¢ numeryczng sprawnos$ci
przeptywowej uktadow topatkowych:

- wysoko obcigzonej palisady topatkowej National Research Council of

Canada (NRCC), Moustapha i in. [435] (palisada nr 1),
- wysoko obcigzonej palisady topatkowej z National Aerospace Laborato-
ry w Tokio, Yamamoto i in. [115] (palisada nr 2).

Powyzsze dwie palisady charakteryzujg si¢ bardzo duzymi katami odchyle-
nia przeplywu. Stosowane sg w turbinach gazowych. Powstaly w rezultacie rea-
lizacji prac nad obnizeniem warto$ci wskaznika okreslajacego stosunek wagi
uktadu topatkowego do mocy przezen generowanej. Analiza ich aerodynamiki
wzbogaca wiedzg o mechanizmach generacji strat przeptywu w uktadach topat-
kowych.

Palisada NRCC

Rozwazana palisada pierscieniowa powietrzna NRCC ma nast¢pujace parametry
geometryczne:
. promien wewngtrzny — 0,3815 m,
promien zewnetrzny — 0,5715 m,
wysokos¢ kanatu H— 0,19 m,
cigciwa profilu C— 0,214 m,
cigciwa osiowa profilu Cy— 0,1885 m,
podziatka palisady p — 0,124 m,
liczba topatek — 24,
wysoko$¢ wzgledna H/C — 0,89,
podziatka wzgledna p/C — 0,58,
projektowy kat wlotowy — —64°,
projektowy kat wylotowy — 64,5°, co daje odchylenie palisady na po-
ziomie 128,5°.
Na rys. 152 przedstawiono ksztatt kanatu topatkowego badanej palisady
w przekroju obwodowym na $rednicy podziatowe;j.
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Rys. 152. Palisada NRCC

Palisada pracuje w zakresie predkosci wlotowej Vi,=23-47 m/s, co odpo-
wiada zakresowi liczby Reynoldsa odniesionej do predkosci wlotowej i cigciwy
profilu na poziomie 3:10°+6:10°. Dla celéw obliczeniowych przyjeto nominalne
warunki naptywu na palisad¢. Palisada pracuje w warunkach nadci$nienia na
wlocie prex =1.02 bar, a wylot nastepuje do atmosfery — p;» =1 bar.

Obliczenia prowadzono z wykorzystaniem solwera FlowER, z uwzglednie-
niem przecieku nadlopatkowego. Nad topatka wolnono$ng pozostawiono szcze-
ling o rozmiarze 1,4% wysokosci kanatlu. Na rys. 153 i 154 przedstawiono izoli-
nie cisnienia statycznego na $rednicy podziatlowej oraz wektory pola predkosci
kolorowane wedlug liczby Macha w czterech przekrojach: przy stopie, na wyso-
kosci 33% 1 67% wysokosci kanatu oraz przy ograniczeniu zewnetrznym palisa-
dy. W przekrojach $rednich odbywa si¢ regularny bezoderwaniowy przeptyw
czynnika. Przy stopie obserwuje si¢ intensywny przeptyw poprzeczny w kanale,
a odnoga cisnieniowa wiru podkowiastego zbliza si¢ do powierzchni ssacej pro-
filu w odlegtosci 30% cigciwy osiowej profilu. Przy ograniczeniu gérnym ob-
serwuje si¢ zarowno strumien przecicku nadtopatkowego, jak i strumien prze-
plywu poprzecznego. Linia rozdzialu tych strumieni przebiega przy/ponad po-
wierzchnig cisngcg topatki.

Na rys. 155 przedstawiono izolinie ci$nienia catkowitego w przekrojach po-
tozonych w kanale topatkowym w odlegtosci 20%, 40% i 70% cigciwy osiowe]
za krawedzia wlotowa lopatki, a nastepnie na krawedzi wylotowej i w przekroju
polozonym za nig w odleglosci 25% cigciwy osiowej. Wiry kanalowe przy obu
ograniczeniach sg juz dobrze uksztaltowane w przedniej czeSci kanatu
(20% 1 40%). Strumien przecieku nadtopatkowego zablokowany przeptywem
poprzecznym zwija si¢ w strukture wirowa, co wida¢é w przekroju potozonym
w odlegtosci 70% cigciwy osiowej za krawedzia wlotowa. Oddziatywanie wiru
przecieku nadlopatkowego z wirem kanalowym powoduje przemieszczanie si¢
tego drugiego w kierunku $rednicy podziatowej i rownocze$nie w kierunku po-
wierzchni cisngcej topatki. Wir kanalowy przy stopie przemieszcza si¢ w kie-
runku $rednicy podziatowej. W przekroju potozonym przy krawedzi wylotowej
(TE) obserwuje si¢ interakcje wirow kanatlowych pochodzacych z przeciwle-
glych ograniczen i utworzenie silnego centrum strat przeptywow wtornych
w poblizu $rednicy podziatlowej. Obszar obnizonej wartosci cisnienia catkowite-
go zajmuje ok. 50% szerokosci kanatu, tj. odlegtosci pomi¢edzy powierzchnig ci-
snacy i ssgca sasiednich topatek.
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Rys. 153. Izolinie ci$nienia statycznego na srednicy podziatowej palisady NRCC
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Rys. 154. Wektory pola predkosci w kolejnych przekrojach od stopy (HUB)
do wierzchotka (TIP). Liczby oznaczaja potozenie przekroju wzgledem stopy
w % wysokosci (H).
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Rys. 155. Izolinie ci$nienia catkowitego w kolejnych przekrojach od wlotu do wylotu
palisady NRCC. Liczby oznaczaja polozenie przekroju wzglgdem krawedzi wlotowe;j
w % cigciwy osiowej; TE - krawedz wylotowa.

Na rys. 156 przedstawiono zaczerpnicte z pracy [435] wyniki badan ekspe-
rymentalnych palisady NRCC bez przecieku nadtopatkowego - kontury ci$nienia
catkowitego i wektory przeptywow wtornych w plaszczyznie wylotowej. Zgod-
no$¢ wynikéw badan eksperymentalnych i oceny numerycznej rozwoju prze-
ptywow wtdrnych przedstawionej na rys. 155 ma tu charakter jakoSciowy.

Na rys. 157 przedstawiono wyznaczony numerycznie rozklad wzdtuz wy-
soko$ci kanatu strat entalpii w palisadzie NRCC w odlegtosci 30% cigciwy
osiowej za krawedzig wylotowa palisady. Straty przecieku nadtopatkowego sta-
nowig tu niewielkg czgs$¢ ogdlnego poziomu strat. Straty przeptywow wtérnych
sa bardzo wysokie. Stanowig ok. 45% calej straty przeplywu w palisadzie, ktora
w badanym przekroju jest rowna 22,6%. W dot przeplywu nastepuje dalsze mie-
szanie wirdw kanalowych i przecieku nadtopatkowego z przeptywem gtéwnym.
Straty przeptywu odpowiadajace pelnemu wymieszaniu strumieni si¢gajg 30%.
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Rys. 156. Kontury cis$nienia catkowitego i wektory przeptywow wtornych
w plaszczyznie wylotowej palisady NRCC — wyniki pomiaréw [435]
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Rys. 157. Rozktad wzdhuiz wysokosci kanatu strat entalpii w palisadzie NRCC
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Palisada Yamamoto

Palisada pierscieniowa Yamamoto i in. [115] ma nastepujace parametry geome-
tryczne:
e Srednica wewngtrzna — 0,3555 m,
srednica zewnetrzna — 0,487 m,
wysoko$¢ kanatu H — 0,06575 m,
cieciwa profilu C — 0,0729 m,
cigciwa osiowa profilu Cg— 0,06 m,
podziatka palisady p — 0,0827 m,
liczba topatek — 16,
wysoko$¢ wzgledna H/C - 0,9,
podziatka wzgledna p/C — 1,175
projektowy kat wlotowy — —78°,
projektowy kat wylotowy — 72°; odchylenie przeptywu w palisadzie wy-
nosi wiec 150°.
Szczelina nadlopatkowa ma o rozmiar 1,8 mm, co stanowi 2,75% wysoko-
$ci kanatu. Ksztalt kanatu topatkowego badanej palisady w przekroju obwodo-
wym na §rednicy podzialowej pokazano na rys. 158.

Rys. 158. Palisada Yamamoto

Przyjeto nominalne warunki naptywu na palisad¢. W obcigzeniu nominal-
nym — liczba Reynoldsa w przekroju wylotowym odniesiona do cigciwy profilu
wynosi 1,4:10°. Zatozono nadci$nienie wlotowe prex = 1,025 bar i wylot do at-
mosfery — pi, = 1 bar.

Obliczenia z uwzglednieniem przecieku nadlopatkowego prowadzono
z wykorzystaniem solwera FlowER. Obraz przeplywu w palisadzie Yamamoto
jest jakosciowo podobny do tego, co zaobserwowano w palisadzie NRCC. Na
rys. 159 i 160 przedstawiono izolinie ci$nienia statycznego na $rednicy podzia-
lowej oraz wektory pola predkosci kolorowane wedtug liczby Macha w trzech
przekrojach — przy stopie, na srednicy podziatowej oraz przy ograniczeniu ze-
wnetrznym palisady. Przeplyw poprzeczny w kanale przy stopie sigga po-
wierzchni ssacej juz w przedniej czesci kanatu. Przy ograniczeniu gérnym prze-
ciek nadlopatkowy jest bardziej intensywny niz w palisadzie NRCC — wzgledna
wysoko$¢ szczeliny (odniesiona do wysokos$ci kanatu) jest tu dwukrotnie wiek-
sza. Linia rozdziatu strumieni przecieku nadlopatkowego i przeptywu poprzecz-
nego przebiega podobnie przy/ponad powierzchnig cisnacg topatki.

Narys. 161 przedstawiono izolinie ci$nienia catkowitego w przekrojach po-
tozonych w kanale topatkowym w odleglosci 40% 1 70% cieciwy osiowe] za
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krawedzig wlotowg topatki, na krawedzi wylotowej i za nig w odleglosci 25%
cigciwy osiowej. Wir przecieku nadlopatkowego jak 1 wiry kanatowe przy obu
ograniczeniach sa juz dobrze uksztattowane w przekroju potozonym w odlegto-
sci 40% cigciwy osiowej za krawedzig wlotowa. Do interakcji wiréw kanato-
wych pochodzacych z przeciwleglych ograniczen, ktora ma miejsce w okolicy
$rednicy podziatowej dochodzi juz w przekroju potozonym w odlegtosci 70%
cigciwy osiowej za krawedzig wlotows. Oddzialywanie wiru przecieku nadto-
patkowego z wirem kanatowym powoduje przemieszczanie si¢ wiru kanalowego
w kierunku powierzchni cisngcej topatki. W przekroju potozonym przy krawedzi
wylotowej (TE) centrum strat przeptywow wtornych jest wyraznie przekoszone
w kierunku powierzchni cisngcej sgsiedniej topatki od strony ograniczenia ze-
wngtrznego. Powyzej Srednicy podziatowe] obszar obnizonej wartosci ci$nienia

CISMIENIE
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983 1E+05
JA914E+05
JB947E+05
9950E+05
A001E+06
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A0Z1E+06
A0Z4E+08

Rys. 159. Izolinie ci$nienia statycznego na srednicy podziatowej palisady Yamamoto
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Rys. 160. Wektory pola predkosci w kolejnych przekrojach
od stopy do wierzchotka [170]



3. Badania numeryczne strat przeptywowych i sprawnosci turbin 255
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Rys. 161. Izolinie ci$nienia catkowitego w kolejnych przekrojach od wlotu do wylotu
palisady Yamamoto. Liczby oznaczajg potozenie przekroju wzgledem krawedzi
wlotowej w % cieciwy osiowej; TE - krawedz wylotowa [170].

catkowitego zajmuje ok. 75% szerokosci kanalu. Dla porownania na rys. 162
przedstawiono pochodzace z pracy [115] wyniki badan eksperymentalnych pali-
sady Yamamoto — kontury ci$nienia catkowitego wraz z wektorami przeptywow
wtornych w dwoch przekrojach potozonych w niewielkiej odleglosci przed i za
krawedzig wylotowa. Obrazy przeptywu sa jakosciowo podobne do tych, ktore
otrzymano w trakcie obliczen w niniejszej pracy (rys. 161), tzn. obserwuje si¢
rozlegte przekoszone centrum strat przeptywoéw wtornych i rozlegly obszar zaj-
mowany przez wir przecieku nadtopatkowego.

Na rys. 163 przedstawiono rozktad wzdtuz wysokosci kanatu strat entalpii
w palisadzie Yamamoto w odleglosci 30% cigciwy osiowej za krawedzig wylo-
towa palisady. Straty przeptywow wtornych i przecieku nadtopatkowego sg bar-
dzo wysokie. Trudno jest wyodrgbni¢ poszczegolne sktadniki strat i okresli¢ np.
strate¢ profilowg. Wir kanatlowy przy stopie przemieszczajac si¢ w kierunku
$rednicy podziatowej porywa ze sobg warstwe przys$cienng z powierzchni ssgcej,
dzigki czemu obserwuje si¢ redukcje poziomu strat w dolnej czesci kanahu.
Usredniona masowo strata przeptywu w badanym przekroju wynosi 23,7%.
Straty przeplywu odpowiadajace pelnemu wymieszaniu strumieni przekracza-
ja 30%.
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Rys. 162. Wektory przeplywéw wtérnych w palisadzie Yamamoto 8% cigciwy
osiowej przed (rys. lewy) oraz 2% za (rys. prawy) krawedzig wylotowa
— wyniki pomiaréw [115].

e

STRATY W PALISADZIE [%]
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Rys. 163. Rozktad wzdhuz wysokosci kanatu strat entalpii w palisadzie Yamamoto [170]
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3.7. Stopien wylotowy czesci niskopreznej turbiny

Badany stopien wylotowy pochodzi z czgsci niskopreznej turbiny o mocy 200
MW. Posiada topatke wirnikowa wolnono$na o dlugosci 78 cm. Stosunek wyso-
kosci kanatu do $rednicy podzialowej w obszarze kierownicy i wirnika zmienia
si¢ w zakresie 0,25+0,35. Badany stopien wylotowy pracuje w szerokim zakresie
obcigzen: stosunek ci$nienia na wylocie i wlocie w zakresie p»/po =0,2+0,5, tem-
peratura na wlocie 340+350 K, objetosciowe natezenie przeplywu na wylocie
G,2=400+1200 m>/s, stopien sucho$ci na wylocie x,=0,92+0,98. W obliczeniach
rozwazano trzy obcigzenia:

e nominalne — przy spadku cis$nienia p»/po = 0,34, czemu odpowiada ma-
sowe nat¢zenie przeplywu dla konstrukcji oryginalnej G = 56,1 kg/s, ob-
jetosciowe natezenie przeptywu na wylocie Gy, = 805 m¥/s;

e niskie — po/po= 0,51, G=37,9 kg/s, G,»= 525 m’/s;

e wysokie — pa/po= 0,25, G = 75,3 kg/s, Gy»= 1100 m®/s.

Obliczenia numeryczne prowadzono w oparciu o model gazu doskonatego
przy statej warto$ci stosunku ciepet wlasciwych i statej gazowej. W zaleznosci
od punktu pracy przyjmowano: x = 1,08+1,09, R = 440+450 J/kgK. W oblicze-
niach zmiany obcigzenia stopnia uzyskiwano poprzez zmiany ci$nienia wloto-
wego, pozostawiajac cisnienie na wylocie nie zmienione. Geometri¢ konstrukcji
stopnia w rzucie merydionalnym i promieniowym, pokazujagcym krawedzie wlo-
towg i wylotowa kierownicy i wirnika, oraz w formie profili topatki kierowni-
czej 1 wirnikowej przedstawiono na rys. 164.

Rys. 164. Geometria konstrukcji oryginalnej. Rzut merydionalny (rys. lewy gorny)
i promieniowy (rys. prawe gorne) kanatu w obrgbie kierownicy i wirnika;
profile topatki kierowniczej i wirnikowej (rys. dolny)
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Rys. 165. Rozktad wzdtuz wysokosci kanatu ci$nienia statycznego i predkosci za kierownicg
(rys. gérne) oraz rozklad reakcyjnos$ci stopnia i kata naplywu na topatke wirnikowa (rys. dolne)
dla trzech badanych obcigzen

Cechg charakterystyczng stopni wylotowych czesci niskopreznej jest duzy
gradient parametrow przeptywu wzdtuz wysokosci kanatu w szczelinie osiowej
miedzy wiencem kierowniczym i wirnikowym. Na rys. 165 pokazano rozktad
cisnienia i predkosci za kierownicg oraz rozktad reakcyjnosci i kata wlotowego
do palisady wirnikowej w uktadzie ruchomym. Obserwuje si¢ wysokie cisnienie
w szczelinie miedzywiencowej i wysoka reakcyjnos¢ przy wierzchotku, niskie
ci$nienie w szczelinie i niskg reakcyjnos¢ przy stopie. Oznacza to duzy spadek
ci$nienia w kierownicy i przecigzenie topatki kierowniczej przy stopie oraz maty
spadek ci$nienia w kierownicy i male obcigzenie kierownicy przy wierzchotku.
Odwrotnie w wirniku. Lopatka wirnikowa jest mocno obcigzona przy wierz-
chotku i niedocigzona przy stopie. Duzym zmianom ci$nienia wzdtuz wysokosci
kanatu za kierownicg towarzysza duze zmiany predkosci i kierunku przeptywu.
Zmiany kata naptywu na topatke wirnikowa wymuszajg duze skrecenie topatek
wirnikowych wzdluz wysokos$ci kanatu, co wida¢ na rysunku geometrii kon-
strukcji (rys. 164). Rysunki 166+167 ukazujg izolinie liczb Macha w kierownicy
i wirniku dla trzech badanych obcigzen w trzech przekrojach — przy wierzchotku
w odleglosci 10% wysokosci kanatu od ograniczenia, na $rednicy podzialowej
i przy stopie, takze w odlegltosci 10% wysokosci kanatu od ograniczenia.
Z przebiegu izolinii wida¢ lokalizacje stref przeptywu pod- i naddzwickowego
oraz lokalizacj¢ fal uderzeniowych. Dla wszystkich badanych obcigzen w dolnej
cze$ci kanatu tacznie z przekrojem na $rednicy podzialowej wylot z kierownicy
jest naddzwigkowy, przy czym S$rednia liczba Macha na wylocie z kierownicy
wynosi odpowiednio 1,0, 1,15 Iub 1,20, kolejno dla obcigzenia od niskiego do
wysokiego. Dla obcigzenia nominalnego i wysokiego w kierownicy przy stopie
obserwuje si¢ skosne fale uderzeniowe w poblizu krawedzi wylotowej biegnace
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Rys. 166. Liczba Macha w kierownicy przy wierzchotku 10% wysokos$ci kanatu
od ograniczenia gornego (rys. gorne), na srednicy podziatowe;j (rys. sSrodkowe) i przy
stopie 10% wysokoS$ci kanatu od ograniczenia dolnego (rys. dolne) dla trzech obcigzen:
525 m’/s (rys. lewe), 805 m*/s (rys. $rodk.) i 1100 m%/s (rys. prawe)

od powierzchni cisngcej z mozliwymi odbiciami od powierzchni ssacej, a liczba
Macha lokalnie przekracza 1,7. W gornej czgsci kanatu, tj. przy ograniczeniu
zewngtrznym w warunkach rozszerzajacego si¢ ograniczenia, predkosci prze-
waznie sg poddzwickowe. Dla wyzszych obciazen predkos¢ dzwieku jest prze-
kroczona jedynie lokalnie przy powierzchni ssace;.
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Rys. 167. Liczba Macha w wirniku przy wierzchotku 10% wysokosci kanatu
od ograniczenia gornego (rys. gorne), na srednicy podziatowe;j (rys. sSrodkowe) i przy
stopie 10% wysokoS$ci kanatu od ograniczenia dolnego (rys. dolne) dla trzech obcigzen:
525 m/s (rys. lewe), 805 m3/s (rys. srodkowe) i 1100 m’/s (rys. prawe)

W interesujacy sposob zmienia si¢ struktura przeptywu w wirniku, szcze-
golnie przy stopie. Przy obcigzeniu niskim predkosci sg poddzwickowe. Obser-
wuje si¢ oderwanie przeptywu przy powierzchni ssacej. Oderwanie to ma znacz-
ny zasigg — mozna oszacowac, ze zajmuje ok. 1/4 szerokosci kanatu (zwro¢my
uwagge, ze reakcyjnosci stopnia przy stopie dla obcigzenia niskiego i nominalne-
go pozostaja ujemne — dla obcigzenia niskiego jest to warto$¢ ponizej —20%).
Przy obcigzeniu nominalnym i wysokim, przy stopie obserwuje si¢ predkosci
naddzwigckowe w okolicy krawegdzi natarcia topatki wirnikowej (jest to takze
efekt niskiej reakcyjnosci przy stopie, przecigzenia topatki kierowniczej i wyso-
kich predkosci na wylocie z kierownicy). Przejscie do przeptywu poddzwicko-
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wego przy powierzchni ssacej profilu odbywa si¢ tu przy udziale fali uderzenio-
wej. W dot przeptywu przy powierzchni ssgcej obserwuje si¢ dtugi obszar lokal-
nego oderwania przeptywu. Przy stopie przeplyw w gardle jest poddzwickowy
dla obcigzenia niskiego i nominalnego, naddzwigkowy dla obciazenia wysokie-
go. Predkosci w gardtach kanatu wirnikowego wzrastajg stopniowo w kierunku
ograniczenia zewnetrznego. Liczba Macha dla obcigzenia wysokiego siega lo-
kalnie 1,8. Przy wierzchotku obserwuje si¢ wyraznag skosna fale¢ uderzeniowa
w poblizu krawedzi wylotowej biegnaca od powierzchni cisngcej w kierunku
powierzchni ssacej. Srednia liczba Macha na wylocie z wirnika ksztattuje sie na
poziomie 0,75, 0,95 i 1,15, kolejno dla obciazenia niskiego do wysokiego.

Na rys. 168 przedstawiono wektory pola predkosci przy powierzchni ssacej
kierownicy i wirnika oraz izolinie ci$nienia catkowitego w wybranych przekro-
jach kanalu przeptywowego w obszarze kierownicy i wirnika dla obcigzenia
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Rys. 168. Wektory pola predkosci przy powierzchni ssacej kierownicy i wirnika
(rys. gorne) oraz izolinie funkcji entropii (rys. dolne) w przekrojach potozonych
20% cigciwy osiowej przed i 10% za krawedzig wylotowa kierownicy
i wirnika dla obcigzenia nominalnego 805 m?/s
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nominalnego. Wektory pola predkosci przy powierzchni ssgcej wskazujg na
obecnos¢ sktadowej promieniowej predkosci w obszarach formowania si¢ prze-
ptywow wtornych, co wida¢ szczegdlnie w kierownicy przy wierzchotku oraz
w wirniku przy stopie. Wpltyw efektow brzegowych na charakter przeptywu
w kierownicy nie jest znaczacy, o czym mozna si¢ przekona¢ z rysunku izolinii
ciSnienia catkowitego. Zmiany ksztattu $ladu za kierownicg w obszarach prze-
pltywow wtornych sg stabo uwypuklone, znacznie wyrazniejszy jest wzrost war-
tosci funkcji entropii w przekrojach w dolnej czesci kanatu — jest to gldwnie
wzrost strat przeptywu naddzwigkowego w obszarze krawedzi wylotowe;j. Izoli-
nie cis$nienia catkowitego na wylocie z wirnika ukazuja efekt przecieku nadto-
patkowego obejmujacego swym zasiegiem ok. 8% wysokosci kanatu od gornego
ograniczenia. Na powiekszeniu tego obszaru wida¢ rozbudowang strukturg wiru
przecieku nadtopatkowego oraz splaszczony wir kanalowy (o przeciwnym kie-
runku rotacji) wcisnigty pomigdzy wir przecieku i ograniczenie gorne. Wir kana-
lowy pochodzi z oderwania przeptywu poprzecznego zablokowanego przecie-
kiem nadlopatkowym. W dolnej czg¢sci kanalu obserwujemy rozlegle centrum
strat przeplywu powstale w rezultacie oddziatywania przeptywoéw wtérnych przy
stopie 1 oderwania przeptywu przy powierzchni ssace;j.

Na rys. 169 zebrano rozktady wzdtuz wysokos$ci kanatu strat entalpii w kie-
rownicy, wirniku i w stopniu bez i tagcznie z energia wylotowag oraz rozktady
predkosci wylotowej i1 kata wylotowego w uktadzie bezwzglgdnym dla trzech
zadanych obcigzen stopnia. Miejscami o podwyzszonym poziomie strat prze-
ptywowych sa: w kierownicy — obszar przy stopie zwiazany z obecnoscia pred-
kosci naddzwigkowych, w wirniku — obszar przy stopie zwigzany z niedocigze-
niem topatki i obszar wplywu przecieku nadlopatkowego przy ograniczeniu ze-
wnetrznym. Rozktad strat w stopniu stanowi ztozenie tendencji obserwowanych
w kierownicy i wirniku. Ze wzgledu na duzy poziom energii wylotowej strumie-
nia pary opuszczajgcego stopien, jej rozktad wzdtuz wysokosci kanalu ma istot-
ny wplyw na rozktad catkowitej straty entalpii w stopniu z energiag wylotowag
w catym zakresie obcigzen. Energia wylotowa jest najwigksza w obszarze prze-
cieku nadlopatkowego, gdyz strumien pary z przecieku nie wykonuje pracy
w stopniu. ,,W gore i w dot” od obcigzenia nominalnego kierunek przeptywu na
wylocie ze stopnia oddala si¢ znacznie od kierunku osiowego, podnoszac war-
tos$¢ srednig catkowitej straty przeptywu i powodujac zmiany w rozktadzie straty
catkowitej stosownie do zmian rozktadu predkosci wylotowej. Przedstawione
rozklady strat mierzone sg w odleglosci 40% cigciwy osiowe]j wirnika za jego
krawegdzig wylotowg, co oznacza, ze w dot przeptywu nalezy spodziewad si¢
dalszych strat mieszania. Istnieje takze mozliwos¢ odzysku ci$nienia w dyfuzo-
rze wylotowym i zmniejszenia straty wylotowe;.

Na rys. 170 przedstawiono zmian¢ wartosci $redniej reakcyjnosci stopnia,
kata obwodowego na wylocie ze stopnia w uktadzie bezwzglednym oraz zmiane
strat entalpii w kierownicy, wirniku i w stopniu bez i z uwzglednieniem energii
wylotowej dla badanego stopnia wylotowego czg¢sci niskopreznej turbiny
w funkcji objetosciowego natezenia przeptywu (w przekroju wylotowym ze
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Rys. 169. Rozktad wzdtuz wysokos$ci kanatu strat entalpii w kierownicy, wirniku (wiersz
gorny), strat w stopniu bez energii wylotowej i z energia wylotowa (wiersz srodkowy)
oraz rozktad predkosci wylotowej i kata wylotowego w uktadzie bezwzglednym
(wiersz dolny) dla trzech obcigzen — 525, 805 i 1100 m¥/s

stopnia). Reakcyjnos¢ wykazuje tendencje rosnaca ze wzrostem obcigzenia. W
badanym zakresie obcigzen rosnie o ok. 30%. Zakres zmian sredniego kata
wylotowego w badanym przedziale obcigzen jest szeroki i przekracza 60°. Op-
tymalna zerowa warto$¢ wypada w okolicy obcigzenia nominalnego. Najbardziej
niekorzystna warto§¢ kata wylotowego przypada na obcigzenia niskie, gdzie
wyplyw z wirnika jest daleki od kierunku osiowego.
Zmiany strat entalpii w kierownicy ze zmiang obcigzenia sg nieznaczne,
a straty wykazuja tendencj¢ wzrostowa ze wzrostem obcigzenia. Straty
w wirniku posiadajg minimum w okolicy obcigzenia nominalnego i znaczaco ro-
sng po obu stronach tego obcigzenia. Zmiany strat entalpii w stopniu bez energii
wylotowej wykazuja tendencje wzrostowa wraz ze wzrostem obcigzenia. Straty
w stopniu z uwzglgdnieniem energii wylotowej posiadaja minimum w okolicy
obcigzenia nominalnego, gdzie kierunek przeptywu na wylocie z wirnika jest
bliski kierunkowi osiowemu. O ile zmiany strat entalpii w badanych stopniach
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Rys. 170. Zmiany reakcyjnosci i kata wylotowego w uktadzie bezwzglgdnym (wiersz
gorny), strat entalpii w kierownicy i wirniku (wiersz §rodkowy) oraz strat w stopniu
bez energii wylotowej i z energia wylotowa (wiersz dolny) w funkcji objetosciowego
nate¢zenia przeptywu na wylocie.

bez energii wylotowej zmieniajg si¢ jedynie do 2% w badanym zakresie
obcigzen, to zmiany strat entalpii tgcznie z energia wylotowa sg wigksze, bo
przekraczaja 6%. Przedstawione rezultaty obliczen opieraja si¢ na zatozeniu
symetrii obwodowej (obliczenia w jednym kanale przeptywowym kazdego
wienca) 1 nie uwzgledniaja efektow niesymetrii przeptywu w obszarze dyfuzora
wylotowego.

3.8. Podsumowanie rozdziatu 3

W niniejszym rozdziale, przedstawiono wyniki wlasnych badan mechanizméw
generacji strat przy wykorzystaniu solwera przeptywowego opartego na meto-
dzie RANS. Okreslono wptyw wzglednej wysokosci topatki, typu profilu, od-
chylenia palisady, kierunku naptywu strumienia, promieniowego gradientu ci-
$nienia i innych wielkosci na rozwoj przeptywow wtornych i strat brzegowych.
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Pokazano, ze w przypadku mocno odchylajacych palisad z krotkimi topatkami
dochodzi do potaczenia obszarow strat pochodzacych od przeciwleglych ograni-
czen w jedno silne centrum strat potozone w poblizu $rednicy podziatowej. Przy
wzroscie obcigzenia palisady i przesuni¢ciu naptywu na strone cisnacg profilu
obserwuje si¢ wzrost intensywnosci wirow kanatowych i zwigkszenie poziomu
strat przeplywdéw wtornych. Promieniowe gradienty ci$nienia powodujg redy-
strybucje strat przeptywow wtornych wzdhuz wysokosci kanatu. Zwrocono takze
uwage na osobliwo$ci w ksztaltowaniu si¢ przeplywoéw wtornych w warunkach
nienominalnego naplywu. Przy przesuni¢ciu naptywu na strong ssgcg profilu
w przedniej czesci kanatlu nastepuje odwrdcenie roli powierzchni ssacej i cisng-
cej 1 odwrocenie kierunku przeptywu poprzecznego, z czego moze powstaé od-
wrotny wir kanatowy.

Okreslono wptyw wzglednej szerokos$ci szczeliny nadtopatkowej, odchyle-
nia palisady, kierunku naplywu strumienia oraz wzglednego ruchu lopatki
1 ograniczenia zewnetrznego na ksztaltowanie si¢ przecicku nadlopatkowego.
Opisano interakcje wiru przecieku nadtopatkowego 1 wiru kanatowego. Stwier-
dzono, ze ze wzrostem szeroko$ci szczeliny nastgpuje wzrost intensywnos$ci
i rozmiar6w wiru przecieku nadlopatkowego oraz redukcja wiru kanatowego.
Intensywno$¢ wiru kanatowego wzrasta jednak wyraznie przy wzro$cie obcigze-
nia i odchylenia przeptywu w palisadzie i przy przesunig¢ciu naptywu na strong
cisngcg — dotyczy to zarowno wiru kanatowego bedgcego w interakcji z wirem
przecieku nadtopatkowego, jak i potozonego przy przeciwleglym ograniczeniu.
Wzgledny ruch topatki i ograniczenia zewnetrznego jest czynnikiem powodu;jg-
cym redukcje intensywnosci przecieku i wiru kanatowego.

Przedstawiono wtasnosci oddziatywania przecicku nadbandazowego i prze-
pltywu przytarczowego z przeplywem glownym i przeptywami wtéornymi. Prze-
cieki te powoduja odessanie niskoenergetycznego pltynu z obszaru warstwy
przysciennej przy ograniczeniach do szczelin technologicznych. Dzigki temu,
w poréwnaniu do uktadu bez szczelin, obserwuje si¢ redukcje intensywnosci
przeplywow wtornych w biezacym wiencu. Jednakze zmniejszenie masowego
natezenia przeptywu w kanale gtownym i lokalne zmiany kierunku przeptywu
mogg prowadzi¢ do zwigkszenia rozmiaréw stref oderwania. W odroznieniu od
przecieku nad lopatkami wolnono$nymi, przeciek nadbandazowy nie tworzy
struktury wirowej przy powrocie do obszaru przeptywu gtownego, lecz w miare
jednorodna wzdtuz obwodu strefe mieszania turbulentnego (pomijajac pulsacje
parametréw zwigzane z transportem $ladow sptywowych z kierownicy przez ob-
szar szczeliny nadbandazowej). Opisano mechanizm generacji strat w wiencu
topatkowym potozonym w dot przeptywu zwigzany z oddziatywaniem przecieku
nadbandazowego. Lokalny naptyw strumienia przecieku na powierzchni¢ ssaca
wienca potozonego w dot przeptywu prowadzi do powstania intensywnego
przeplywu recyrkulacyjnego w kanale. Z niego powstaje silny wir kanatowy,
ktory tworzg zarowno elementy warstwy przysciennej, jak i wysoko-energetycz-
na strefa mieszania przecieku nadbandazowego. Znaczna cz¢$¢ nadwyzki energii
kinetycznej przecieku ulega dysypacji w obszarze kolejnego wienca. Pozostato-
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$ci przecieku nadbandazowego sa rozpoznawalne przy krawedzi wylotowej ko-
lejnego wienca jako obszary o podwyzszonej wartosci ci$nienia catkowitego.

Omowiono niestacjonarne oddzialywanie typu kierownica/wirnik i trans-
port sladow sptywowych, prowadzace do oscylacji w czasie obcigzen aerody-
namicznych topatek o charakterze wysokoczestotliwosciowym. Slad splywowy
z kierownicy tworzy strukture ,,ujemnego strumienia” i ulega deformacji w ob-
szarze wienca wirnikowego. Szczegdlng uwage zwrdcono na oscylacje (reduk-
cje) rozmiaréw strefy oderwania oraz intensywnos$ci wirow kanatowych zwigza-
ne z transportem $ladow splywowych. Opisano takze transport trojwymiarowych
sladow spltywowych obejmujacych intensywne wiry kanalowe, a w szczego6lno-
$ci wir przecieku nadtopatkowego. Struktura wiru przecieku nadlopatkowego
porozcinana na segmenty krawedziami wlotowymi nastepnej kierownicy wcho-
dzi w sktad pulsujacego przeplywu recyrkulacyjnego, porywajacego takze war-
stwe przys$cienng z ograniczenia, z czego powstaje pulsujacy gtdéwny wir kana-
lowy. Znaczna cz¢$¢ energii kinetycznej wiru przecieku nadtopatkowego ulega
dysypacji podczas transportu w strukturze glownego wiru kanatowego.

Przedstawiono osobliwosci przeptywu i mechanizmy generacji dodatko-
wych strat przeptywowych zwigzanych z zasilaniem na cz¢$ci obwodu. Stwier-
dzono znaczne roznice w charakterze przeplywu pomig¢dzy kanatami znajduja-
cymi si¢ w centrum tuku zasilania, na jego obrzezach i poza nim. Przeptyw
zmienia si¢ takze znacznie wraz ze zmiang obcigzenia turbiny. Najglgbszg eks-
pansj¢ obserwuje si¢ przy wyjsciu z obszaru zasilania, gdzie ma miejsce naj-
wigkszy spadek ci$nienia 1 wzrost predkosci. Szczeg6lnie przy spadku mocy tur-
biny, za ostatnig kierownicg zasilanej skrzynki dyszowej i w obszarze wlotu do
kanatu wirnikowego potozonego w dot przeptywu pojawiaja si¢ predkosci nad-
dzwigkowe, a powrot do przeptywu poddzwickowego odbywa si¢ przy udziale
fali uderzeniowej. W sasiedztwie zasilanych skrzynek obserwuje si¢ intensywne
przeplywy w kierunku obwodowym. W kanatach wirnikowych poza tukiem za-
silania przeplyw zmienia si¢ od stabo ekspandujacego, przez catkowity obszar
zastoju, do przeplywu wyraznie wstecznego. Okreslono poziom niejednorodno-
$ci obwodowej w charakterystycznych przekrojach stopnia regulacyjnego,
w komorze za stopniem regulacyjnym i na wlocie do czgSci wysokopreznej tur-
biny. Pokazano, Ze nast¢puje znaczna redukcja niejednorodnosci cisnienia w ob-
szarze wirnika i komory stopnia regulacyjnego, jednakze na wlocie do czgsci
wysokopreznej turbiny obserwuje si¢ stosunkowo duze niejednorodnosci tempe-
ratury. Wyznaczono niestacjonarne obcigzenia topatek wirnikowych stopnia re-
gulacyjnego. Szczegodlnie interesujacy charakter maja zmiany obcigzenia topatek
w momencie wejscia i wyjsécia z obszaru zasilania. Te chwilowe zmiany znacz-
nie przekraczajg wartoSci obcigzenia w obszarze zasilania. Wzrastajg wigc nie-
stacjonarne napre¢zenia mechaniczne w topatkach wirnikowych stopnia regula-
cyjnego i ryzyko ich zniszczenia.

Przeprowadzono analiz¢ numeryczng przeptywu przez dwie wysoko obcig-
zone palisady topatkowe stosowane w turbinach gazowych — palisade NRCC
i palisad¢ Yamamoto. Przeptyw przez uktad lopatkowy takich palisad charakte-
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ryzuje si¢ wysoka intensywnos$cig przeptywow wtornych, a straty przeptywu od-
powiadajace pelnemu wymieszaniu strumieni przekraczaja wowczas 30%.
Wigkszy poziom odchylenia przeptywu w palisadzie stopni wysoko obcigzonych
prowadzi zar6wno do wzrostu strat przeptywu w obszarach warstw przyscien-
nych, jak i wzrostu intensywnosci przeplywoéw wtornych i przeciekow nadtopat-
kowych oraz do zwigkszonej intensywnosci efektow niestacjonarnego oddziaty-
wania wiencow. Opisano takze specyfike przeplywu w stopniu wylotowym czg-
$ci niskopreznej turbiny parowej, charakteryzujacym si¢ duzym gradientem re-
akcyjnosci wzdtuz wysokosci kanatu i przeptywem naddzwickowym w czgsci
kanatow, zaleznie od obcigzenia. Wyznaczono charakterystyke sprawnosciowa
stopnia w szerokim zakresie nat¢zenia przeptywu, poczawszy od obcigzenia ni-
skiego, poprzez nominalne, do wysokiego.
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