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Приведены результаты исследования характеристик течения жидкого топлива в центробежных 
форсунках малоразмерных газотурбинных двигателей (ГТД) с диаметрами сопла 0,4–0,6 мм при 
различных режимных и конструктивных параметрах. Исследование проводилось с помощью 
экспериментальных методов, полуэмпирических выражений и методов вычислительной 
гидрогазодинамики CFD. При использовании CFD для моделирования многофазного потока 
применялся подход Эйлера – метод объёма жидкости (VOF). Получено хорошее согласование 
экспериментальных и расчётных данных по коэффициенту расхода топлива и углу первичного 
конуса распыла на выходе из форсунки. Дополнительно приведена оценка применимости 
полуэмпирических методик для исследуемых вариантов форсунок. В дальнейшем исследуемые 
характеристики течения (коэффициент расхода форсунки, толщина топливной плёнки и угол 
первичного конуса распыла) могут быть использованы для определения среднего диаметра 
капель, необходимого для полного определения граничных условий впрыска топлива при 
моделировании процессов горения в камерах сгорания малоразмерных ГТД. 
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Введение 

Подготовка топливовоздушной смеси является одним из важнейших этапов орга-
низации рабочего процесса в камере сгорания (КС), поскольку влияет на такие её ха-
рактеристики как полнота сгорания топлива, стабильность горения и эмиссия вредных 
веществ [1 – 6]. Наиболее распространённым типом форсунок, используемых для рас-
пыливания жидкого топлива в КС малоразмерных газотурбинных двигателей, являются 
центробежные топливные форсунки (ЦБТФ) [2]. 

Основным параметром, характеризующим качество процесса распыливания, яв-
ляется мелкость капель в факеле, которую принято оценивать средним по Заутеру диа-
метром капель  32D . В свою очередь, средний диаметр образующихся капель зависит 

от следующих характеристик течения топлива: расходная характеристика форсунки 
(оценивается с помощью коэффициента расхода Lµ ), угол первичного конуса распыла  

( кр , град.) и толщина топливной плёнки ( плt , мкм) [1 – 6].  

Данные характеристики распыла можно получить экспериментально. При этом 
для проведения экспериментальных исследований необходимо наличие дорогостояще-
го стендового оборудования, измерительных систем и готовый образец центробежной 
форсунки, что связано с существенными материальными затратами. Поэтому на стадии 
проектирования форсунок рациональным является использование расчётных методов, 
основными из которых являются полуэмпирические соотношения и методы моделиро-
вания двухфазных потоков в трёхмерной постановке. 

Теоретический анализ и полуэмпирические методики расчёта характеристик те-
чения и распыла основаны, как правило, на использовании геометрической характери-
стики форсунки, которая обычно определяется как [5; 6]: 
 

sinc

вх
k

Rr
A

nf

  ,               (1) 

 
где А  – геометрическая характеристика форсунки; R  – плечо закручивания, м; cr  – ра-

диус сопла форсунки, м; n – число входных каналов в камеру закручивания; вхf  – пло-

щадь одного входного канала, м2; к  – угол наклона оси входного канала к оси фор-

сунки, град (рис. 1).  
Примеры использования характеристики А приведены в работах [3; 7]. 

 

 
Рис. 1. Схема одноступенчатой центробежной форсунки 
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Разработанные на данный момент полуэмпирические методики, позволяют по-
лучить основные характеристики распыла ЦБТФ с удовлетворительной точностью. Од-
нако применимость этих методик ограничена лишь отдельными конструктивными ис-
полнениями форсунок, кроме того, не учитывают особенности переходных режимов 
распыла, например, при малых перепадах давления [4 – 6].  

В работах [8; 9] показано, что современные методы CFD позволяют получить не-
обходимые характеристики распыла ЦБТФ, но требуют дальнейшей валидации для 
широкого диапазона конструкций ЦБТФ и режимных параметров их работы.  

На данный момент разработано несколько методик CFD, в которых рассматрива-
ются в основном струйные форсунки [10 – 12]. В работе [13] предложена методика рас-
чёта центробежной форсунки, позволяющая с помощью численных методов определить 
угол первичного конуса и скорость жидкости, по которым в дальнейшем определяется 
функция плотности вероятности для распределения капель по диаметрам. Однако в за-
ключении автор отмечает, что необходимо провести многочисленные эксперименталь-
но-расчётные исследования для валидации предложенной модели.  

Целью данной работы является разработка и валидация методики определения 
коэффициента расхода, угла первичного конуса распыла топлива и толщины топливной 
плёнки ЦБТФ малоразмерных ГТД на основе численных методов моделирования двух-
фазных потоков.  

Для достижения цели в данной работе проведено расчётно-экспериментальное ис-
следование зависимостей характеристик течения топлива в форсунке от её геометриче-
ских и режимных параметров. Расчёты характеристик проведены с использованием по-
луэмпирических методик и методов численного моделирования двухфазных потоков на 
основе метода объёма жидкости в программном комплексе ANSYS Fluent 18.2. 

 
Объекты исследования  

Объектами исследования являются центробежные форсунки, спроектированные и 
изготовленные в Самарском университете – форсунка №1 (рис. 2), и форсунки «ули-
точного» типа – форсунка №2 (рис. 3), подробно описанные в работе [7].  

В качестве рабочего тела применялся авиационный керосин ТС-1 для форсунки 
№1 и Jet A для форсунки №2. Топливо подаётся в форсунку под давлением 

T T Kp p p   , где Tp  – давление топлива перед форсункой; Kp  – давление в камере, 

куда впрыскивается топливо. В обоих случаях распыливание топлива осуществлялось 
при нормальных атмосферных условиях. 

Форсунка №1 состоит из корпуса, пружины 1, шнека 2 с тремя тангенциальными 
каналами, направленными под углом 65  к оси форсунки и сопла 3. Каналы шнека 
вместе с конической полостью сопла служат для закрутки потока жидкости. Через ка-
налы шнека жидкость попадает в камеру закручивания с входным диаметром . . 6= 2,к зd  

мм. Из камеры закручивания жидкость попадает в сопло форсунки. В работе рассмот-
рено два варианта сопла форсунки с диаметрами, равными 0,4сd  мм и 0,5сd  мм, 

которые характерны для форсунок, используемых в малоразмерных газотурбинных 
авиационных двигателях. При этом соотношение длины сопла сl  к диаметру составляло 

2с сl d  . Были проведены экспериментальные исследования по определению Lµ  и кр  

при 25...1000Tp   кПа. 

Форсунка №2 состоит из корпуса, камеры закручивания, трёх входных каналов, 
направленных под прямым углом к оси форсунки и сопла. В данной работе использо-
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ваны сопла с 0, 4сd  мм, для которого отношение с сl d  изменялось от 0,25 до 2,5 и с 

0,6сd  мм, для которого отношение с сl d  изменялось от 5 до 8,33. 

Подробное геометрическое описание форсунки №2 с различными конфигурация-
ми сопел представлено в работе [7]. 

 
а 
 
 

 
б 
 

Рис. 2. Схема центробежной форсунки, разработанной в Самарском университете (форсунка №1): 
а – схема форсунки: 1 – пружина; 2 – шнек; 3 – сопло; б – шнек форсунки 

 
 
 
 

 
Рис. 3. Схема центробежной форсунки №2 
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Полуэмпирические методы определения характеристик ЦБТФ 

Для определения характеристик распыла жидкости в данной работе рассмотрено 
несколько полуэмпирических методик, которые отличаются учётом различных факто-
ров, влияющих на течение жидкости в каналах форсунки и формирование первичного 
конуса распыла. Рассматривались три полуэмпирические методики: методика 
А. Лефевра [1], методика Г.Н. Абрамовича [6], основанная на принципе максимального 
расхода для идеальной жидкости, впоследствии развитая в работах Ю.Ф. Дитякина [5] 
и А.А. Диденко [4] и методика С. Вэя [7], особенностью которой является учёт длины 
сопла форсунки. 

Расходную характеристику ЦБТФ принято оценивать через коэффициент расхода 
жидкости Lµ . Для определения коэффициента расхода форсунки в работе А. Лефевра 

[1] предложена следующая формула: 
 

0,5 0,25

. .

. .

0,35 к зв
L

к з c c

х d

d d

f

d


   
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   
.    (2) 

 
Данное выражение не учитывает в явном виде деформацию входной струи, а также 
гидравлические потери давления во входных каналах, в сопле форсунки и в камере за-
кручивания. Эти факторы, а также влияние коэффициента заполнения сопла форсунки 

 2

2
1 c пл

c
c

r t

r



  , позволяют учесть выражение из работы [5], согласно которому: 
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L

э

c c

A
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
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где эА  – эквивалентная геометрическая характеристика, которая отличается от обычной 

геометрической характеристики А учётом трения. Определение эквивалентной геомет-
рической характеристики и связанного с ней коэффициента заполнения сопла форсунки 

с  можно произвести по методике, представленной в [5]. Данная методика основана на 

принципе максимального расхода для идеальной жидкости, предложенного Г.Н. Абра-
мовичем [6]. Суммарные гидравлические потери в форсунке складываются из гидрав-
лических потерь во входных каналах, в камере закручивания и в сопле форсунки. Соот-
ветствующий коэффициент гидравлических потерь s  определялся по методике, 
представленной в работах [4; 5].  

Для определения угла распыла α в работе [1] предложена формула: 
 

 
2sin

2 1 1

L

cK






   
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где 
. .

вх

к з с

f
K

d d
 	– константа, определяемая геометрией форсунки. Похожее соотношение 

получено авторами [5]: 
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Каждое из этих соотношений включает коэффициент расхода, геометрические пара-
метры форсунки и коэффициент заполнения сопла. В работе [4] для расчёта угла рас-
пыла используется соотношение:  

 

 2
2 2 2

2
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2 1 1 4
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C A
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где С – константа, учитывающая коэффициент трения и гидравлические потери в сопле 
[4]. Таким образом, данное соотношение позволяет учесть режимные параметры, а 
также гидравлические потери в элементах форсунки. 

Ещё одно соотношение для определения угла первичного конуса распыла пред-
ложено в работе [7]: 
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Одной из характеристик, в значительной степени влияющей на средний диаметр 

капель, является толщина топливной плёнки жидкости. Толщина топливной плёнки по 
методике [1] определяется как 

 

 0,52,7 с ж ж
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где Tp  – перепад давления на форсунке; жG  – расход жидкости; ж  – плотность жид-

кости; ж  – коэффициент динамической вязкости жидкости. 

В работе [4] толщина плёнки плt  рассчитывается с учётом гидравлических потерь 

в элементах форсунки. В данной работе авторами проведено исследование зависимо-
стей характеристик течения через топливные форсунки от конструктивных и режимных 
параметров и их влияние на средний диаметр капель 32D . Из анализа полученных зави-

симостей показано, что толщина топливной плёнки плt  наиболее адекватно определяет-

ся как 
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В данной формуле значение толщины топливной плёнки зависит от коэффициен-

та расхода, угла конуса распыла, размера сопла и относительной скорости потока жид-
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кости на срезе сопла ( отнw ), которая учитывает потери из-за трения и неравномерного 

распределения скорости по толщине жидкой плёнки [17]. Выражение для определения 
относительной скорости представлено в [6]. 

Ещё одно соотношение, учитывающее длину сопла, предложено в работе [7]: 
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3
1, 44 ж L с

пл с
ж ж c с

G l
t d

p d d
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Так как приведённые выше методики имеют ряд ограничений, необходимо прове-

сти оценку целесообразности их использования для расчёта характеристик течения 
топлива применительно к ЦБТФ малоразмерных ГТД. 

 
Численное моделирование течения топлива в форсунке  

и формирование первичного конического факела  
методом объёма жидкости (VOF) 

Для моделирования течения жидкости в форсунке с помощью CFD обычно ис-
пользуют подход Эйлера. При моделировании многофазных течений подход Эйлера 
применяется в случае, когда основным исследуемым процессом является деформация 
поверхности раздела фаз [14]. Одним из наиболее распространённых в литературе    
Эйлеровских подходов является метод объёма жидкости (Volume of fluid, VOF) [15]. В 
методе VOF в качестве функции, определяющей двухфазное течение, используется 
объёмная доля жидкости в ячейке C. При 0C   ячейка заполнена газообразной фазой 
(например, воздухом),  при 1C   ячейка заполнена жидкой фазой (например, кероси-
ном). Границу раздела двух сред из этой функции определяют при значении C  0,5 
[13]. 

При использовании данного метода необходимо учитывать, что размерность сет-
ки должна быть сопоставима с размером искомых объёмов вторичной фазы (в данном 
случае жидкости – керосина) и кривизны её поверхности, например для толщины топ-
ливной плёнки это 50...200 мкм. На рис. 4 представлены результаты использования 
грубой расчётной сетки (рис. 4, а). В то же время, при начальном разрешении сетки по-
рядка 50 мкм, общее количество элементов расчётной области может достигать до 100 
– 200 млн. ячеек, что ограничивает применение данного метода в инженерной практике 
из-за высокой ресурсоёмкости задачи. Поэтому целесообразно использовать функцию 
динамической локальной адаптации сеточной модели, которая позволяет локально из-
мельчать элементы сетки в месте градиента объёмной доли жидкости, как показано на 
рис. 4, б. 

Кроме этого необходимо учитывать, что при использовании данной модели необ-
ходимо соблюдать требование по числу Куранта ( 1С  ) [16], которое означает, что шаг 
по времени не должен превышать пространственный шаг.  

В данной работе использован метод VOF для получения Lµ , кр  и плt . В работе 

также использована одна из распространённых моделей турбулентности k-omega SST. 
Данная модель сочетает в себе преимущества моделей k-epsilon и k-omega, то есть в 
пристеночном слое характеристики потока рассчитываются с помощью модели  
k-omega, а в остальной части потока расчёт характеристик турбулентности производит-
ся с использованием модели k-epsilon [13]. 
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а     б 

Рис. 4. Моделирование образования топливной плёнки в сопле: 
а – без функции локальной адаптации сеточной модели (метод Compressive); 

б – с функцией адаптации сеточной модели (метод Geo-Reconstruct) 
 

На основании вышеизложенных моделей и подходов [18] сформирован алгоритм 
расчёта Lµ , кр  и плt , который разбит на несколько этапов для снижения временных 

затрат на расчёты. 
Порядок расчёта в данной работе следующий. Вначале проводится расчёт в неяв-

ной постановке относительно объёмной доли жидкости (объёмная доля жидкости счи-
тается исходя из параметров потока на текущем временном шаге) с использованием 
схемы пространственной дискретизации Сompressive [16], поскольку она обладает 
наибольшей устойчивостью, а также допускает использование большего, чем при дру-
гих схемах, временного шага при соизмеримом числе Куранта. Расчёт по данной схеме 
ведётся до обеспечения баланса массы топлива между входом в расчётную область и 
выходом из неё. Далее используется более точная схема пространственной дискретиза-
ции Geo-Reconstruct [11]. Сходимость расчёта отслеживается по углу первичного кону-
са распыла. Затем используется функция градиентной адаптации расчётной сетки с це-
лью измельчения элементов в области границы раздела фаз. Сходимость расчёта 
определяется по толщине плёнки жидкости в контрольных сечениях (как правило на 
выходе из сопла форсунки).  

Данные экспериментального исследования характеристик течения в ЦБТФ (фор-
сунка №1 и форсунка №2), а также результаты численного моделирования в трёхмер-
ной постановке методом объёма жидкости (VOF) и с помощью полуэмпирических ме-
тодик представлены на рис. 5 – 11. 

Коэффициент расхода (µL). На рис. 5 отражены результаты расчётно-
экспериментального исследования зависимости коэффициента расхода ( Lµ ) от перепа-

да давления ( Tp ) для форсунки №1. Экспериментальная часть работы выполнена на 

стендовом оборудовании научно-образовательного центра газодинамических исследо-
ваний Самарского университета. Показано, что с увеличением диаметра сопла форсун-
ки коэффициент расхода уменьшается, что в целом адекватно отражается полуэмпири-
ческими методиками А. Лефевра (формула 1) и А.А. Диденко (формула 2), а также 
численными расчётами (CFD). При этом экспериментально установлено, что влияние 
режимных параметров становится существенным при 300Tp  кПа, где с уменьшени-

ем перепада давления Lµ  растёт. Эта зависимость качественно отражается при расчётах 

по методике А.А. Диденко (формула 2) и с удовлетворительной точностью (погреш-
ность менее 10%) при использовании CFD. В формуле А. Лефевра (1) используются 
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только геометрические характеристики форсунки, поэтому полученные по этой мето-
дике результаты не зависят от Tp , что ограничивает применение подобных соотноше-

ний в широком диапазоне режимных параметров ЦБТФ. 
 

  
а       б 

Рис. 5. Зависимости коэффициента расхода от перепада давления топлива на форсунке №1: 
а – 0,4сd  мм; б – 0,5сd  мм. 

 эксперимент;   Лефевр [1];   Диденко [4];   CFD 
 

На рис. 6 приведены зависимости значений коэффициента расхода от относитель-
ной длинны сопла форсунки №2 для двух режимов по перепаду давления  

Tp  800 кПа и Tp  1000 кПа. Опытные данные взяты из работы [7]. Как было пока-

зано выше (рис. 5) влияние режимного фактора становится существенным при 
300Tp  кПа, этот вывод косвенно подтвердился и при исследовании форсунки №2 

при 800Tp  кПа, в результате которого показано, что значения коэффициентов рас-

хода практически совпадают для обоих режимов. Из графиков видно, что результаты 
CFD по большей части количественно совпадают с экспериментальными данными, за 
исключением двух крайних точек ( 2,5с сl d   и 5), где расхождение данных достигает 

15…18%. Последнее также может быть связано и с погрешностью эксперимента. Полу-
эмпирические методики А. Лефевра и А.А. Диденко дают существенно более занижен-
ные значения коэффициента расхода. Данное расхождение может быть объяснено от-
сутствием в представленных соотношениях (1) и (2) параметров, учитывающих длину 
сопла форсунки, а также ограниченностью применимости данных полуэмпирических 
методик в широком диапазоне по перепаду давления топлива на ЦБТФ. 

 

 
а      б 

Рис. 6. Зависимости коэффициента расхода от перепада давления топлива на форсунке №2: 
а – 0,4сd  мм; б – 0,6сd  мм. 

1000 кПа CFD;   1000 кПа Эксп.;   1000 кПа Диденко [4]; 
 800 кПа CFD;   800 кПа Эксп.;   800 кПа Диденко [4];  Лефевр [1] 
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Угол первичного конуса распыла (αкр, град). На рис. 7 продемонстрирована визу-
ализация конуса распыла на форсунке №2, полученная с использованием численного 
моделирования течения топлива методом VOF. 

  

         
а    б 

Рис. 7. Конус первичного распыла форсунки №2 [7] при перепаде давления 1000 кПа: 
а – 0,5с сl d  ; б – 8,33с сl d   

 
Из представленных картин течения видно, что с увеличением длины сопла от 0,5 

до 8 калибров угол первичного конуса распыла значительно уменьшается, а толщина 
топливной плёнки на срезе сопла увеличивается. Стоит отметить, что воздушный вихрь 
внутри сопла форсунки для представленных конфигураций форсунок не образуется. 
Этот факт может оказаться критичным при использовании полуэмпирических методик 
[1; 4 – 7], в которых принято, что воздушный вихрь всегда присутствует в сопле. 

На рис. 8 приведены зависимости угла первичного конуса распыла от относитель-
ной длины сопла форсунки №2, которые были получены с помощью полуэмпирических 
методик по формулам (4), (6) и (7), а также в результате численного расчёта (CFD). Ре-
зультаты экспериментов авторы работы [7] не представили. Для форсунки с  

0,6сd  мм, несмотря на увеличенную длину сопла, расчёты по всем представленным 

методикам совпадают с удовлетворительной точностью. В то же время для форсунки с 
0, 4сd   мм и стандартной длиной сопла хорошо согласуются результаты, полученные 

по методике С. Вэя [7] и CFD, а формулы А. Лефевра (4) и А.А. Диденко (6) дают су-
щественно заниженные углы первичного конуса распыла.  

 
а        б 

 
Рис. 8. Сравнение расчётных данных по углу первичного конуса распыла (форсунка №2): 

а – 0,4сd  мм; б – 0,6сd  мм. 

1000 кПа CFD;   1000 кПа Лефевр [1];   1000 кПа Диденко [4];   1000 кПа Вэй [7]; 
800 кПа CFD;   800 кПа Лефевр [1];   800 кПа Диденко [4];   800 кПа Вэй [7] 
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Результаты расчётно-экспериментального исследования зависимости угла пер-
вичного конуса распыла от перепада давления Tp  для форсунки №1 представлены на 

рис. 9. Показано, что существенное влияние режимного фактора, как и для коэффици-
ента расхода Lµ  (см. рис. 5), наблюдается при 300Tp  кПа. В диапазоне 

300 1000Tp    кПа при увеличении перепада давления угол первичного конуса рас-

пыла увеличивается менее значительно. 
 

 
а      б 

 
Рис. 9. Сравнение расчётных и экспериментальных данных  

по углу первичного конуса распыла (форсунка №1): а – 0,4сd  мм; б – 0,5сd  мм. 

 Эксперимент;   Лефевр [1];   Диденко [4];   Вэй [7];   CFD 
 
 

Из анализа полученных данных следует, что методика С. Вэя даёт существенно 
завышенные значения угла первичного конуса распыла. Методика А. Лефевра, наобо-
рот, даёт заниженные значения (расхождение около 20%), тогда как методика А.А. Ди-
денко и результаты моделирования в трёхмерной постановке (CFD) дают хорошее со-
гласование с данными эксперимента и расхождение составляет менее 10%. Также из 
анализа графических зависимостей видно, что предложенная методика определения уг-
ла первичного конуса распыла с использованием CFD даёт хорошую прогностическую 
способность для центробежных форсунок в широком диапазоне как режимных, так и 
конструктивных параметров. 

Толщина топливной плёнки (tпл, мкм). На рис. 10, 11 приведено сопоставление 
расчётных значений толщины топливной плёнки для вариантов форсунок №1 и №2 со-
ответственно на основе представленных выше полуэмпирических соотношений и CFD. 
На этих графиках не приведено сравнение по толщине топливной плёнки керосина на 
выходе из сопла с экспериментальными данными, поскольку известные и опублико-
ванные исследования были проведены для форсунок с соплами значительно большего 
размера (  1сd  мм), чем форсунки, рассматриваемые в данной работе. Например, в ра-

боте [19] представлены результаты экспериментов для центробежных форсунок с диа-
метром сопла больше 1 мм, при этом в качестве рабочего тела использовалась вода. 
Для керосина известны исследования [20] ЦБТФ с соплами, имеющими диаметр 5сd 
мм. Поэтому провести прямое сопоставление результатов расчётов толщины топливной 
плёнки плt  при использовании керосина с экспериментальными данными для форсунок 

с диаметром сопла 0,6сd  мм в настоящее время не представляется возможным. 

Вместе с тем, косвенную оценку достоверности применяемых расчётных моделей 
можно сделать на основе выводов, полученных в работах [4; 5], из которых следует, что 
коэффициент заполнения сопла с  для идеальной жидкости связан с коэффициентом 

расхода следующим образом: 
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Так как толщина топливной плёнки, как было показано выше, напрямую опреде-

ляется коэффициентом заполнения сопла, то из соотношения (11) следует, что плt  будет 

также напрямую связана и с коэффициентом расхода жидкости Lµ . Как было показано 

выше, предлагаемая в данной работе методика численного моделирования картины те-
чения в ЦБТФ в трёхмерной постановке методом объёма жидкости (VOF) с высокой 
степенью достоверности определяет коэффициент расхода форсунки, следовательно и 
для расчёта толщины топливной плёнки этот метод должен давать приемлемые для 
прогностической оценки результаты. 

 

 

а       б 
 

Рис. 10. Сравнение расчётных значений толщины топливной плёнки на срезе сопла (форсунка №1): 
а – 0, 4сd  мм; б – 0,5сd  мм. 

 Лефевр [1];   Диденко [4];   Вэй [7];   CFD 
 
 

Анализируя зависимости на рис. 10, можно сказать, что все представленные мето-
дики качественно одинаковым образом отражают влияние диаметра сопла сd  и перепа-

да давления Tp  на толщину топливной плёнки, но сильно расходятся количественно. 

При этом разница по толщине плёнки между форсунками с диаметрами сопла 0,4 мм и 
0,5 мм, полученная в CFD, более существенная, чем при использовании полуэмпириче-
ских методик. При диаметре сопла 0,4 мм результаты CFD расчёта лучше согласуются 
с формулами А.А. Диденко (9) и С. Вэя (10), тогда как при диаметре сопла 0,5 мм со-
гласование лучше с формулой А. Лефевра (8). 

Для форсунки №2 [7] (рис. 11) представлены данные расчётов при Tp = 800 и 

1000 кПа. Выше было показано, что в этом диапазоне перепад давления на форсунке не 
оказывает существенного влияния на исследуемые характеристики, поэтому для обоих 
режимов результаты расчётов практически совпадают. Как и для форсунки №1 
(рис. 10), для форсунки №2 при диаметре сопла 0,4 мм ( c сl d 0,5…2,5) результаты 

расчётов методами CFD наилучшим образом согласуются с формулами А.А. Диденко 
(9) и С. Вэя (10). Для форсунки с диаметром сопла 0,6 мм ( c сl d 5…8,3) метод CFD 

имеет наименьшее расхождение с полуэмпирическим соотношением С. Вэя (10). По 
форсунке №2 этот результат был прогнозируем, так как экспериментальные характери-
стики данной форсунки и соответствующие полуэмпирические соотношения были по-
лучены в рамках одной работы [7]. 
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а        б 

 
Рис. 11. Сравнение расчётных значений толщины топливной плёнки на срезе сопла (форсунка №2): 

а – 0, 4сd  мм; б – 0,6сd  мм. 

 1000 кПа CFD;   1000 кПа Лефевр [1];   1000 кПа Диденко [4];   1000 кПа Вэй [7]; 
 800 кПа CFD;   800 кПа Лефевр [1];   800 кПа Диденко [4];   800 кПа Вэй [7] 

 
 

Таким образом, представленные на рис. 10, 11 результаты расчётного исследова-
ния, и последующий их анализ показали, что предварительно (без прямой эксперимен-
тальной проверки) можно подтвердить удовлетворительный уровень достоверности 
расчёта толщины топливной плёнки предложенными методами CFD. Полуэмпириче-
ские методики для этого случая применимы только для тех геометрических характери-
стик ЦБТФ, для которых эти соотношения были получены. 
 

Заключение 

Проведено исследование характеристик течения жидкого топлива через ЦБТФ 
малоразмерных авиационных ГТД как с помощью экспериментальных методов, так и с 
использованием расчётных моделей: CFD и полуэмпирических методик. Результаты 
работы позволяют сделать следующие выводы: 

– для коэффициента расхода Lµ  и угла первичного конуса распыла кр  получено, 

что расхождение между результатами CFD и экспериментальными данными не превы-
шает 10% вне зависимости от конфигураций, геометрических размеров и режима рабо-
ты ЦБТФ малоразмерных ГТД, тогда как полуэмпирические методики показывают рас-
хождение с экспериментальными данными в пределах 20% и выше, кроме того, 
точность расчётов определяется применимостью тех или иных соотношений к конкрет-
ным типам форсунок, их геометрическим размерам и режимам работы по расходу топ-
лива или перепаду давления на форсунке;  

– для толщины топливной плёнки плt  в условиях отсутствия необходимых экспе-

риментальных данных предварительно можно сделать заключение о применимости ис-
пользуемого в данной работе метода CFD для оценки данной характеристики форсунки 
с целью последующего использования данного параметра для расчёта среднего по За-
утеру диаметра капель 32D . 

Таким образом, предложенная методика расчёта течения жидкости через ЦБТФ 
CFD даёт хорошую прогностическую способность для указанных характеристик цен-
тробежных форсунок в широком диапазоне как режимных, так и конструктивных па-
раметров, что может быть использовано на этапе проектирования форсунок для авиа-
ционных камер сгорания. 

 
Исследование выполнено за счёт гранта Российского научного фонда № 21-19-

00876, https://rscf.ru/project/21-19-00876/ 
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The paper presents the results of studying the flow characteristics of liquid fuel in pressure jet 
atomizers of small-sized gas turbine engines with nozzle diameters of 0.4-0.6 mm for various operating 
and design parameters. The study was carried out using experimental measurements, semi-empirical 
correlations and CFD (computational fluid dynamics) methods. The Euler approach, the volume- of- 
fluid (VOF) method, was used to model multiphase flows in CFD simulations. Good agreement was 
obtained between experimental and predicted data on the fuel coefficient and the primary spray cone 
angle at the nozzle outlet. Besides, the assessment of the applicability of semi-empirical techniques for 
the nozzle configurations under consideration is given. In the future, the flow characteristics in 
question (the nozzle flow rate, the fuel film thickness, and the primary spray cone angle) can be used to 
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determine the mean diameter of the droplets (SMD) required to fully determine the boundary 
conditions of fuel injection when modeling combustion processes in combustion chambers of small-
sized gas turbine engines. 

Small-sized gas turbine engine; combustion chamber; atomizer fuel flow; volume-of-fluid method; 
primary spray cone angle; atomizer flow rate; fuel film thickness 
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