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摘  要：在直径为0.476 m的椭圆底搅拌槽中，采用半椭圆管盘式涡轮桨，研究桨径与槽径比D/T变化(分别为0.28, 0.33, 
0.4 及 0.5)对气液两相体系中临界分散、通气功率和气含率的影响. 结果表明，对于 D/T 较小的搅拌桨，采用由载气到

气泛测得的泛点比气泛到载气测得的泛点明显滞后，但随 D/T 增大泛点滞后现象消失；在相同通气量下，D/T 对相对

功率需求(Pg/P0)的影响不大；功率消耗相同时，低通气量时气含率随 D/T 增大略有增大，但高通气量时恰好相反. 研
究结果及泛点、通气功率、气含率关联式对工业气液搅拌反应器设计操作具有参考价值.  
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1  前 言 

气液搅拌反应器在工业中的应用很广泛，几十年来

对搅拌槽内气−液两相分散特性已进行了广泛研究. 近
年来的研究热点从传统 Rushton 涡轮桨转变到新开发的

管叶涡轮桨，如美国 Chemineer 公司的 CD-6, BT-6，英

国 ICI 公司的 ICI Gasfoil 等[1−7]. 半椭圆管盘式涡轮桨

(Half Elliptical Blades Disk Turbine, HEDT)是北京化工

大学在 BT-6 的基础上改进而成的，与传统 Rushton 涡

轮桨相比，HEDT 涡轮桨具有如下优点：载气能力明显

提高，分散和传质能力改善，由于通气而造成的搅拌功

率下降程度减小等，既适用于气−液两相体系的气液分

散，也适用于气−液−固三相体系在通气条件下的固液悬

浮操作[8−10].  
目前，对 Rushton 涡轮桨、四斜叶桨等的气液分散

性能研究较为充分，包括搅拌桨直径对流体力学性能影

响的研究等. Nienow 等[11]研究了 Rushton 涡轮桨的气泛

特性，得出了包含 D/T 影响的关联式；Greaves 等[12]和

Yung 等[13]研究了水−空气系统中 Rushton 涡轮桨直径

(D/T=0.225∼0.45)对通气功率和气含率的影响；Rewatkar
等[14]研究了相同体系中不同直径四斜叶桨的气含率特

性. 但至今对新型半椭圆管盘式涡轮桨的研究尚不充

分，尤其是对于桨叶结构参数如搅拌桨直径、桨叶长度

等改变对其气液分散特性的影响仍需进行深入研究[6,7]. 
对搅拌桨叶结构参数进行优化对新型桨的工艺设计及

机械设计均有十分重要的意义.  
本工作采用径向流型的 HEDT，首次较系统地研究

了 HEDT 桨直径改变对搅拌槽内气−液分散特性包括气

液临界分散状态、通气搅拌功率及气含率等的影响，得

出对工业设计有参考价值的关联式，为半椭圆管盘式涡

轮桨的工业设计和应用提供有益参考.  

2  实验装置及测试方法 

实验在图 1 所示的椭圆底有机玻璃搅拌槽中进行. 
搅拌槽直径 T=0.476 m，液位高度 H=0.5 m. 槽内均布四

块挡板，挡板宽约为 T/10. 搅拌槽底部安有不锈钢制环

形气体分布器，环形圈径为 0.152 m，分布环距槽底约

为 T/3.  
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图 1 实验装置图 
Fig.1 Scheme of the experimental apparatus 

实验用搅拌桨为 HEDT，见图 2，主要尺寸见表 1，
搅拌桨距槽底距离 C=0.4T. 实验中 HEDT 桨旋转方向

为叶片凹面迎向流体，在纯液相体系中的功率准数约为

2.2.  
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图 2 HEDT 桨 
Fig.2 HEDT impeller 

表 1 实验采用搅拌桨尺寸 

Table 1  Impeller dimensions 
Diameter, D (m) D/T 

0.135 0.28 
0.158 0.33 
0.190 0.40 
0.238 0.50 

Note: T is tank diameter. 

实验采用去离子水为液相，压缩空气为气相. 空气

的流量通过转子流量计计量，气量范围为 0∼30 m3/h，
对应表观气速 VS范围为(0∼4.68)×10−2 m/s；利用扭矩传

感器测定扭矩，计算轴功率消耗，Re=(0.7∼3.5)×105；采

用雷达液位计(Krohne BM100A，德国)分别测定通气前

后搅拌槽内液位，并通过式(1)计算体系的总气含率： 

g 0

g

,
'

ε
−

=
−

H H
H H

                  (1) 

其中，ε为通气后的气含率，Hg 为通气后搅拌槽内液位

(m)，H0为通气前搅拌槽内液位(m)，H'为椭圆底槽体按

平底槽体计算时的修正系数，本实验装置 H'=0.040 m.  

3  结果与讨论 

3.1 临界分散 

搅拌槽内发生气泛现象时，气体将搅拌桨包裹住并

直接沿轴向上升到液面而不能被分散到搅拌槽内叶轮

区以外的其他区域，此时气体在液相中不能充分分散. 
临界分散转速是指在一定通气量时，气泛现象消除、气

泡恰好能水平到达槽壁时的搅拌转速，即泛点转速. 临
界分散转速越小，说明搅拌器的载气能力越大. 泛点的

判定有很多方法，不同的测量方法所得结果也有差别[15]. 
本工作采用目测观察与功率曲线测定相结合的方法，在

搅拌转速一定时，分别测定逐渐增大通气量由载气到气

泛(Loading−Flooding, L−F)和逐渐减小通气量由气泛到

载气(F−L)两个过程的泛点转速.  
图 3 所示为 D/T=0.33 的搅拌桨在一定转速下的相

对功率需求(Pg/P0, P0为不通气时功率消耗，Pg为通气时

功率消耗)−通气准数曲线图，图中曲线的阶跃点即为泛

点. 实验结果表明，功率−通气准数曲线判定方法同目测

观察到的气泛现象相符. 由图可见，增大气量(L−F)与减

小气量(F−L)两个过程所测得的泛点并不相同，减小气

量(F−L)过程中测得的泛点存在明显的滞后现象. Smith
等[5]对 Rushton, CD-6, BT-6 和 ICI Gasfoil 桨型研究中也

有类似现象出现.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

图 3 不同转速下增大和减小气量时 Pg/P0随通气准数的变化  
Fig.3 Relationship between Pg/P0 and Flg with rising and falling 

gas rates at different N 

图 4 给出了 L−F 和 F−L 过程中不同 D/T 搅拌桨发

生气泛时佛鲁德准数 Fr (=N2D/g)与通气准数 Flg 
[=Qg/(ND3)]的变化关系. 图 4 表明，在一定通气量下，

D/T 越大，泛点转速越小；对于 D/T 较小的搅拌桨，由

载气到气泛(L−F)和由气泛到载气(F−L)的泛点并不相

同，即 F−L 过程测得的泛点存在滞后现象；随着 D/T
增加，泛点滞后现象越来越不明显；当 D/T=0.5 时不再

出现滞后现象，这是由于随着 D/T 增加，从气泛状态向

载气状态转变时，搅拌桨叶片后方能更快地形成稳定的

气穴.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

图 4 不同 D/T 搅拌桨发生气泛现象时 Flg与 Fr 的关系 
Fig.4 Relationship between Flg and Fr under the flooding 

transition for different D/T 

图 5 给出了 L−F 泛点时不同 D/T 搅拌桨的功率消

0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
0.7

0.8

0.9

1.0

D/T=0.33

 

 

P g/P
0

Flg

 L−F     F−L   N (s−1)
       4.5
       5.5

0.1
0.02

0.04
0.06
0.08

0.10.1

0.2

0.4
0.6
0.8

11
 

 

Fr

Flg

 L−F      F−L     D/T
       0.28
       0.33
       0.40
       0.50



446                                           过 程 工 程 学 报                                         第 8 卷 

 

耗，表明大 D/T 的搅拌桨使气体分散的功率消耗较小.  
采用式(2)对实验数据回归，结果示于表 2 中，R2

为回归关联式的相关系数.  

g .= BFr AFl                  (2) 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

图 5 不同 D/T 搅拌桨 L−F 泛点时功率消耗 
Fig.5 Pm at L−F flooding points for different D/T 

表 2 不同 D/T 泛点数据回归结果 

Table 2  Regression results based on Eq.(2) 
L−F F−L D/T 

A B R2 A B R2 
0.28 1.305 0.788 0.997 1.987 0.782 0.991 
0.33 0.989 0.891 0.993 1.129 0.838 0.963 
0.40 0.744 1.063 0.993 0.792 1.081 0.996 
0.50 0.259 1.259 0.964 0.244 1.182 0.994 

表 2 结果显示，A 值随 D/T 的增大而减小，说明

D/T 越大载气能力越大. Warmoeskerken 等[16]对 D/T=0.4
的 Rushton 桨的 F−L 泛点研究得出 Fr=0.833Flg，与本

研究中 D/T=0.4 的桨所得结果相近.  
为了定量考察 D/T 对泛点的影响，对泛点数据回

归，得 

( ) 3.0660.807 2
L F g0.0288 , 0.978,−
− = =Fr Fl D T R       (3) 

( ) 4.0870.813 2
F L g0.121 , 0.986.−
− = =Fr Fl D T R        (4) 

Nienow 等[11]对 Rushton 桨(D/T=0.33∼0.5)进行实验

得出 F−L 结果为 Fr=0.0333Flg(D/T)−3.5，将本实验数据

采用与文献[11]关联式相同的指数进行回归，得 

( ) 3.5 2
L F g0.0210 , 0.947,−
− = =Fr Fl D T R         (5) 

( ) 3.5 2
F L g0.0310 , 0.939.−
− = =Fr Fl D T R         (6) 

可见采用 HEDT 桨所得 F−L 泛点关系式的系数与

Rushton 桨结果相近，这说明在相同 D/T 和通气量下，

HEDT 桨和 Rushton 桨的泛点转速相近. 由于 HEDT 桨

的功率准数(Np=2.2)小于 Rushton 桨(Np=5∼6)[2,6,7]，因此

HEDT 桨可以在更低的功率消耗条件下达到与 Rushton

桨相近的气液分散效果. 换言之，在相同的功率消耗时，

HEDT 桨的载气性能优于 Rushton 桨.  
3.2 通气功率 

图 6 所示为在相同转速下 D/T 对 Pg/P0的影响. 在
相同 Flg下，D/T 对 Pg/P0的影响不大；在较高的通气量

时，Pg/P0值仍能保持在较高的水平.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

图 6 不同桨径的 Pg/P0比较 
Fig.6 Comparison of Pg/P0 for different impeller diameter D 

采用式(7)对不同 D/T 的 Pg/P0关联，结果示于表 3.  

g 0 g/ .= b cP P aFl Fr                (7) 

表 3 不同 D/T 下 Pg/P0回归结果 

Table 3  Regression results of Pg/P0 based on Eq.(7) 
D/T a b c R2 

0.28 0.711 −0.088 3 −0.024 3 0.963 
0.33 0.685 −0.097 4 −0.025 9 0.930 
0.40 0.727 −0.078 1 −0.013 1 0.959 
0.50 0.774 −0.053 5 0.005 1 0.905 

由于 D/T 对 Pg/P0影响不大，可不考虑 D/T 对 Pg/P0

的影响，对实验数据回归得式(8)，相关系数 R2=0.883，
最大偏差 8.9%，平均偏差 1.6%.  

0.077 0.010
g 0 g/ 0.722 .− −=P P Fl Fr            (8) 

Michel等[17]给出了具有代表性的Rushton桨功率经

验关联式 Pg=C(P0
2ND3/Qg

0.56)0.45，为了便于比较，可将其

变形为 Pg/P0=C'(D/T)0.15Flg
−0.25Fr−0.05 [18]，式(8)的 b, c 小

很多，说明 HEDT 桨的搅拌功率受通气量及转速的影响

程度明显小于 Rushton 涡轮，因而其载气性能更佳.  
3.3 气含率 

本工作由气含率测定的搅拌转速均高于 3.1 节中确

定的泛点转速. 讨论搅拌功率对气含率的影响关系时，

定义输入体系的总功率是由电机输入的功率及因压缩

空气自气体分布器通入上升至液面处排开液体的势能

两部分组成，即 PT=Pg+Pe，其中 Pg 为通气条件下输入

的搅拌轴功率，Pe为压缩空气由气体分布器处运动至液
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面处排开液体而带入的势能，由式(9)计算而得 
 

e L g g( ) ,ρ= −P g H S Q               (9) 

其中，ρL 为液相密度，g 为重力加速度，S 为气体分布

器与搅拌槽底的间距.  
图 7 所示为在相同通气量下，搅拌桨 D/T 对气含率

的影响，表明不同通气量时 D/T 对气含率的影响规律不

同. 低气量下，在单位质量流体的总功耗 PTm 相同时，

气含率随 D/T 增加略有增大；随着气量的增大，这种影

响逐渐向相反的方向发展，当 VS=0.0234 m/s 时，气含

率开始随 D/T 增大而减小，当 VS=0.0390 m/s 时，气含

率随 D/T 增加而明显减小. Greaves 等[12]、Yung 等[13]和

Rewatkar 等[14]分别对 Rushton 和 PDT 桨进行的研究也

表明，在较低表观气速下，气含率随 D/T 增大而增大. 但
在不同通气量范围内，气含率随 D/T 变化规律不同的现

象未见文献报道.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

图 7 桨 D/T 对气含率的影响 
Fig.7 Influence of impeller diameter D on gas holdup 

 
气含率的大小受桨叶剪切速率和槽内循环量的共

同影响. 气液搅拌槽内叶轮区的剪切速率越大，气体经

过桨叶破碎形成的气泡就越小；槽内循环量越大，气泡

再循环量越大，气泡在槽内的停留时间就越长，从而导

致气含率增大. 在相同的功耗下，D/T 越大，桨叶排出

量越大，而槽内的平均剪切速率和最大剪切速率越小[19]. 
低通气量时，循环量对气含率的影响起主要作用，D/T
越大，槽内的循环量就越大，从而使气含率增大. 高通

气量时，剪切速率对气含率的影响起主要作用，在相同

PTm 条件下，D/T 增大剪切速率减小，气体经桨叶破碎

形成的气泡尺寸增大，气泡在槽内停留时间减小，气含

率降低.  
用下式对不同 D/T 气含率进行关联，结果见表 4.  

Tm S .β γε α= P V                  (10) 

表 4 不同 D/T 气含率回归结果 

Table 4  Regression results of gas holdup based on Eq.(10) 
D/T α β γ R2 

0.28 1.595 0.363 0.732 0.992 
0.33 0.977 0.247 0.602 0.990 
0.40 0.590 0.287 0.482 0.972 
0.50 0.332 0.397 0.366 0.978 

表 4 结果显示，表观气速 VS的指数γ随 D/T 的增大

而减小，这表明气含率因通气量增加而增大的幅度随

D/T 增大而减弱，表现在 PTm相同时，D/T 为 0.5 的搅拌

桨在低气量时气含率较高，但随气量增加，气含率相反

低于 D/T 小的搅拌桨. 
由以上分析可知，对于大型工业气液搅拌反应器，

在通气量较高时，推荐采用 D/T 较小的搅拌桨在较高的

搅拌转速下进行操作以提供较强的剪切速率；而通气量

很低时，宜采用 D/T 较大的搅拌桨以提供较高的循环量.  

4  结 论 

(1) 在相同通气量下，D/T 增加，泛点转速降低；

对于 D/T 小的搅拌桨，由载气到气泛(L−F)和由气泛到

载气(F−L)的泛点并不相同，存在泛点滞后现象；随着

搅拌桨 D/T 的增加，泛点滞后现象越来越不明显. 在相

同功率消耗时，HEDT 桨的载气性能优于 Rushton 桨.  
(2) 在相同通气准数条件下，D/T 对相对功率需求

的影响不大；HEDT 桨的相对功率需求受通气量及搅拌

转速的影响程度均低于传统的 Rushton 涡轮桨，其载气

性能更佳.  
(3) 随 D/T 增加，表观气速增加而造成气含率增加

的幅度变小，表现在单位质量功耗相同时，通气量较低

时气含率随搅拌桨 D/T 增加略有增大，但通气量较高时

气含率随 D/T 增加却明显减小. 因此，对于大型的工业
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气液搅拌反应器，在一定的功率消耗下，操作通气量较

小时宜采用 D/T 较大的搅拌桨，操作通气量较高时宜采

用 D/T 较小的搅拌桨.  

符号表： 
a 式(7)的系数 A 式(2)的系数 
b 式(7)的幂指数 B 式(2)的幂指数 
c 式(7)的幂指数 C 搅拌桨至槽底距离 (m) 
D 搅拌桨直径 (m) Flg 通气准数 [Flg=Qg/(ND3)] 
Fr 佛鲁德准数 (Fr=N2D/g) g 重力加速度 (m2/s) 
H 液位高度 (m) H' 液位修正系数 (m) 
H0 未通气时搅拌槽内液面高度 (m) 
Hg 通气时搅拌槽内液面高度 (m) N 搅拌转速 (s−1) 
NP 功率准数 [NP=P/(ρLN3D5)] P0 未通气时搅拌功率 (W) 
Pe 压缩空气带入体系的势能 (W) Pg 通气时的搅拌功率 (W) 
Pm 单位液体质量的搅拌功率 (W/kg) PT 输入体系的机械能 (W) 
PTm 单位液体质量的输入功率 (W/kg)   
Qg 输入压缩空气的体积流量 (m3/h) Re 搅拌雷诺数 (Re=ρLD2N/µ)
S 气体分布器距槽底的距离 (m) T 搅拌槽直径 (m) 
VS 表观气速 (m/s) α 式(10)的系数 
β 式(10)的幂指数 γ 式(10)的幂指数 
ε 气含率 ρL 液相密度 (kg/m3) 
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Gas−Liquid Dispersion by Hollow-blade Disk Turbines   

ZHANG Xin-nian1,  LIU Xin-wei2,  BAO Yu-yun1,  GAO Zheng-ming1 

(1. School of Chemical Engineering, Beijing University of Chemical Technology, Beijing 100029, China; 

2. School of Mechanical and Electrical Engineering, Beijing University of Chemical Technology, Beijing 100029, China) 

Abstract: The influences of impeller diameter (0.28T, 0.33T, 0.40T and 0.5T) on critical impeller speed for gas dispersion, gassed power 
consumption and gas holdup were studied in a 0.476 m i.d. stirred tank with dished base agitated by a hollow-blade disk turbine. The 
results show that the flooding transitions measured from loading to flooding (L−F) and from flooding to loading (F−L) by means of 
increasing and falling gas rates show a hysteresis for low D/T, which becomes indistinct with the increase of D/T. At certain gas rates, 
D/T has no effect on relative power demand (RPD, the ratio of gassed power to ungassed power). For given power consumption, gas 
holdup increases slightly with increasing D/T at low gas rate, whereas it decreases apparently at high gas rate. The results and the 
correlations are of particular relevance to the design and operation of sparged gas−liquid stirred reactors. 
Key words: stirred tank; hollow blade disk turbine; flooding; gassed power consumption; gas holdup 


