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Аннотация. Данная статья представляет и обобщает значительное количество эксперименталь-
ных данных по теплообмену диспергированного потока теплоносителя с немодифицированной 
поверхностью, имеющей температуру выше температуры насыщения теплоносителя. Представ-
лена усовершенствованная конструкция и схема измерений экспериментальной камеры установ-
ки, моделирующей энергонагруженные элементы энергетических установок. Приведены резуль-
таты экспериментов по определению теплообменных характеристик диспергированного потока 
и теплообменной поверхности в широком диапазоне режимных параметров диспергированного 
теплоносителя. Получены зависимости основных теплофизических величин, составлена карта 
режимов теплообмена. Представлены численные соотношения для обобщения полученных экс-
периментальных данных. 
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Abstract. This article completes and summarizes the series of works devoted to heat exchange of a dis-
persed coolant flow with an unmodified surface. An improved design and measurement scheme of the 
experimental chamber of the stand simulating energy-loaded elements of power plants are presented. 
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The results of experiments on determining the heat exchange characteristics of the dispersed flow and 
heat exchange surface in a wide range of operating parameters of the dispersed coolant are presented. 
Heat exchange curves of the process under consideration are obtained, a map of heat exchange modes is 
compiled. Correlations for generalizing the obtained experimental data are presented. 
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Введение 

На сегодняшний день одной из актуальных 
проблем прикладных исследований является 
охлаждение поверхностей при крайне высоких 
значениях плотности теплового потока, дости-
гающих значений 10 МВт/м2 и более. Такая про-
блема, в частности, возникает при создании экс-
периментальных термоядерных энергетических 
установок, что требует разработки новых высо-
коэффективных методов охлаждения внутрика-
мерных элементов (лимитеры, дивертор, первая 
стенка) [1, 2]. 

Одним из наиболее перспективных способов 
охлаждения является использование дисперги-
рованной жидкости. Среди актуальных методов 
жидкостного охлаждения, использующих фазо-
вый переход, его эффективность признается 
наибольшей [3]. 

Получение полидисперсной смеси капель 
обеспечивается за счет применения форсунок  
устройств, генерирующих диспергированный по-
ток теплоносителя, при равномерном распреде-
лении теплоносителя по сечению распыления. 
Метод охлаждения диспергированным теплоно-
сителем уже успел зарекомендовать себя в энер-
гетике, машиностроении, металлургии, но его 
применение не ограничивается только этими об-
ластями промышленности. Благодаря своей вы-
сокой эффективности и относительной простоте 
реализации, он вполне может быть применим 
для охлаждения конструкций современных энер-
гетических систем, подверженных мощным теп-
ловым нагрузкам. 

Точное управление температурным режимом 
при проектировании будущих систем распыли-
тельного охлаждения зависит от всестороннего 
понимания различных режимов теплообмена при 

распылительном охлаждении. Как правило, обоб-
щенная картина теплообмена, связанная с диспер-
гированным потоком, попадающим на охлаждае-
мую поверхность, включает: режим однофазного 
теплообмена, режим пузырькового кипения, пере-
ходный режим, максимальную плотность отво-
димого теплового потока с последующим пере-
ходным режимом и режим пленочного кипения. 
Эти режимы теплообмена отмечаются и в рабо-
те [4]. Наиболее эффективным режимом тепло-
обмена при охлаждении энергонагруженных по-
верхностей распылением является режим, при 
котором температура поверхности выше темпе-
ратуры насыщения жидкости, но ниже, чем кри-
тическая температура, соответствующая кризису 
кипения первого рода. Такой режим теплообме-
на принято называть пузырьковым кипением 
жидкой пленки теплоносителя [5].  

Теплообмен диспергированного потока с по-
верхностью, имеющей температуру выше тем-
пературы насыщения определяется различными 
механизмами. Существуют различные режимы 
теплоотдачи, включая испарение пленки жид-
кости, конвекцию как в пленке жидкости, так 
и в поле распыленного потока. Кроме того, види-
мо, имеет место турбулизация в пленке жидко-
сти. В работе [6] различают два типа механизма 
пузырькового кипения. Один из них  вторичное 
зародышеобразование, возникающее в результате 
взаимодействия сталкивающихся капель и тон-
кой пленки жидкости. Второй  поверхностное 
кипение, возникающее в результате образования 
пузырьков в зародышеобразующих участках оро-
шаемой поверхности [7]. 

Эти режимы теплоотдачи и сложность, воз-
никающих при этом взаимодействий, делают 
разработку расчетных соотношений процессов 
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с высокой нелинейностью в физике теплообмена 
распылением сложной, но особенно важной. 
В связи с этим большая часть современной ли-
тературы по охлаждению диспергированным по-
током уделяет особое внимание моделям и эмпи-
рическим соотношениям. В актуальных работах 
большая часть соотношений посвящена однофаз-
ному режиму теплообмена диспергированного 
потока и охлаждаемой поверхности. Некоторые 
соотношения полученные для режимов охлажде-
ния поверхности, имеющей температуру выше 
температуры насыщения, приведены в обзор-
ных статьях [5, 8]. Авторами получены крайне 
различные соотношения, что свидетельствует 
о сильной зависимости эффективности диспер-
гированного охлаждения от условий экспери-
мента. Количество соотношений при получен-
ных в режиме пузырькового кипения также 
крайне ограниченно, в особенности при плотно-
сти отводимого теплового потока >5 МВт/м2.  

Учитывая сложность исследуемых процессов 
и недостаточную проработанность данной тема-
тики экспериментальные исследования диспер-
гированного охлаждения поверхности, имеющей 
температуру выше температуры насыщения не 
теряют своей актуальности. Целью данной ра-
боты является исследование термостабилизации 
диспергированным потоком воды высокотем-
пературной поверхности, на экспериментальной 
установке, моделирующей энергонагруженные 
элементы термоядерных установок [9]. Ключе-
выми особенностями экспериментальной уста-
новки являются система нагрева, способная 
обеспечить нагрев при сверхвысокой плотности 
теплового потока >10 МВт/м2, а также возмож-
ность дифференцирования составляющей фазо-
вого перехода теплового потока. Подробно мето-
дика нагрева описана авторами в статье [10]. 

Конструкция экспериментальной камеры 
установки 

На рис. 1 приведена конструкция эксперимен-
тальной камеры (1), включающей ее основные 
элементы. Форсунка (2) подключается к гидрав-
лическому контуру с помощью патрубка (3), ко-
торый через фланцевое соединение (4) крепится 
к стенке камеры. Контргайки (5) позволяют за-
креплять патрубок (3) в различном положении, 
что в свою очередь изменяет положение форсун-
ки в камере относительно нагреваемой поверх-
ности (по горизонтали). Таким образом можно 

регулировать количество теплоносителя, попа-
дающего на охлаждаемую поверхность, в за-
висимости от типа используемой форсунки и 
размеров поверхности рабочего участка. В пред-
ставленных далее экспериментах форсунка уста-
навливается таким образом, чтобы распыление 
полностью орошало поверхность рабочего участ-
ка, на расстоянии 30 мм от поверхности, что 
обусловлено диаметром охлаждаемой поверхно-
сти и углом распыла форсунок. Охлаждаемая 
поверхность рабочего участка имеет диаметр 
35 мм, площадь поверхности составляет ~10 см2. 
Подводящий патрубок теплоизолирован с по-
мощью слоя теплоизоляции (теплопроводность 
≤ 0,034 Вт/(м×K)), помещенного в пластиковую 
оболочку (6). Это минимизирует конденсацию 
жидкости на подводящем патрубке, которая при-
водит к нагреву теплоносителя, поступающего 
в форсунку, что особенно заметно при малых 
расходах теплоносителя. Добавление этого эле-
мента позволило поддерживать температуру жид-
кости на входе в форсунку в диапазоне 1825 °C, 
что обеспечило лучшую согласованность экспе-
риментальных данных в большем диапазоне рас-
ходов, чем было представлено в предыдущих 
работах. 

Камера имеет два дифференцированных отбо-
ра жидкости (8, 9). Один из них предназначен для 
сбора жидкости, сконденсированной на змееви-
ковом конденсаторе (7), и расположенном в ле-
вой части камеры. Второй отбор предназначен 
для сбора капель неиспарившейся жидкости. 
Отборы разделены перегородкой (10), препят-
ствующей попаданию неиспарившейся жидко-
сти в левый отбор. Наличие только в одной по-
ловине камеры охлаждающего конденсатора (7) 
позволяет создать там зону пониженной концен-
трации пара, и поток горячего пара от нагревае-
мой поверхности диффундирует за счет гради-
ента концентрации по направлению к конденса-
тору. Это в том числе позволяет минимизировать 
попадание капель конденсата в диспергирован-
ный поток. Расход жидкости, совершившей фа-
зовый переход и сконденсированной на конден-
саторе, которая попадет в первый отвод (8) из-
меряется массовым методом. 

Рабочий участок (11) крепится к стенке экспе-
риментальной камеры (1) с помощью магнито-
прозрачного фланца (12) из теплоизоляционной 
керамики, обладающего низкой теплопроводно-
стью (0,16 Вт/(м×К)) и болтового соединения (13). 
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Выбранный материал позволяет фланцу не испы-
тывать избыточных термических нагрузок от на-
грева индукционными токами. Между фланцем 
и стенкой камеры находится графитовое уплот-
нение (14), которое обладает достаточной пла-
стичностью и устойчиво к высоким температу-
рам. Цилиндрическая часть рабочего участка по-
мещена в индукционную катушку (15), которая 
обеспечивает нагрев рабочего участка индукци-
онными токами высокой частоты.  

Термопара (16), измеряющая температуру теп-
лоносителя на входе в форсунку (Твх), установ-
лена в патрубке, подводящем теплоноситель при 
помощи тройника (17). Спай термопары (18) 
припаян к медной пластинке, и расположен под 
охлаждаемой поверхностью рабочего участка, для 
измерения температуры теплоносителя после 
контакта с охлаждаемой поверхностью (Твых). Все 
термопары, находящиеся в экспериментальной 
камере, в том числе, измеряющие температуры 
в рабочем участке (19), выведены через герме-
тичный разъем (20), расположенный в верхней 
части экспериментальной камеры. Для измере-
ния избыточного давления парогазовой среды 
в экспериментальной камере, предназначен U-об-
разный манометр (21, изображен в уменьшенном 
масштабе), подсоединенный к экспериментальной 
камере с помощью герметичного разъема (22). 

 

Рис. 1. Конструкция экспериментальной камеры: 1 – корпус, 2 – 
форсунка, 3 –патрубок, 4 – фланцевое соединение, 5 – контр-
гайки, 6 – теплоизоляционный слой, 7 – змеевиковый конден-
сатор, 8, 9 – отборы, 10 – перегородка, 11 – рабочий участок, 12 – 
керамический фланец, 13 – болтовое соединение, 14 – графи-
товое уплотнение, 15 – индукционная катушка, 16 – термопара, 
измеряющая температуру теплоносителя на входе в форсунку, 
17 – тройник для установки термопары, 18 – термопара, из-
меряющая температуру стекающего с поверхности теплоно-
сителя, 19 – термопары, измеряющие температуры в рабочем 
участке, 20 – разъем для вывода термопар, 21 – U-образный 
манометр, 22 – разъем для манометра 

Схема расположения отверстий для установки 
термопар в рабочем участке представлена на ри-
сунке 2. Кабельные хромель-алюмелевые термо-
пары диаметром 1 мм устанавливались в 8 от-
верстий, имеющих диаметр 1,1 мм, таким обра-
зом, чтобы горячий спай термопары находился 
в глухом конце отверстия. Термопары в предна-
значенных для них отверстиях запаяны индиевым 
припоем и завальцованы, что позволяет обеспе-
чить изоляцию спаев от паровой среды в экс-
периментальной камере. Температурное поле 
в рабочем участке измеряется в двух сечениях: 
термопары в сечении на расстоянии 3 мм от оро-
шаемой поверхности обозначены одним штри-
хом, в сечении на расстоянии 7 мм – двумя штри-
хами. В каждом из двух сечений установлены 
четыре термопары, расположенные радиально 
в рабочем участке на разной глубине. Такое рас-
положение термопар позволяет получить инфор-
мацию о распределении температуры как по оси 
рабочего участка, так и по радиусу.  

 

Рис. 2. Схема установки термопар в рабочем участке 

Методика обработки первичных 
экспериментальных данных 

В данном разделе приведен алгоритм расчета 
основных теплофизических характеристик про-
цесса. Методика проведения эксперимента по 
термостабилизации охлаждаемой поверхности 
диспергированным потоком теплоносителя до-
статочно подробно описана в предыдущих рабо-
тах и не притерпела фундаментальных измене-
ний [11]. 

1. Производится осреднение по времени каж-
дого стационарного режима значений темпера-
тур, зарегистрированных каждой термопарой, рас-
положенной в рабочем участке, для данного ста-
ционарного режима. Также производится осре-
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денение по времени температуры теплоносителя 
на входе в форсунку (Твх), температуры отрабо-
тавшего теплоносителя (Твых). 

2. Рассчитываются средние по сечению зна-
чения температур рабочего участка, при помощи 
осредненных по времени температур для каждой 
термопары: 

 
3. Средняя температура охлаждаемой поверх-

ности рабочего участка (далее «температура стен-
ки») Tс, определяется по соотношению (1). По-
скольку в рассматриваемом интервале температур 
теплопроводность по толщине рабочего участ-
ка изменяется незначительно, можно считать 
λм ≈ const, при этом температурное поле описы-
вается линейной зависимостью, а температура 
стенки может быть экстраполирована.  

 (1) 

где x0 = 0 мм. Неопределенность оценки темпе-
ратуры стенки составляет не более 8,7 °C. 

4. Поскольку в исследуемом диапазоне тем-
ператур теплопроводность меди изменяется не-
значительно, по закону Фурье, в рамках линеа-
ризации процесса теплопроводности, рассчиты-
вается суммарная плотность теплового потока, 
отводимого диспергированным теплоносителем, 
для данного стационарного режима:  

 (2) 

Теплопроводность рабочего участка λ опреде-
ляется как функция средней температуры между 
сечениями рабочего участка: 

 (3) 

Неопределенность оценки плотности тепло-
вого потока составляет не более 9 %. 

5. Для расчета коэффициента теплоотдачи 
требуется определить величину температурного 
напора. С достаточной точностью оценить тем-
пературу, при которой диспергированный поток 
взаимодействует с охлаждаемой поверхностью 

на данном этапе представляется недоступной за-
дачей. Таким образом требуется ввести оценку 
температуры диспергированного потока, взаимо-
действующего с поверхностью, которую предла-
гается осуществить с помощью известных и объ-
ективно измеренных температуры жидкости на 
входе в форсунку (Твх) и температуры жидкости 
после взаимодействия с поверхностью (Твых): 

 (4) 

Температурный напор оценивался следующим 
образом: 

 (5) 

Неопределенность оценки температуры стен-
ки составляет не более 9,1 °C. 

6. Расчет коэффициента теплоотдачи произво-
дится по закону Ньютона-Рихмана:  

 (6) 

Неопределенность оценки коэффициента теп-
лоотдачи составляет не более 14 %. 

7. Масса жидкости (mф-п), сконденсированной 
конденсатором и собранной в измерительную 
емкость в течении определенного времени (τизм) 
позволяет определить ту часть общего расхода 
теплоносителя, которая совершает фазовый пере-
ход: 

 (7) 

Данная величина позволяет произвести оцен-
ку тепловой мощности, отводимой от охлажда-
емой поверхности механизмом фазового пере-
хода: 

 (8) 

отсюда составляющая фазового перехода тепло-
вого потока, отводимого диспергированным по-
током, рассчитывается следующим образом: 

 (9) 

где Sпов – площадь теплообменной поверхности. 
Неопределенность оценки данной величины не 
превышает 10 %. 
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Конструкция используемых форсунок 

На рис. 3 а изображена одна из используемых 
гидравлических форсунок фирмы Danfoss с ко-
ническим вкладышем, с использованием кото-
рой были проведены эксперименты. Форсунка 
состоит из: корпуса (1), вкладыша, содержащего 
выходное сопло, диаметром dс = 0,4 мм (2) и 
вкладыша-завихрителя (4), которые совместно 
образуют коническую камеру смешивания (3). 
Вкладыши фиксируются с помощью ограничи-
теля (5). 

Вкладыш-завихритель (рис. 3 б) содержит один 
центральный канал диаметром 0,3 мм и четыре 
тангенциальных канала шириной 0,4 мм и глу-
биной 0,3 мм. Жидкость подводится одновремен-
но по центральному и тангенциальным каналам, 
таким образом потоки сталкиваются и дробятся 
в камере смешивания, создавая на выходе из 
сопла диспергированный поток, который обра-
зует распыление в виде заполненного конуса.  

В экспериментах также использовались две 
форсунки с аналогичной конструкцией, но с боль-
шими диаметрами сопла dс = 0,6 и dс = 0,8 мм 
соответственно. Все форсунки имеют полноко-
нусное распыление с углом распыла 60° и обес-
печивают стабильное диспергирование при из-
быточном давлении от 4 до 40 бар, как заявлено 
производителем 

 

а 

 
б 

Рис. 3. а  Форсунка с диаметром сопла 0,4 мм: 1 – корпус 
форсунки, 2 – вкладыш, содержащий выходное сопло, 3 – ка-
мера смешивания, 4 – вкладыш-завихритель, 5 – ограничитель; 
б – вкладыш-завихритель форсунки 

Экспериментальные результаты, их анализ 
и обобщение 

В данном разделе приведены основные зави-
симости теплофизических характеристик для все-
го диапазона режимных параметров. В табл. 1 
приведены обозначения точек экспериментальных 
кривых в соответствии с параметрами дисперги-
рованного теплоносителя, используемые далее на 
графических зависимостях. 

Параметр плотности орошения оценивался 
следующим образом:  

 (10) 

где Gдп – массовый расход диспергированного 
теплоносителя. 

В данной работе для оценки критерия Вебера 
использован параметр скорости сплошного по-
тока на выходе из сопла форсунки uс, оцененный 
следующим образом: 

 (11) 

где Sс – площадь сопла форсунки. Итоговый рас-
чет критерия Вебера производится в классиче-
ской форме: 

 (12) 

где плотность среды, в которую форсунка дис-
пергирует жидкость принималась равной плот-
ности пара (ρп) при температуре насыщения. 
Теплофизические параметры воды (ρж и σ) при 
расчете критерия Вебера определяются при тем-
пературе Твх. 

Оценка среднего диаметра Заутера капель, ге-
нерируемых используемыми форсунками, была 
произведена с помощью соотношения (13), по-
лученного Мудаваром и Дейтерсом [12] для гид-
равлических форсунок: 

 (13) 

Для расчета критериев Вебера и Рейнольдса 
были использованы их вариации для расчета на 
сопле, приведенные в статье [12]. Свойства воды 
были определены при температуре 22 ℃, соот-
ветствующей средней температуре жидкости на 
входе в форсунку в приведенных экспериментах.  

дп

пов

,
G

j
S



дп
с

ж с

,
G

u
S



2
с с пWe ,

u d 




1/2 0,259
32 с с с3,67 (We Re ) .d d 



ТЕПЛОВЫЕ ПРОЦЕССЫ В ТЕХНИКЕ. 2025. Т. 17. № 9 

THERMAL PROCESSES IN ENGINEERING   401 

На рис. 4 представлены зависимости плотно-
сти теплового потока от температурного напора 
при использовании форсунки со средним диа-
метром сопла (0,6 мм). Для прочих использу-
емых форсунок данные зависимости имеют 
аналогичный характер, поэтому ограничимся 
представлением для одной форсунки. На пред-
ставленных кривых теплообмена можно выде-
лить три характерные области, которые обозна-
чены на данных графиках. Данные области 
свидетельствуют об изменении механизмов теп-
лообмена при увеличении плотности теплового 
потока, отводимого с поверхности диспергиро-
ванным потоком.  

Область I теплообменных кривых ограни-
ченна температурным напором не более 75 °C 
(для большинства кривых не более 70 °C). Эта 
область характеризуется незначительным уве-
личением плотности теплового потока при уве-
личении температурного напора. При переходе 
в область II наклон зависимости достаточно 
резко увеличивается, рост температурного напо-
ра приводит к значительному росту плотности 

отводимого теплового потока. Область II огра-
ничена температурным напором от приблизи-
тельно 70 °C до 80 °C. В области III наклон 
зависимости также изменяется: рост темпера-
турного напора практически не влияет на изме-
нение плотности теплового потока. Из графика 
видно, что увеличение давления и расхода дис-
пергированного теплоносителя приводят к уве-
личению плотности отводимого теплового по-
тока во всех трех областях теплообмена, что 
закономерно при использовании всех представ-
ленных форсунок. Это свидетельствует также 
и о ключевом влиянии таких характеристик как 
плотность орошения и критерия Вебера на теп-
лообмен стенки с диспергированным теплоно-
сителем. Также стоит отметить, что температур-
ный напор на границах режимов теплообмена 
тем ниже, чем выше расход диспергированного 
теплоносителя. Границы режимов теплообмена 
по температуре охлаждаемой стенки: для обла-
сти I от 100 ℃ до 120 ℃; для области II от 
120 ℃ до 140 ℃; для области III от 140 ℃ до 
150 ℃. 

Таблица 1. Обозначения экспериментальных точек полученных кривых теплообмена 

№ Символ 
dс,  
мм 

pизб×10–5,  
Па 

Gдп×103,  
кг/с 

j,  
кг/(м2×с) 

We 
d32,  
мкм 

1 ▲ 

0,4 

4 2,2 2,29 1,02 112 

2 ▲ 6 2,8 2,91 1,66 100 

3 ▲ 8 3,2 3,33 2,17 93 

4 ▲ 10 3,6 3,74 2,74 88 

5 ▲ 12 4,0 4,16 3,39 84 

6 ▲ 14 4,3 4,47 3,91 81 

7 ● 

0,6 

4 6,5 6,76 2,65 143 

8 ● 6 7,9 8,21 3,91 129 

9 ● 8 9,1 9,46 5,19 119 

10 ● 10 10,4 10,81 6,78 113 

11 ● 12 11,2 11,64 7,86 107 

12 ● 14 12 12,47 9,03 103 

13 ■ 

0,8 

4 8,6 8,94 1,96 170 

14 ■ 6 10,4 10,81 2,86 153 

15 ■ 8 11,8 12,26 3,68 142 

16 ■ 10 13,1 13,62 4,54 134 

17 ■ 12 14,2 14,76 5,33 128 

18 ■ 14 15,3 15,90 6,19 123 
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Рис. 4. Зависимости плотности теплового потока от темпера-
турного напора, полученные при использовании форсунки 
с диаметром сопла 0,6 мм 

На рис. 5 приведены зависимости коэффици-
ента теплоотдачи от плотности теплового потока 
для всех использованных форсунок, исключая 
незначительное количество точек, где коэффи-
циент теплоотдачи уменьшается с ростом плот-
ности теплового потока. Наибольшие значения 
коэффициентов теплоотдачи при аналогичных 
значения плотности теплового потока соответ-
ствуют точкам, полученным при использовании 
форсунки со средним диаметром сопла (0,6 мм), 
что может быть обусловлено наибольшими зна-
чениями критерия Вебера для данной форсунки 
при прочих аналогичных параметрах. Для пред-
ставленных зависимостей была получена обоб-
щающая зависимость коэффициента теплоотда-
чи от плотности теплового потока: 

 (14) 

 

Рис. 5. Обобщение данных по коэффициенту теплоотдачи 

Зависимости максимальных значений 
коэффициента теплоотдачи и плотности 

теплового потока 

На рис. 6 представлена зависимость макси-
мальной плотности теплового потока от крите-
рия Вебера для каждой из полученных кривых 

теплообмена. Учитывая методику проведения 
эксперимента, данные значения плотности теп-
лового потока должны быть достаточно близки 
к критическим для представленных режимов 
охлаждения. Из всех представленных экспери-
ментов наибольшая плотность теплового потока 
10,3 МВт/м2 была достигнута при использова-
нии форсунки с диаметром сопла 0,6 мм при 
следующих параметрах теплоносителя: pизб = 
= 14×105 Па, Gдп = 12×10–3 кг/с, j = 12,47 кг/(м2×с), 
We = 9,03. Сопоставимая плотность отводимого 
диспергированным охлаждением теплового потока 
была получена в двух работах [13, 14] 12 МВт/м2 
и 9,5 МВт/м2 соответственно. Однако в обеих 
данных работах площадь охлаждаемой поверх-
ности составляла 1 см2, в то время как в данной 
работе площадь данной поверхности на поря-
док больше и составляет 10 см2. Из представ-
ленной графика можно сделать вывод, что при 
We > 6 зависимость принимает характер близ-
кий к асимптотическому, и увеличение крите-
рия Вебера не приводит к значительному уве-
личению максимальной плотности теплового 
потока. Также на графике приведена аппрокси-
мация показательной функции, где qmax ~ We0,33. 
Данная аппроксимация наилучшим образом опи-
сывает область точек, где критерий Вебера изме-
няется от 1 до 6. 

Анализируя представленные зависимости, 
можно сделать вывод, что определяющим пара-
метром, как для максимального теплового пото-
ка, так и для максимального коэффициента теп-
лоотдаче является критерий Вебера, так как зна-
чения данных величин практически одинаковы 
для различных форсунок, при идентичных зна-
чениях этого параметра. 

 

Рис. 6. Зависимость максимальной плотности теплового потока 
от критерия Вебера 
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Анализ вклада фазового перехода 
в теплообмен диспергированного потока 

с нагретой поверхностью 

До сих пор актуальным вопросом для темати-
ки распылительного охлаждения остается оценка 
преобладающего механизма теплообмена. В раз-
личных работах представлены выводы как о пре-
обладании конвективного механизма теплообме-
на, так и о преобладании фазового перехода [8]. 
Согласно методике, представленной ранее про-
изведена оценка плотности теплового потока от-
веденного за счет фазового перехода. Диффе-
ренцировать испарение и кипение жидкой плен-
ки теплоносителя на данном этапе исследования 
невозможно, однако, можно сделать некоторые 
выводы о вкладе фазового перехода в общий 
тепловой баланс процесса. 

На рис. 7 приведено сравнение доли плотно-
сти теплового потока, отведенного за счет фазо-
вого перехода, для всех полученных теплооб-
менных кривых. Как видно из представленных 
зависимостей, при идентичной отводимой плот-
ности теплового потока вклад фазового перехода 
может значительно отличаться. Наиболее замет-
на тенденция уменьшения вклада фазового пе-
рехода с ростом плотности орошения поверхно-
сти. При низкой плотности орошения поверхно-
сти тепловой поток отводится от поверхности 
преимущественно за счет фазового перехода (от 
65 до 97 % от суммарной плотности теплового 
потока). Конвективная составляющая плотности 
теплового потока при этом незначительно умень-
шается. При большей плотности орошения по-
верхности фазовый переход уже не имеет преоб-
ладающего вклада в теплообмен. Составляющая 
фазового перехода при этом от 36 до 58 % от 
суммарной плотности теплового потока. Обоб-
щение этих данных для описания общего меха-
низма теплообмена на данном этапе остается 
слишком трудной задачей, так как изменение 
любого из параметров диспергированного пото-
ка неизбежно приводит к изменению прочих па-
раметров. Тем не менее, стоит отметить, что су-
ществуют режимы теплообмена, при которых 
доля фазового перехода в отводимом тепловом 
потоке превышает 97 % при плотности теплово-
го потока свыше 8 МВт/м2, при низкой плотно-
сти орошения поверхности (j = 4,47 кг/(м2×с)), 
что свидетельствует о высокой эффективности 

диспергированного охлаждения, однако дости-
жение такой эффективности потребует крайне 
точного выбора параметров данного типа охла-
ждения.  

 

Рис. 7. Доля плотности теплового потока отведенного за счет 
фазового перехода 

Обобщение полученных результатов 
критериальной зависимостью 

Для описания процесса теплообмена между 
стенкой и диспергированным потоком в режиме 
развитого теплообмена были выбраны следую-
щие критерии теплообмена и безразмерные ком-
плексы: 

1. Критерий Нуссельта: 

 (15) 

где dпов – диаметр теплообменной поверхности, 
λдп – теплопроводность диспергированного тепло-
носителя при температуре Tдп, α – коэффициент 
теплоотдачи от поверхности к диспергированно-
му потоку. Поскольку в данной работе рассматри-
ваются интегральные характеристики теплооб-
мена с нагретой поверхностью, для критерия 
Нуссельта выбор в качестве характерного разме-
ра диаметра орошаемой поверхности представ-
ляется наиболее логичным. 

2. Критерий Вебера, форма оценки которого 
представлена ранее (формула (12)). 

3. Безразмерная температура, оцененная как 
отношение температуры стенки (Тс) к темпера-
туре недогрева жидкости (Тsub), где недогрев 
жидкости рассчитывается как разность темпера-
туры насыщения при давлении в эксперимен-
тальной камере (ТS) и температуры диспергиро-
ванного потока (Тдп). 
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. (16) 

Итоговый вид критериального уравнения: 

. (17) 

Данное уравнение позволит учесть влияние 
на теплообмен как характеристик диспергиро-
ванного потока, за счет использования критерия 
Вебера, так и определяющих процесс темпера-
тур стенки и диспергированного потока. Стоит 
также отметить, что несмотря на определенно 
присутствующее влияние на эффективность теп-
лообмена размеров капель диспергированного 
потока использование данного параметра как 
определяющего размера в каком-либо из безраз-
мерных комплексов не представляется удачным, 
так как точное определение данной величины 
всегда представляет собой сложную функцию 
распределения с достаточно большим разбросом 
между минимальными и максимальным значе-
ниями данного параметра. 

При расчете коэффициентов критериального 
уравнения использовались экспериментальные 
точки идентичные представленным на рис. 5. 
Для расчета коэффициентов применялось мно-
гомерное среднеквадратичное приближение сте-
пенной моделью с использованием метода наи-
меньших квадратов. Итоговое обобщение экспе-
риментальных данных теплообмена дисперги-
рованного потока теплоносителя с нагретой по-
верхностью приведено на рис. 8 и описывается 
следующим уравнением: 

. (18) 

Коэффициент детерминации составляет R2 = 
0,96 при числе обусловленности 21,6. Погреш-
ности определения коэффициентов критериаль-
ного уравнения приведены в табл. 2. 

 
Рис. 8. Обобщение данных по теплообмену диспергированного 
потока с нагретой поверхностью критериальным уравнением 

Таблица 2. Погрешности определения коэффициентов кри-
териального уравнения 

Коэффициент Значение Неопределенность  
c 99 ±1 
n1 0,53 ±0,01 

n2 2,96 ±0,05 

На основе представленной зависимости мож-
но сделать вывод, что недогрев жидкости оказы-
вает крайне значительное влияние на теплооб-
мен диспергированного потока с поверхностью 
в режиме интенсивного парообразования. Гид-
равлические характеристики диспергированного 
потока оказывают меньшее, но тем не менее 
важное влияние на процесс. 

Заключение 

1. В ходе экспериментального исследования 
теплообмена диспергированного потока с охла-
ждаемой поверхностью было получено 18 каче-
ственных кривых теплообмена с использовани-
ем трех гидравлических форсунок аналогичной 
конструкции, но имеющих различных диаметр 
сопла. Получена карта режимов для данных 
кривых теплообмена. Диапазон изменения плот-
ности орошения поверхности в представленных 
экспериментах от 2,29 до 15,90 кг/(м2×с), диапа-
зон критерия Вебера от 1 до 9. 

2. Установлено, что ключевыми параметром 
при охлаждении распылением поверхности, име-
ющей температуру выше температуры насыще-
ния являются как плотность орошения поверх-
ности, так и скорость капель (характеризуемая 
в данной работе критерием Вебера). Значитель-
ное влияние на теплообмен оказывает недогрев 
теплоносителя.  

3. Обобщение данных по максимальным зна-
чениям плотности теплового потока показывает 
ключевое влияние критерия Вебера на данный 
параметр. Показано, что увеличение критерия 
Вебера более 6 не ведет к значительному увели-
чению максимального значения плотности теп-
лового потока. Достигнута отводимая плотность 
теплового потока в 10,3 МВт/м2, при площади 
орошаемой поверхности ~10 см2. 

4. Сделан вывод о ключевом вкладе фазового 
перехода в теплообмен, при поддержании опре-
деленных режимных параметров теплоносителя. 
Доля фазового перехода в общем тепловом пото-
ке, отводимом с охлаждаемой поверхности, в от-
дельных режимах достигает 97 %. 
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5. Получена экспериментальная зависимость 
с использованием критериев теплообмена, хо-
рошо обобщающая экспериментальные данные. 
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