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第１章 序論 

1.1 研究背景 

昨今，様々な分野で排出ガス規制や関連する規制について大きな議論が交わされている．舶用エンジン

においては，大気汚染の原因となる二酸化炭素（CO2），窒素酸化物（NOx），硫黄酸化物（SOx）の排出

を削減するために，国際海事機関（IMO）が MARPOL Annex VI（1）などの戦略（2）（3）（4）を定めており，ま

た，舶用エンジンの排気ガス規制についても，IMOが定めた基準がある．この戦略は，主に NOxと SOx

に焦点を当てている．本論文では，NOx と CO2 の規制について，以下のように述べる． 

 

1.1.1 NOx排出規制（1） 

数々の国や組織が NOx 削減に取り組んでいる．NOx はエネルギー生成における最も深刻な有害物質の

一つである．IMO は，MARPOL Annex VI において，NOx 排出基準が Teir I，Teir II，Teir III の 3 シー

ズンに分かれていることに注目している．表 1.1 に MARPOL Annex VI における NOx 排出基準の全体

像を，図 1.1 に NOx 排出規制の概要を時系列に図示した． 

 

表 1.1 MARPOL Annex VI NOx 排出規制 

Tier Date 
NOx Limit， g/kWh (n=engine rpm) 

n < 130 130 ≤ n < 2000 n ≥ 2000 

Tier I 2000 17.0 45*n-0.2 9.8 

Tier II 2011 14.4 44*n-0.23 7.7 

Tier III 2016 3.4 9*n-0.2 1.96 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1.1 MARPOL Annex VI NOx 排出規制 
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 NOx排出規制は，ディーゼルエンジンの最高回転数によって異なる．2016年以降，NOx 排出規制は

Tier 3 に設定される．実は，Tier I と Tier IIはグローバルエリアで有有効であり，Tier III は図 1.2に示すよ

うに NOx 排出規制地域（ECA）のみで有効である． 

 

図 1.2 NOx排出規制エリア 

 

2020 年の NOx ECA は北米海域のみですが，2021年からは地中海，つまりヨーロッパ・アフリカ・中東

の間の海域も Tier3 基準が適用されます．現在，日本海域は ECA に含まれていないが，日本は様々な製品

の貿易を行っているため，日本船がこれらの海域を通過するのは必然である．さらに，日本近海を含むい

くつかの新しい海域が ECA として適用されることに言及する研究者もいる（5）．そのため，NOx排出量の

削減は，より重要な課題となっている． 

 

1.1.2 CO2 排出量規制 

CO2 は，地球温暖化を促進する温室効果ガス（GHG）の主な原因物質として知られています．CO2

は，重油（FHO），舶用軽油（MDO），天然ガス（NG）など，ほとんどの化石燃料の使用により容易に発

生する．これらの化石燃料は炭素を含んでおり，燃焼に伴い CO2 や COを発生させる．NOxと同様，

IMOは GHG，特に CO2削減戦略として MEPC 72 ANNEX 11 に言及している． 

国際海運の平均として，「輸送作業あたりの CO2排出量を 2030 年までに少なくとも 40％削減し，2050

年までに 2008 年比で 70％削減する努力をすること」，「IMO も 2050 年までに 2008 年比で GHG50％ 

削減を達成すること」を指摘している． 

これらの GHG削減戦略により，ほぼすべての船舶は，主に 2つの選択をする必要がある．１つは，化

石燃料として炭素含有燃料を使用し続ける場合，炭素回収・貯留（CCS）を設置するために船舶を再建す

ることである．もう１つは，炭素含有燃料を，船舶用エンジンのバッテリー，水素（H2），アンモニアな

どの再生可能な合成燃料で代用することで，非炭素燃料の燃焼で CO2 を発生させないことである． 
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1.2 カーボンフリー燃料 

 二酸化炭素は燃料中に含まれる炭素成分が燃焼によって空気中の酸素と化合して生成されることは広く

知られている．そこで二酸化炭素の排出をゼロにするには燃料の生成の際に吸収された二酸化炭素量が排

出される量と等しくなるカーボンニュートラル燃料，もしくは燃料中に含有される炭素成分がゼロである

カーボンフリー燃料の利用が不可欠である．カーボンニュートラル燃料の代表的な例としてバイオ燃料が

あり，カーボンフリー燃料では水素をエネルギーキャリアとした燃料が挙げられる．特に水素エネルギー

が有望なエネルギーキャリアとして期待が高まっており液化水素やアンモニアなどが有効な手段であると

されており現在船舶エンジンにおいては特にアンモニアによる液体噴射による燃焼試験が進んでいる．次

節ではアンモニア燃料の特性と課題について述べていく． 

 

1.2.1 アンモニア燃料の有用性 

1.1でも述べたようにより排気中に含まれる有害物質を減らす手段として燃料としてアンモニアを液化

状態で噴射させることが注目されている． 

 低炭素あるいは脱炭素化社会に向けて，非化石資源燃料への転換は差し迫った問題である．そのような

問題の中でアンモニアは化学式で NH3と表されるとおり，炭素分が含まれていないカーボンフリー燃料

であるため注目されている．またカーボンフリー燃料であることからアンモニア燃料は排気中に炭素化合

物がほとんど生成されないのも．従来の軽油燃料やエマルション燃料と比較しても燃焼後の排ガス中の二

酸化炭素や一酸化炭素といった炭素化合物を限りなく減らすことができると期待されている．これは画期

的な手段であり，地球温暖化の原因となっている二酸化炭素の排出が船舶から激減することは対策として

非常に有効な手段である．しかしアンモニアを実用化する上で様々な課題が存在している．次節ではその

課題について示す． 

 

1.2.2 アンモニア燃料の課題 

 アンモニアを燃料として利用する場合に課題としてはまず発熱量が従来の燃料と比べて小さいことがあ

る．表 1.2 はアンモニア，水素，メタンにおける物性値の比較である．常温ですべて気体状態にあるこれ

らの燃料のうち単位質量当たりの発熱量は水素，メタン，アンモニアの順に大きい．また図 1.3 は単位体

積当たりのエネルギー密度と単位質量当たりのエネルギー密度を 2次元座標で表したものである．このグ

ラフからもわかるように従来のディーゼル燃料や天然ガス燃料と比較してみてもエネルギー密度が低いこ

とがわかる．そのためにも噴射方法や雰囲気温度を変えることでアンモニアの反応も熱を有効に回収でき

る手段を探る必要がある． 

 

1.2.3 熱的特性(6)(7)(8) 

表 1.2 にアンモニアと水素，メタンの熱物性の概要と基本的な燃焼特性を示す．これらの燃料は，水素

キャリアーとして分類される．アンモニアの沸騰温度は水素やメタンよりもずっと高い．これは，アンモ
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ニアが水素やメタンよりも容易に液体で存在できることを意味する．また，水素やメタンは 25℃での凝

縮圧力が存在しないため，水素やアンモニアが液相となり残留するためには，水素やメタンは自身の温度

を下げることが必要である．低温高圧の輸送には多くのエネルギーが必要である．アンモニアの低位発熱

量は，1kg あたり水素やメタンより小さい．しかし，輸送と貯蔵を考慮すると，アンモニアの体積発熱量

は圧縮水素の体積発熱量の 5倍になる．炭素含有量を考慮しない場合，アンモニアの低位体積発熱量はメ

タンより 2倍高い．表 1.3と図 1.3は，液体アンモニア，液体水素，圧縮水素の体積効率を示している．

表 1.3 は，液体メタンの輸送が水素と同じように困難である可能性を示している．図 1.3は，液体アンモ

ニアの体積エネルギー密度が液体水素の体積エネルギー密度よりも高いことを示している． 

 

表 1.2 アンモニア，水素，メタンの物性比較 

Fuel NH3 H2 CH4 

Boiling temperature (℃) -33.4 -253 -161 

Condensation pressure at 25℃ (atm) 9.90 N/A N/A 

Lower heating value， LHV (MJ/kg) 18.6 120 50.0 

Lower heating value， LHV (MJ/L) 11.21 1.9(20MPA) 
21.1(liquid) 
0.35(0.1MPa) 

Flammability limit (Equivalence ratio) 0.63~1.40 0.10~7.1 0.50~1.7 

Adiabatic flame temperature (℃) 1800 2110 1950 

Maximum laminar flame velocity (m/s) 0.07 2.91 0.37 

Minimum auto ignition temperature (℃) 650 520 630 

Latent heat at (MJ/kg) 1.3712 N/A N/A- 

 

表 1.3 輸送に対する消費エネルギー (MJ/MJ_Fuel) 

 Liquefied NH3 Liquefied H2 Compressed H2 

Conversion 0.296 - - 

Liquefaction/Compression - 0.25~0.4 0.08 

Shipping 0.06 0.09 - 

Land transport 0.01 0.022 0.095 

Final compression - 0.07 0.06 

Total(long distance) 0.366 0.432-0.582 - 

Total(short distance) 0.306 - 0.235 
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J 

図 1.3 各燃料における単位質量当たりのエネルギー密度と 

単位体積当たりのエネルギー密度の比較  

 

1.2.4 層流火炎速度 

表 1.2 に示すように，アンモニアの層流火炎速度は水素やメタンのそれよりも遥かに小さい．これは

アンモニアの火炎が水素やメタンよりも緩慢に広がることを意味し，アンモニアの燃焼は水素やメタンの

燃焼よりも多くの時間を必要とすることを示している．このため，仮に酸素濃度が高くても，失火を招き

やすく，安定的な燃焼が難しいことが指摘されている．（9）また，副室ガスに用いる水素は濃度が 20％を

超えると，非常に激しく燃焼し，燃焼速度も 2.91 m/sと非常に大きい．（10）また，燃焼温度も高いため，

着火温度が高いアンモニア混合気を点火させるのに好都合である． 

つまり，アンモニアの層流火炎速度が，副室噴口径や副室混合気の空気過剰率を変化させ，トーチ火炎

の燃焼挙動を変化させたときに，どのようにメタンの層流火炎速度に近づくかを調べることが重要であ

る． 

 

1.2.5 潜熱 

表 1.2 に示すように，液体アンモニアは気化潜熱を持つ．今回，アンモニアはガス燃料として使用する

が，液化しやすい物質であるため，潜熱の影響を受ける可能性があるため，述べておく．水素はガス燃料

として使用されるため，潜熱の対象とはならない. また，GO も燃料は液体であり，気化潜熱を発生する．

GO の潜熱は 0.25MJ/kg である．つまり，アンモニアの潜熱は GO の潜熱の 5倍である．さらに，低発熱量
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に対する潜熱の割合は，アンモニアが 0.07372043% [MJ/MJ] であるのに対し，GO は 0.005643341% [MJ/MJ]

であり，アンモニアの方が GO より約 13倍も大きいことが分かる. このため，液体アンモニアを燃料とし

て使用する場合には，変動潜熱を考慮することが必要である． 

 

1.3 研究目的 

本研究では，燃焼速度の遅いアンモニアを安定的に予混合燃焼させるために，副室からの水素トーチ火

炎を用いた．これらのカーボンフリーなエネルギーキャリアを希薄予混合燃焼ガスエンジンの燃料として

使用する上で最適な燃焼が生じる条件を調査するために実施した．本研究では，以下の点に重点を置いた． 

1. 空気条件下での副室水素トーチ火炎の燃焼挙動観察 

2. 副室ノズル噴口径，副室内λの変更によるアンモニア主室燃焼の挙動への影響の検討 

3. 副室ノズル噴口径，副室内λの変更による排ガスの未燃アンモニア濃度と NOx 濃度変化の観察 
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第 2章 原理 

本章では，本研究に関するいくつかの原理，副室式希薄燃焼ガスエンジンのシステムとそのエンジンが

抱える課題，アンモニア燃焼過程，NOx の生成過程について説明する．次の第 3 章では実験装置について

述べる． 

 

2.1 副室式希薄予混合燃焼ガスエンジン 

副室式希薄予混合燃焼ガスエンジンは，その名の通り，ガス燃料と空気の混合物を希薄にして燃焼させ

る．希薄予混合気は低温で燃焼するため，窒素酸化物（NOx）が発生しにくい．しかし，希薄予混合燃焼ガ

スエンジンには 2 つの大きな問題がある．1 つはメタンスリップ（メタンの未燃焼），もう 1つはノッキン

グである．メタンスリップは地球温暖化を加速させる．ノッキングは異常燃焼の 1 つで，エンジンにダメ

ージを与える．最悪の場合，エンジンが壊れる可能性もある．これらの現象について，以下に詳しく説明

します．これらの問題を解決するために，副室式希薄予混合燃焼ガスエンジンが適用されている． 

副室式希薄予混合燃焼ガスエンジンは，主室と副室から構成されている．副室式希薄予混合燃焼ガスエ

ンジンは，主室の上部に特徴的な小室が配置されており，それが副室である．副室はオリフィスノズルを

介して主室と連通している．副室は様々な形状を持ち，点火方式も様々である．この章では，本研究で使

用するオペレーティングシステムについて説明する． 

 

 

図. 2.1 副室式希薄予混合燃焼ガスエンジンの運転過程 

 

図 2.1 に副室式希薄予混合燃焼ガスエンジンの運転過程を示す．まず，ピストンが下降すると吸気弁が開

き，混合気が各室に供給される．このとき，次節で詳しく説明する空気過剰率（ラムダ）の異なる混合気を

各室に別々に充填するタイプもある．吸気バルブが閉じ，ピストンが上昇すると，圧縮が開始される．ピ

ストンが上死点に達する前に，点火プラグなどの点火装置によって副室内の混合気が着火し，副室内の圧

力が急激に上昇する．その結果，高温の燃焼ガスと未燃焼ガスがノズル孔から主室内に噴出する．高温の

燃焼ガスは，その形状からトーチ火炎と呼ばれる．このトーチ火炎は主室内の混合気に着火し，その噴出

運動エネルギーにより火炎伝播が促進される．主室での燃焼が進み，圧力が上昇すると，ピストンが押し



8 

 

下げられる．ピストンはその角運動量で上昇し，排気弁が開き，ピストンが排気ガスを室外に押し出す．

これが 1 つの燃焼サイクルであり，この燃焼サイクルは継続される． 

この副室式では，副室からのトーチ火炎や噴流が主室での完全燃焼のための重要な要素となる．副室式

では，図 2.2に示すように，副室からのトーチ火炎は噴流の侵入と乱流エネルギーにより主室での燃焼を助

け，副室を用いずに直接火花点火式に比べシリンダー壁面付近で燃焼が広がる．燃焼が室全体に及ぶと，

混合気が燃え尽き，メタン滑りが減少する．また，短時間で完全燃焼させることで，未燃焼ガスが高圧・高

温で自己着火する前のノッキングの危険性を回避することができる．したがって，副室式希薄予混合燃焼

ガスエンジンは，希薄予混合燃焼ガスエンジンの利点を生かしつつ，ノッキングの心配なくメタン滑りの

低減を実現するための有効なシステムであるといえる． 

 

 

図 2.2 直接火花点火式と副室式での火炎伝播 

 

低温で燃焼させるため，希薄な混合気を燃焼させることが NOx低減に有効です．しかし，希薄化すると

点火プラグによる着火の安定性が低下し，超希薄燃焼の動作が実現できなくなる．このように，副室式希

薄予混合燃焼エンジンでは，各室内に異なる混合気を充填することが可能である．一般に，λの低い混合

気（リッチ混合気）は副室，λの高い混合気（リーン混合気）は主室に封入される．副室でのリッチ混合気

により着火が安定し，副室からのトーチ炎により超希薄燃焼を実現することができる．その結果，直接火

花点火式希薄予混合燃焼エンジンに比べ，NOx 排出量を削減することができる． 

しかし，副室式希薄予混合燃焼エンジンにも欠点がある．大きなデメリットは，熱効率の低下である．

副室での熱発生は，副室容積に対する表面積の増加により，壁面を伝って外部に流出する．また，ノズル

オリフィスによる流体摩擦損失が発生する． 

 

2.2 空気過剰率：λ 

 空気過剰率（λ）とは，実際の空燃質量を理論空燃質量で割ったもので，λは燃焼挙動に最も重要なパラ

メータの一つであり，以下のように定義される． 

 
λ =

(𝐴𝑖𝑟 𝐹𝑢𝑒𝑙⁄ )𝑎𝑐
(𝐴𝑖𝑟 𝐹𝑢𝑒𝑙⁄ )𝑡ℎ

 (2.2.1) 

(𝐴𝑖𝑟 𝐹𝑢𝑒𝑙⁄ )𝑎𝑐 は室内に充填された実際の空燃質量比， (𝐴𝑖𝑟 𝐹𝑢𝑒𝑙⁄ )𝑡ℎ は完全燃焼のための理論上の要求空
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燃質量比を示す．完全燃焼のための理論空気過剰率は "λ=1 "です． λ > 1の場合は，燃料を完全燃焼させ

るのに十分な量の空気が含まれており，λ < 1の場合は空気が不足していることを意味する． 

 一般にλは排ガス濃度から推定される．今回の実験では，燃焼室全体に充満するガスのほとんどが空気

であり，排ガスが空気で希釈されているため，排気ガスから副室と主室に流入する混合気のλを正確に評

価することが困難であった．このため，混合気の空燃比を推定する方法として，流入前の予混合後の生ガ

スを分析し，酸素濃度からλを算出している．混合気のλは次のように推定される． 

 λ =
𝑂2 𝑎𝑖𝑟

𝑂2 𝑐𝑜𝑒𝑓𝑓𝑖𝑐𝑖𝑒𝑛𝑡 ∗ 100
(

1

1 −
𝑂2 𝑚𝑖𝑥𝑡𝑢𝑟𝑒
𝑂2 𝑎𝑖𝑟

− 1) (2.2.2) 

𝑂2 𝑎𝑖𝑟 : Oxygen concentration in the air  

𝑂2 𝑚𝑖𝑥𝑡𝑢𝑟𝑒 : Oxygen concentration in the mixture  

𝑂2 𝑐𝑜𝑒𝑓𝑓𝑖𝑐𝑖𝑒𝑛𝑡 : Oxygen stoichiometric coefficient at complete combustion  

 

2.3 メタンスリップ(11) 

希薄燃焼ガスエンジンでは，不完全燃焼により未燃炭化水素（HC）が排出され，メタンスリップと呼ば

れる現象が起きることがある．メタンは，温室効果ガスとして CO2 の約 25 倍もの有害性を持つ．軽油の

代わりにメタンガスを使うと CO2排出量は約 25％減少するが，未燃焼メタンが 3％の場合，温室効果ガス

の総排出量は軽油より多くなる．点火プラグギャップボリュームやシリンダー壁面近傍で不完全燃焼が発

生する．また，希薄燃焼時の失火もメタンスリップの原因となる．後処理で排気ガス中の HC を減らすこ

とは困難である．そのため，温室効果ガス排出量削減のためには，HCの排出量を削減することが必要であ

る． 

今回の実験では，このメタンスリップを防ぐ方法の１つとして，C の含まれない水素やアンモニアとい

う新燃料を用いることを検討した． 

 

2.4 消炎距離 

 メタンスリップの原因は，バルブの重なり，開口部への未燃ガスの侵入，シリンダー壁面付近の急冷距離

の 3 つである．1 番目と 2 番目の問題は，バルブタイミングを変更したり，デッドボリュームを小さくした

りすることで解決することが可能である．3 番目の問題は，メタンスリップの大きな原因となるが，解決は

困難である．消炎距離とは，燃焼炎が消えるシリンダー内壁面までの距離のことである．この領域はシリ

ンダー壁面によって冷却され，その温度は火炎が伝播し続けることができる最低温度より低くなる．その

結果，この領域ではメタンが燃焼せずに残り，未燃焼のメタンが排出される．したがって，急冷距離の短

縮は，未燃メタンを低減するための有効な対策となる． 

 

2.5 ノッキング(12) 

ノッキングは異常燃焼の１つであり，希薄予混合燃焼ガスエンジンの重大な問題である．希薄予混合燃
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焼が進むと，未燃焼ガスがシリンダー壁面に押し付けられ，温度と圧力が急激に上昇する．この高温高圧

により自己着火を起こし，衝撃波を発生させる．ノッキングは高圧力勾配に続き，ピーク圧力となり，エ

ンジンに深刻なダメージを与える．ノッキングの圧力曲線は図 2.3 に示す通りである．この現象により，希

薄燃焼のガスエンジンは圧縮比を下げざるを得なくなる． 

 

 

図 2.3 ガス燃焼ノッキング 

 

2.6 熱発生率（ROHR）と総発生熱量（TotalQ） 

内燃機関の解析では，熱発生率（ROHR，Rate Of Heat Release）を評価することが重要である．熱発生率

は，圧電センサによる筒内圧の時間変化から算出される．熱発生率の計算式は以下の通りである． 

気体の状態方程式から，温度変化は体積と圧力の変化を用いて以下のように表される． 

 𝑝𝑉 = 𝑅𝑇 (2.6.1) 

 ∆𝑇 =
1

𝑅
(𝑝∆𝑉 + 𝑉∆𝑝) (2.6.2) 

ここで，𝑝, 𝑉, 𝑅, 𝑇はそれぞれ筒内圧，室容積，気体定数，温度，記号∆は変動量である．熱力学第 1 法則

より，TotalQ（蓄積された ROHR）Q は，定容積比熱 𝐶𝑉 = 𝑅 (𝜅 − 1)⁄  を用いて次のように表される． 

𝑄 = ∆𝑈 +𝑊 

= 𝐶𝑉∆𝑇 + 𝑝∆𝑉 

 
=

1

𝜅 − 1
(𝜅𝑝∆𝑉 + 𝑉∆𝑝) (2.6.3) 

ここで，∆𝑈,𝑊, 𝜅 は気体の内部エネルギー，気体が受ける仕事，比熱比である．熱発生率は，熱発生量を

時間微分して計算する． 

 𝑑𝑄

𝑑𝑡
=

1

𝜅 − 1
(𝑉

𝑑𝑝

𝑑𝑡
+ 𝜅𝑝

𝑑𝑉

𝑑𝑡
) (2.6.4) 

本実験では，主室容積 𝑉𝑚と副室容積 𝑉𝑝 の 2 つの定容積室を持つ．これらの要素を考慮すると，上記の式

は以下のように書き直される．  

 
𝑑𝑄

𝑑𝑡
=∑

𝑉𝑖
𝜅 − 1

𝑑𝑝𝑖
𝑑𝑡

𝑖

  

 =
𝑉𝑚

𝜅 − 1

𝑑𝑝𝑚
𝑑𝑡

+
𝑉𝑝

𝜅 − 1

𝑑𝑝𝑝
𝑑𝑡

 (2.6.5) 
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 𝑄 = ∫
𝑑𝑄

𝑑𝑡
𝑑𝑡 =

𝑉𝑚
𝜅 − 1

∆𝑝𝑚 +
𝑉𝑝

𝜅 − 1
∆𝑝𝑝 (2.6.6) 

燃焼の特徴は，主に熱発生率の推移で分析される．熱発生率は，熱損失率がゼロであることを前提に計

算される．しかし，実際の燃焼過程では，熱や流動摩擦を含むエネルギーが失われるため，圧力曲線から

計算される熱発生率にはこれらのエネルギー損失が含まれている． 

 

2.7 シャドウグラフ法 

 シャドウグラフ法は，流れの可視化を実現するもっともシンプルな手法であり，1859年にフーコーによ

って考案された．C の図 2.5 のように反射による光線の伝搬方向の変化による集中・非集中を直接利用し，

その結果，Dの図 2.5 の強度分布のように画面上に明るい部分と暗い部分を見ることができる． 

 この現象は，晴れた日に地面に映し出された太陽の影の動きや，炎やランプの観察など，日常的な場面

でも見られる．スクリーン，道路，壁面などに見られる痕跡がシャドウグラフを構成する．このように，非

一様断面における密度場の構造の可視化が実現できる．図 2.5 の A と B は，試験区間の幅（y 方向）の反

射率とその 1 階微分を表示したものである． 

 
 

図. 2.5 屈折率の分布，屈折率の微分． 

光線の集中，スクリーン上の強度分布 

 

スクリーン上の光の強度分布は，テストエリア内の密度構造の直接的な情報をもたらす．そこで，図 2.6

の領域要素dxdyに関する光の強度変化の理論的背景について，以下に詳しく説明する． 

歪みがなければ，スクリーン上の光は dydxA = となる． もし，不均一な密度場（例えば，ろうそくの

光）によって光の伝搬が妨げられると，スクリーン上の照明された領域は，式（2.7.1）と表せる． 

 𝐴′ = 𝑑𝑥 [1 + 𝑙
𝜕𝜀𝑥
𝜕𝑥

] ∙ 𝑑𝑦 [1 + 𝑙
𝜕𝜀𝑦
𝜕𝑦

] ≈ 𝑑𝑥𝑑𝑦 [1 + 𝑙
𝜕𝜀𝑥
𝜕𝑥

+ 𝑙
𝜕𝜀𝑦
𝜕𝑦

] (2.7.1) 

強度の相対的な変化は，照明された領域の相対的な変化に直接関係し，したがって，次の式（2.7.2）のよ

うに導かれる． 

b) d) 

A              B                C                     



12 

 

 ∆𝐼

𝐼
=
𝐴′ −𝐴

𝐴
= 𝑙 [

𝜕𝜀𝑥
𝜕𝑥

+
𝜕𝜀𝑦
𝜕𝑦

] (2.7.2) 

式(2.7.2)を 0=




z
かつ )( 12 zzb −= の幅のある 2次元の流れ場に適用し，グラッドソン-デールの関係を

使って偏向角を考えると，強度変化，屈折率，密度の間に次の式（2.7.3）ような関係が成り立つ． 

 ∆𝐼

𝐼
=

𝐿

𝑛0
∫ [

𝜕2𝑛

𝜕𝑥2
+
𝜕2𝑛

𝜕𝑦2
] 𝑑𝑧

𝑏

0

=
𝑏𝐿

𝑛0
(
𝜕2𝑛

𝜕𝑥2
+
𝜕2𝑛

𝜕𝑦2
) (2.7.3) 

したがって，屈折率と密度の間のグラッドソン-デールの関係については，式（2.7.4）となる． 

 ∆𝐼

𝐼
∝
𝜕2𝜌

𝜕𝑥2
+
𝜕2𝜌

𝜕𝑦2
 (2.7.4) 

最後に，屈折率の平均化された二次微分や密度場は正比例するため，シャドウグラフ法で可視化される． 

 

 

2.8 アンモニアの反応式（13） 

アンモニアは水素と空気に大量に含まれる窒素から合成される．この反応を化学式で表すと(2.8.1)式のと

おりで，アンモニアの合成反応は発熱反応，アンモニアからの脱水素は吸熱反応となる可逆反応である． 

N2 ＋ 3H2  →  2NH3 ΔH =  −92.2 kJ/mol (2.8.1) 

アンモニアはエネルギーとして利用するときに，(2.8.1)式の逆反応でアンモニアから水素を取り出して水

素として利用することも可能だが，アンモニアは燃える（式(2.8.2)）ので，それ自体を CO2 フリーの燃料

として利用することも出来る． 

2NH3 ＋ 
3

2
O2 →  N2 ＋ 3H2O ΔH =  −765 kJ/mol (2.8.2) 

つまりアンモニアは，エネルギー・キャリアであると同時に水素キャリアでもある． 

 

2.9 NOx 生成 

窒素酸化物とはN2O, NO, NO2,N2O5などの窒素酸化物の総称のことであり，しばしばNOxと略記される．

問題となるのは NOと NO2である．NO は血液中のヘモグロビンと結合し酸素欠乏に陥ってしまう．NO2は

 

図 2.6  スクリーン上での領域の歪み 
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刺激性が強く，気管や肺に障害をきたす原因となる．窒素酸化物の生成は窒素の起源と生成機構によって

フューエル NOx，サーマル NOx，プロンプト NOxに分けられる． 

フューエル NOxは燃料中の窒素分を起源として生じる NOxである．フューエル NOxは火炎帯とその直

後で急速に変換される．燃料内の N の内 NOx にかわったものの割合を変換率とよび，次式で定義される． 

 変換率 = 
フューエルNOxの生成モル数

フューエルNの原子数
  (2.9.1) 

変換率は温度が高い，酸素濃度が高いほど高くなる．しかしサーマル NOx に比べると温度依存性は高く

なく，またフューエル N の含有率が高くなると変換率が低下する傾向が見られ，N含有率が 0.1％では変換

率 80％だが，N2含有率が 5％になると数十％に落ちる．これらは N を含まない燃料を選ぶことで解決が可

能である． 

サーマル NOx，プロンプト NOxはいずれも空気中の酸素を起源としている．サーマル NOxは 1800K 以

上の高温で生成される．サーマル NOxの生成量はピーク温度に強く依存する．図 2.7 のグラフに見られる

ように，火炎温度が 2400K から 2200K へ 200K 低下すると，NOx 生成量は 90%減少する．したがって，

燃焼における NOx 生成の抑制には，火炎のピーク温度を下げることが最も重要である． 

 

図 2.7 火炎温度と NOx 生成の関係 

 

サーマル NOx 生成は拡大ゼルドヴィッチ機構といわれる次の 3つの反応によって生成される． 

O + 𝑁2
k−1
←  

𝑘+1
→    N + NO 

N + 𝑂2
k−2
←  

𝑘+2
→    O + NO 
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N + 𝑂𝐻
k−3
←  

𝑘+3
→    H + NO 

ここで，各速度定数を以下に示す（これらの速度の単位はすべて m3/gmol-s)である）． 

𝑘+1 = 1.8 × 108 ∙ exp (−38370 𝑇)⁄  

𝑘−1 = 3.8 × 107 ∙ exp (−425 𝑇⁄ ) 

𝑘+2 = 1.8 × 104 𝑇 ∙ exp (−38370 𝑇)⁄  

𝑘−2 = 3.8 × 103 𝑇 ∙ exp (−20820 𝑇⁄ ) 

𝑘+3 = 7.1 × 107 ∙ exp (−450 𝑇)⁄  

𝑘−3 = 1.7 × 108 ∙ exp (−24560 𝑇)⁄  

上記の 3 つの反応から，NO の正味生成速度は次式で与えられる． 

𝑑[NO]

𝑑𝑡
 = k+1 [O][N2] + k+2 [N][O2] + k+3 [N][OH] ― k-1 [N][NO] ― k-2 [O][NO] ― k-3 [H][NO] 

となり，N形成の場合は同様に次式で与えられる． 

𝑑[N]

𝑑𝑡
 = k+1 [O][N2] ― k+2 [N][O2] ― k+3 [N][OH] ― k-1 [N][NO] + k-2 [O][NO] + k-3 [H][NO] 

ここで，N 原子の酸化の活性化エネルギーは非常に小さいので，温度が高く酸素が十分ある場合には N

原子の消費速度はその生成速度と等しいはずなので，準定常の仮定の𝑑[𝑁] 𝑑𝑡⁄ ≅ 0 は近似的に算出でき

る． 

 この仮定から，N の濃度は 

[N] =  
𝑘+1[O][N2] + 𝑘−2 [O][NO] + 𝑘−3 [H][NO]

 𝑘+2[O2]  + 𝑘+3[OH] + 𝑘−1[NO]
 

そして，NOの生成速度は 

𝑑[NO]

𝑑𝑡
 = 𝑘+1[O][N2] − 𝑘−2[O][NO] − 𝑘−3[H][NO]                                                                 

+ ( 𝑘+2[O2] + 𝑘+3[OH] ― 𝑘−1[NO] )
𝑘+1[O][N2] + 𝑘−2 [O][NO] + 𝑘−3 [H][NO]

 𝑘+2[O2] + 𝑘+3[OH] + 𝑘−1[NO]
 

また，ディーゼル燃焼では，極端に燃料が豊富な場合を除いて，[NO]<<[N2],[O2]の仮定が有効であると

考えられる．NOの生成速度は以下のように記述される． 

𝑑[NO]

𝑑𝑡
=  𝑘+1[O][N2] + (𝑘+2[O2] + 𝑘+3[OH])

𝑘+1[O][N2]

 𝑘+2[O2] + 𝑘+3[OH]
= 2𝑘+1[O][N2] 

したがって，拡張ゼルドヴィッチ機構から，NO の生成速度は温度と酸素原子および窒素分子の濃度に依

存することが判明したのである． 

  プロンプト NOx は拡大ゼルドヴィッチ機構以外の経路で生成されるものであるが温度をさげても生成

量には大きな変化がないものである．したがって,低 NOx 対策は燃焼時の雰囲気温度上昇を防ぐことでサ

ーマル NOxを低減することが重要であるといえる． 
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第 3章 実験概要 

 本章では，実験装置と手順について詳細に説明する．実験条件については，次章で実験結果とともに説明

する． 

 

3.1 実験装置 

図 3.1 に副室式希薄予混合燃焼ガスエンジンの検討に適用した実験装置の全体を示す．以下では，実験

装置の詳細を説明する． 

 

 

図 3.1 実験系全体画像 

 

3.1.1 定容燃焼室 - Constant Volume Combustion Chamber (CVCC) - 

この研究で使用する主な装置は，定容燃焼室 - CVCC（Constant Volume Combustion Chamber）- と呼ばれ

るものである．CVCCは，非常に複雑な燃焼現象を簡略化し，様々な計測を容易にするために使用される．

CVCC は，燃焼現象を調べるために，熱発生率や筒内圧などの結果だけでなく，燃焼の様子も可視化可能

である．可視化された火炎の挙動と，圧力などのセンサーによる計測データと比較して，より重要な燃焼

過程の情報が得られる． 

図 3.2，図 3.3，図 3.4 に CVCC の概観，切断像，外形図を示す．表 3.1 に CVCC の主な仕様を示す． 

CVCC 

yag レーザー 

ガス混合装置 

カメラ 
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図 3.2 CVCC概要図 図 3.3 CVCC断面図 

 

 

図 3.4 CVCC概要図 
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表 3.1 CVCCの主な諸元 

主室体積 Φ240 mm×30mm 

主室に対する副室体積比 2.30 % 

光学窓 石英, Φ260mm×100 mm 

点火方式 火花点火 

 

 CVCC は，通常のエンジンとは異なり，技術的な組み立てにおいて，いくつかの特徴があります．主室

の上面は鏡面である．この主室の下側には，ピストンの代わりに石英窓が設置されている．これらは，往

復光路のシャドウグラフ方式で燃焼挙動を可視化するためのものである．シリンダ壁面には，圧力センサ

ーと 2 つの入口が設置されている．1 つは主室ガスが入る入口，もう 1 つは主室から燃焼後の排ガスを引

き抜くための入口である． 

 

3.1.2 副室について 

図 3.5，図 3.6，図 3.7 に，それぞれ副室の概観，切断像，外形図を示す．副室の上部には副室ガスの流

入口がある．中央にはスパークプラグと圧力センサーが取り付けられている．底面には交換可能なノズル

ヘッドが設置されている．副室の側面にはスパークプラグによる点火タイミングを観察するための石英窓

が設置されている． 

 

図 3.5 副室概要図 図 3.6 副室断面図 
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図 3.7 副室概要図 

 

3.1.2.1 副室ノズルヘッド 

副室ノズルヘッドの仕様および外形図を表 3.2 および図 3.8 に示す．副室ノズル噴口の射出方向は，ト

ーチ火炎貫通長を測定しやすくするために水平とした． 

 

表 3.2 副室ノズルの仕様 

ノズル噴口径 Φ 3.5 mm 

ノズル噴口長さ 7.5 mm 

ノズル噴口数 8 

副室体積比 2.30 % 
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図 3.8 副室ノズル概要図 

 

3.1.2.2 副室ガス供給バルブ 

 図 3.9に今回使用した副室ガス供給弁の切断イメージを示す．ニードルバルブのねじ込み幅を調整するこ

とで，副室ガスの供給量を調整することが可能である． 

 

 

図 3.9 副室ガス供給バルブの断面図 

 

  



20 

 

3.1.3 点火プラグ 

本実験で使用した点火プラグを図 3.10 に示す．点火プラグは複数の電極

と絶縁体から構成されている．点火プラグは，電流の遮断によって生じる

誘起電圧を利用して作動する．点火プラグは，電極間に十分な強さの火花

放電を発生させ，混合気を着火させる．点火プラグの性能に大きく影響す

るのは，そのギャップサイズである．プラグギャップが狭い点火プラグは，

放電電圧が少なくて済む．しかし，点火プラグで発生した火炎核が電極で

冷やされ，特に希薄混合気では混合気の着火性が悪くなる．一方，プラグ

ギャップの広い点火プラグは，混合気への着火が容易であるが，高い放電

電圧と高い耐久性が要求される．また，ギャップだけでなく，熱にさらさ

れる表面積も重要な要素である．この点火プラグの熱的特性を熱価と呼ぶ．

このため，点火プラグは使用条件に合わせてギャップと熱価を最適化した

ものを使用することが必要不可欠である． 

 

3.1.4 圧力センサー 

燃焼解析には筒内圧が非常に重要である．副室と主室の圧力測定には，図 3.11 に示す KISTLER 社製の

圧電式圧力センサーが使用する．圧電センサーは，圧力に比例して表面電荷が発生する圧電効果により，

圧力曲線を得ることができる．測定部に圧力が加わると圧電素子が変形し，電荷が発生する．その電荷の

増幅電圧を測定することで，圧力変化を算出する．一般に圧電センサーは急激な圧力変化に対して高い応

答性を示すが，ドリフト現象があるため静止状態での計測には不向きである．圧電センサーの圧力曲線は，

燃焼状態を解析するために必要不可欠である．また，圧電センサーは耐熱性が低いため，実験時には冷却

水を循環させる必要がある． 

 また，静止状態である主室と副室へのガス供給に用いる圧力センサーには，図 3.12に示す長野計器株式

会社製小型デジタル圧力計 GC31を用いた．表 3.12 には，デジタル圧力計の仕様を示す． 

 

表 3.3 ピエゾ式圧力センサーの仕様 

冷却方式 水 

測定範囲 [bar] 0～100 

感度 [pC/bar] ≈26 

固有振動数 [kHz] ≈90 

非線形性 [% FSO] < ±0.5 

使用温度範囲 [℃] -50～350 

反応誤差(冷却時) [%] < ±0.5 

反応誤差 (非冷却時) [%] < ±2 

図 3.11 ピエゾ式圧力センサー 最大熱衝撃誤差 [%] < ±1 

 

 

 

図 3.10 点火プラグ 
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表 3.4 デジタル圧力計の仕様 

測定圧力範囲 0～10 MPa 

表示精度 (23℃) ±(1.0％ F.S.+1digit) 

表示周期 200 ms 

アナログ電圧出力 1～5 V DC 

出力精度 表示＋1.5％F.S.以下 

応答速度 50 ms以下 

出力分解能 約 30 mV DC 

使用温度範囲 -50～50 ℃ 

図 3.12 デジタル圧力計 
  

 

3.1.5 ガス混合装置 

CVCC にはガス混合を行う装置がないため，図 3.13 のようなガス混合装置を CVCC の側面に設置する．

混合ガスは主室，副室に供給する前に混合する．圧力調整弁を制御し，電磁弁の駆動時間を変えることで，

混合タンクの分圧を調整し，特定の空気過剰率の混合気を作ることができる．分圧による混合濃度の精度

は±1％程度であった． 

従来よりも混合気の精度を上げるために，これまで使用していた小型デジタル圧力計 GC31 に代わり，よ

り精度よく圧力が測定できる図 3.14 に示す東京航空計器製のデジタル微差圧計 DG-920N を使用した．ま

た，従来のガス混合装置には，真鍮素材を使用した電磁弁が付属しており，アンモニアの腐食によりシー

ル性が損なわれてしまった．そのため，本実験では，新たに図 3.13 に示す通り混合タンクを増設し，電磁

弁の代わりに真鍮素材のないニードル弁で直接分圧を調整した． 

 

図 3.13 ガス混合装置 

アンモニア用

混合タンク 

微差圧計 

従来のガス混合装置 
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(左が従来のガス混合装置，右は追加したデジタル微差圧計と混合タンクである．) 

 

 

表 3.5 デジタル微差圧計の仕様 

測定圧力範囲 0～1.0 MPa 

センサー耐圧 200％F.S. 

アナログ電流出力 4～20 mA 

アナログ電圧出力 0～10 V DC 

測定精度 ±(1.0％ F.S.+1digit) 

サンプリング周期 4 回/秒 

周囲温度 0～40 ℃, 95Rh 以下 

図 3.14 デジタル微差圧計 
  

 

3.1.6 制御・計測システム 

図 3.15に示すように，CONTEC 株式会社製のアナログ入力ボード（AD16-16U (PCI) EV）とデジタル入

出力ボード（PIO-32DM (PCI)）を使用して制御・計測用の電子ユニットを製作した．実行プログラムは Visual 

Basic環境下で，プログラム言語は VBA（Visual Basic for Applications）で作成した．制御用 PC から各種実

験装置を制御できるようにした． 

 

図 3.15 アナログ出力ボード，デジタル入出力ボード 

 

図 3.16 に実験システムのデータフローを模式的に示す．スタート信号は制御装置からスパークプラグ

と 2 台のカメラに送られる．カメラはトリガー信号を受信後すぐにデータの記録を開始する．上記と同様

に，点火プラグは指定した遅延時間で作動する．シャドウグラフ撮影画像と直接撮影画像，主室と副室の

各々の筒内圧曲線が制御用 PC に送信される．また実際に出力されたカメラトリガ信号と点火信号も制御

用 PCに送信される． 
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図 3.16 データフローの模式図 

 

3.1.7 光学測定 

燃焼の様子は高速度カメラを用いて撮影した．燃焼過程の理解を深めるために，光学的な計測と記録を

行った．視覚的な方法としては，直接撮影法とシャドウグラフ法の 2 種類を適用した．図 3.17 に光学機器

のセットアップを示す．主室内の燃焼挙動を観察するために，主室内の下窓からシャドウグラフ撮影と直

接撮影を行った．以下，これらのカメラおよび光学的手法の詳細について説明する． 

 

図 3.17 光学機器のセットアップ 

 

3.1.7.1 直接撮影法 

直接撮影法は，起きている燃焼過程の情報を得るのに最も簡単な方法である．本実験では，主室での燃

焼観察に直接撮影を用いた．Yag レーザーによる干渉を低減するために，図 3.20 のような可視域ダイクロ

Yag Laser Concave mirror 

Half mirror 

Photoron SA-Z 

CVCC 

Filter 
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イックフィルターをカメラ前に設置した．表 3.7 にダイクロイックフィルターの仕様を示す．図 3.21 には

フィルターの透過率波長特性を示した．光路に対し 45°程度傾けることで，450～530 nm 付近の波長以外

を 90％程度反射させる．今回は，Yagレーザーの波長である 532 nmをカットしつつ，オレンジ色の輝炎を

損失せずに，撮影するために光路に対し約 45°強傾けて使用した．図 3.18 に直接撮影法による燃焼過程

イメージの一例を示す．画像はフォトロン FASTCAM SA-4を使用し，20,000fps，解像度 1024×1024 ピクセ

ルで記録した．技術データを表 3.4 に，本カメラの画像を図 3.19 に示す． 

 

 

図 3.18 トーチ火炎の直接撮影画像 

 
 

表 3.6  Photoron FASTCAM SA-Zの仕様 

撮像素子 1024×1024画素 

C-MOSイメージセンサ－ 

最高撮影速度 2,1000,000fps(分割)，

20,000fps(1024×1024pix) 

最短露光時間 159 nsec ※解像度，撮影速度

による 

濃度階調 モノクロ：AD 変換 12bit 

カラー：AD変換 36bit（RGB

各 12bit） 

図 3.19 Photoron FASTCAM SA-Z ピクセル 20 μm（ピッチ） 
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表 3.7 可視域ダイクロイックフィルタの仕様 

品番 DIF-50S-MAG 

材質 B270(白板ガラス) 

または BK7 

入射角度 0° 

適応波長 400～700 nm 

スクラッチーディグ 60―40 
 

図 3.20 可視域ダイクロイックフィ

ルター 

有効径 外径寸法の 90％の正方

形に内接する円 

 

 

図 3.21 可視域ダイクロイックフィルター透過率波長特性 
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3.1.7.2 シャドウグラフ法 

シャドウグラフ法の原理は，空気などの媒質中の密度勾配に反射して光の伝搬が変化することを利用し

たものである．これは，熱い道路やろうそくの上を上昇する空気で簡単に観察することができる．シャド

ウグラフ法の光学系を図 3.22に示す． 

 

このシステムは，基本的に点光源，レンズ，スクリーンで構成される．点光源は光を発し，伝播中に拡散

する．1 枚目の凹レンズで光線を平行にし，試験部を平行に通過するように設定されている．試験部を通過

した後，2枚目の凸レンズにより試験光は再び束ねられる．最後に第 3のレンズを用いて，シャープで鮮明

な画像を得るために光をスクリーンに集光する． 

この実験では，光源として Yag レーザー，レンズとして凹面鏡，平面鏡，集光レンズとスクリーンとし

てフォトロン FASTCAM SA-Zが使用されている．Photron FASTCAM SA-Zの画像を図 3.23に，その仕様を

表 3.8 に示す． 

 
 

表 3.8  Photoron FASTCAM SA-Zの仕様 

撮像素子 1024×1024画素 

C-MOSイメージセンサ－ 

最高撮影速度 2,1000,000fps(分割)，

20,000fps(1024×1024pix) 

最短露光時間 159 nsec ※解像度，撮影速度

による 

濃度階調 モノクロ：AD 変換 12bit 

カラー：AD変換 36bit（RGB

各 12bit） 

図 3.23 Photoron FASTCAM SA-Z ピクセル 20 μm（ピッチ） 

 

 

 

 

図 3.22 シャドウグラフ法の基本的なセットアップ 
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3.1.8 排ガス分析(14) 

Bex-2000FT はフーリエ変換⾚外分光法(FTIR)に

よる FTIR ガス分析計である．自動⾞排気ガス測定

に必要な様々な条件をクリアーし，自動⾞を始め各

種エンジン排気ガス中に含まれる多成分ガス濃度

を高速，高精度に測定可能である． 

本装置は，モーダルマスエミッションの測定や触

媒評価系でのガス発生量の監視に使用されている．

表 3.6 に本研究で使用した排気ガス成分の測定値

とそれに対応する分析装置の測定範囲を示す．な

お，NH3 の測定方法については，次節で述べる． 

 

 

 

 

                     図 3.24  Bex-2000FT 

 

表 3.24 Bex-2000FT による排ガス測定成分項目 

測定項目 CO CO2 H2O SO2 SO3 COS H2S 

最小レンジ [volppm] 
5000 40000 250000 500 250 200 500 

最大レンジ [volppm] 

        

測定項目 H2SO4 NO NO2 NH3 CH4 C2H2 C2H4 

最小レンジ [volppm] 
30 2000 

100 100 
500 500 500 

最大レンジ [volppm] 1000 1000 

        

測定項目 C2H6 C3H6 C3H8 C4H6 C6H6 C7H8 N-C8H18 

最小レンジ [volppm] 
500 500 500 500 500 500 500 

最大レンジ [volppm] 

        

測定項目 CH3OH C2H5OH HCHO CH3CHO HCOOH HCN HNCO 

最小レンジ [volppm] 
500 500 500 500 500 1000 500 

最大レンジ [volppm] 
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3.1.6.1  Bex-2000FTのアンモニア濃度測定原理(15)(16) 

フーリエ変換⾚外分光光度計（Fourier transform infrared spectrometer: 以下 FTIR）は，⾚外スペクトル（以

下 IR スペクトル）を測定するための分析装置である．IR スペクトルとは，物質に⾚外光を照射し，透過

または反射した光量を波長（波数）に対してプロットしたグラフである．IR スペクトルは物質の分子構造

によって固有のパターンを示すことから，分子構造や未知試料の定性分析が可能となる．また縦軸に用い

られる吸光度（Abs）は物質の濃度や厚みに比例することから，ピークの高さや面積を用いて定量分析を行

うこともできる． 

 

FTIRの原理 

 FTIR で用いるフーリエ分光法は，2 光束干渉計を分光に利用したものの総称である．構成としては，半

透鏡と 2 枚の反射鏡（1 枚は固定，1枚は可動）になる．光源からの光は，平行光束で干渉計に導かれ，半

透鏡に斜入射され，透過光と反射光の二つの光束に分割される．二つの光束は，固定鏡と移動鏡で反射さ

れ半透鏡に戻り，再び合成され，干渉波を発生させることができる．移動鏡の位置（光路差）により異なる

光の干渉波が得られ，各位置における干渉波の信号強度から計算で，各波数成分の光の強度に分離できる．

この計算がフーリエ変換で，コンピュータで高速に処理できる．つまり，回折格子の代わりに，干渉波を

計算で分光し，⾚外スペクトルを測定する装置が FTIRである． 

 

 

  

 

図 3.24 FTIRにおける干渉波の発生 
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透過スペクトルを得るまで 

 FTIRは，一般的にシングルビームの測定である．このため，試料室に試料がある状態とサンプルのない

状態（バックグラウンド）の二つの測定から試料の透過スペクトルを得ます．サンプル，バックグラウン

ドともに，得られたインターフェログラムをフーリエ変換して，シングルビームスペクトル（SB）を得る．

透過スペクトルは以下の式により算出する． 

（試料の SB）/（バックグラウンドの SB）×100 = 透過スペクトル 

透過スペクトルでは，各素子のエネルギー特性や，H2O，CO2の吸収がキャンセルされる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

3.2 実験の手順 

実験準備(3.2.1 節)は 1回だけ行う．その他の手順は，実験毎に(3.2.2 節)から(3.2.3 節)までを繰り返す． 

 

3.2.1 実験の準備 

本実験の準備手順を以下に列挙する． 

まず，すべての実験装置を使用できる状態にする． 

・圧力センサー測定器をウォームアップする． 

・シリンダ内圧センサーの保護用冷却水を再循環させる． 

・高速度カメラと画像保存用 PC，圧力変化用 PC を起動し，相互に同期させる．その後，炎像を撮影する

ための光学系を調整します． 

レーザーシステムを稼働させ，安定した出力が得られるようウォームアップを行います． 

排気ガス測定に使用した HORIBA MEXA-7100FXをウォームアップし，キャリブレーションを実施． 

 

3.2.2 実験のセッティング 

これらの手順は実験を行う直前に行うが，以下の作業は必須である． 

 

図 3.25 透過スペクトル測定の流れ 
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・燃焼室全体につながる真空ポンプを起動し，燃焼室内を真空にする． 

・真空になったら，主室と真空ポンプをつなぐバルブを閉じる． 

・高速度カメラを待機させ，コントロールユニットからのトリガ信号で記録する． 

・電磁弁システムは制御 PC により起動される．制御プログラムの GUI 上で，自動給気ボタンを押すこと

で，主室，副室への給気と点火，カメラトリガ信号の出力を設定したタイミングで，自動的に行う． 

・上記の流れとして，主室への電磁弁を開き，主室ガスが主燃室全体の圧力が設定圧力の 90.0%になるまで

入るように設定されている．その後，副室への電磁弁が開き，副室ガスが設定圧力（0.5MPaG）まで入る． 

・レーザーシステムのシャッターを開き，レーザーシステムがレーザーを照射する． 

・圧力センサーのアンプが作動し，コントロールユニットから 2 台のカメラに信号を送られた後，高速度

カメラがデータの記録を開始する． 

・その後，点火信号により点火プラグが点火される． 

 

3.2.3 実験の後処理 

・レーザーシステムのシャッターを閉じる． 

・高速度カメラから PCに画像がダウンロードされる． 

・圧力曲線はコントロールユニットによりパソコンに保存される． 

・排気ガス分析器により，主室内の排ガスを測定する． 

 

3.3 画像処理方法 

この実験では，トーチ火炎の挙動を定量化するために，燃焼画像からペネトレーション長およびコーン

角を測定している．ペネトレーション長さは，わずかな密度変化も認められる噴流先端の点として定義さ

れる．コーン角については，副室噴口を頂点とする円錐形とみなし，この円錐形の中にトーチ火炎が存在

することを確認した．ペネトレーション長さの 30％から 50％における平均値をコーン角の点として取得し

た．本研究では，ペネトレーション長さおよびコーン角は，全てのトーチ火炎における平均値としている．

時間計測については，高速度カメラによるシャドウグラフ画像から，トーチ火炎の噴出したタイミングの

画像から 1フレーム前を基準としている．そのため，1フレーム時間以下の誤差を含む可能性がある． 
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図 3.26 画像処理における定義 

 

 

  

コーン角 

ペネトレーション長

さ 
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第 4章 結果および考察 

本章では、水素トーチ火炎の挙動とそれに続く主室でのアンモニア混合気燃焼過程を詳細に調査するた

めの実験結果について述べる。実験結果は、室内圧力（熱発生）、燃焼後の排ガス分析、および水素トーチ

火炎の特性（ペネトレーション、コーン角など）をシャドウグラフ画像、直接撮影画像で解析したもので

ある。 

 

4.1 主室内非可燃性気体条件下での水素トーチ火炎挙動 

本節では，主室内にアンモニア混合気が装入された場合の水素トーチ火炎の追加的な伸長・膨張を除く

ために，主室内に圧縮空気が充填された場合の水素トーチ火炎挙動について考察する．  

 

4.1.1 参考例の結果 

各条件間の比較の基準を設定するために，表 4.1 に示す実験条件を基準ケースとして選択し，以下「ケ

ース 1」と呼ぶ。 

 

表 4.1 ケース 1の実験条件 (基準ケース) 

主室ガス 空気 

副室ガス 水素混合気 

副室混合気の空気過剰率λPC [-] 1.0 

初期圧力 [MPa] 0.5 

初期温度 [K] 323 

副室ノズル諸元 [径 mm ×長 mm ×no. 噴口数] 3.5×5.0×8 

 

・副室と主室の圧力変化 

図 4.1 は、ケース 1 における副室と主室の圧力変化を測定し、2 つの燃焼室間の差圧も示したものであ

る。図 4. 2は、副室混合気がメタン、初期圧力が 1.0MPaで、それ以外の条件はケース 1 と同じの場合であ

る。差圧が正の場合は、副室が主室より圧力が高いことを意味する。これらの圧力変化は、副室式燃焼シ

ステム特有の重要な情報を与えてくれる。図 4.1 から、先行研究と同様に 2 つの特徴的な点が指摘できる。 

1 つ目の特徴は、圧力上昇の始まりに示されている。副室は主室より早く圧力が上昇し、それに伴い差圧

は点火開始後 6.5ms.ASOI から 8ms.ASOI にかけて跳ね上がる。これは副室ノズル開口面積が 2 室間の圧

力均衡を実現するのに十分でないためである。周知のように、正の差圧の蓄積はトーチ火炎放出の駆動力

である。 

2 つ目の特徴は、燃焼終了間際の副室の圧力曲線に現れている。 圧力は 9 ms.ASOI に一時的な低下とオ

ーバーシュートを示す．その後は、副室圧力が主室圧力に卓越する。この時間的な圧力変動は、噴出する
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トーチ火炎の慣性力に由来するものと思われる。このため、副室ガスはトーチ火炎の慣性力により膨張し

すぎ、その後、燃焼ガスを副室内に逆充填することにより再び圧縮されていると考えられる。図 4.2 の先行

研究から得られた傾向では、その一時的な低下とオーバーシュートにより、主室圧力の最大値は副室圧力

より高くなる。図 4.2と比較して、図 4.1の主室圧力の最大値は、副室圧力の最大値よりも非常に低い。こ

れは、空気過剰率は同じく 1 だが、投入された燃料量の差もしくは発生熱量に非常に大きな差が生じたた

めと考えられる。 

また、図 4.1 より、副室、主室ともに圧力履歴に細かな波が確認できる。この現象は図 4. 3でも視覚的に

確認できる。図 4.3 は、ケース 1 での副室からの水素トーチ火炎が噴出した際の様子をシャドウグラフで

撮影し、その画像から背景差分をとったものである。トーチ火炎噴出直後から、圧力波の波面が生じてい

る。0.25 ms.ASOE 付近では、壁面に波面が到達し、0.55ms.ASOE 付近で、副室噴口に跳ね返ってきている。 

0.70ms.ASOE で壁面に波面が到達している。これは、水素燃焼の急激な圧力上昇が副室内で圧力振動を引

き起こし、それが主室へと伝播していると考えられる。この圧力波も燃焼を評価する上では重要である。 

 

 

図 4.1 ケース 1の主室と副室の圧力履歴 

(右図は 6ms.ASOI～12ms.ASOI の区間を拡大) 

 

図 4.2 先行研究での副室混合気がメタンの場合、主室と副室の圧力履歴 
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図 4.3 ケース 1のシャドウグラフの背景差分画像から見える圧力波の様子 

 

熱発生率と総発生熱量 

燃焼評価の主要な指標は，主室内と副室内での熱発生率（ROHR）と，放熱過程全体における ROHR の

累積を意味する総発生熱量（Total Q）である．ROHRと Total Qは以下のように表される。 

 

 

(4.1.1) 

 

 

(4.1.2) 

 

 

(4.1.3) 

 

 

(4.1.4) 
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(4.1.5) 

 
 

(4.1.6) 

 
 

: Volume of the main and pre-chamber 
 

 
 

: Pressure in the main and pre-chamber  

 
 

: Total Q in the main and pre-chamber  

 

ROHRと Total Qは、燃焼した燃料の熱発生量を示している。図 4.4 にケース 1の副室における ROHR と

Total Q を示す。 

Total Q の曲線は 7 ms.ASOI 付近からから 8 ms.ASOI 付近で急上昇している。その後、Total Q は最大とな

り、チャンバー壁からの熱損失により緩やかに減少している。副室での Total Q の最大値は 120 J であり、

これは装入水素低位発熱量の 6.67% を占めると計算される。しかし、本研究での Total Q は熱損失を考慮

していないため、真の熱放出量は計算値よりも多くなる。 

また、図 4.5 は先行研究で行った副室メタン混合気の場合の副室 ROHR と TotalQ である。図 4.4 と比較

するとメタンとの燃焼速度の差が明瞭に見える。 

 

 

図 4.4 ケース１の副室での ROHRと Total Q の変化 
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図 4.5 先行研究での副室メタン予混合燃焼時の副室における ROHRと Total Q の変化 

 

4.1.2 水素トーチ火炎挙動の予測 

図 4.6 はケース 1 の副室からの水素トーチ火炎挙動のシャドウグラフ画像である。主室内の圧縮空気下

での水素トーチ火炎の挙動を詳細に可視化した。 

 

図 4.6 ケース 1での水素トーチ火炎の挙動 

この小節では，トーチ火炎がディーゼル噴霧に近似できると仮定し，トーチ火炎の貫徹長（penetration 

length：ペネトレーション長さ）も完全に発達した噴霧に近似する．噴霧のペネトレーション長さ Lは 

Hiroyasu and Arai(17)の経験式により，次のように予測されることが多い．図 4.8のように、先行研究で 

副室混合気にメタンを用いた際は、メタントーチ火炎に対し、この経験式からペネトレーション長さを 

予測することができていた。 
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一定の実験条件下では、ペネトレーションは噴出開始後時間（ASOE）の平方根に比例する。したがって，

ペネトレーションは，噴出開始後時間（ASOE）の平方根を除くすべてでまとめた係数 Aで，次のように表

すことができる。 

式(4.1.8)の A の係数は，ケース 1 では、0.05ms ごとのペネトレーションの平均値から算出すると 101.834

になる。図 4.4 は，A=101.834 と式(4.1.8)を用いて予測したペネトレーション長さと実測したペネトレーシ

ョン長さと比較したものである。0～1 ms.ASOE 付近では，近似式は測定結果よりも非常に短いペネトレー

ションを与えるが，これは、0～0.1ms.ASOE に見られるように、水素の急激な燃焼により、トーチ火炎は

最初の噴出速度が非常に大きく、予測式よりも素早くペネトレーションが進むと考えられる。しかし、

0.1ms.ASOE 以降は、副室と主室の差圧が小さくなり、噴出の駆動力が小さくなるため、ペネトレーション

長さの勾配は小さくなる。このとき、予測式の勾配の方が大きいので、1～2 ms ASOE 付近では、近似式は

測定結果よりも長いペネトレーションを与える。これは、始めの副室内のリッチな状態での水素燃焼から

主室に希釈されたリーン未燃水素混合気の燃焼に移行し、燃焼速度が低下したことが要因と考えられる。 

したがって、式(4.1.8)を用いてペネトレーション長さを予測することは出来なかった。これは、水素のト

ーチ火炎がメタンなどトーチ火炎と比較して、特徴的な性質を持つことを示していると言える。 

 

 

 

(4.1.7) 

 

: Differential pressure  

 

: Density of ambient gas  

 

: Nozzle diameter  

 

: Time after start of ignition (ASOI)  

 

: Mean ejection timing  

 
 

(4.1.8) 
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図 4.7 ケース 1でのペネトレーション長さの測定値と予測値の比較 

 

 

図 4.8 先行研究におけるメタントーチ火炎の 

ペネトレーション長さの測定値と予測値の比較（A=22.94） 

 

最後にトーチ火炎のコーン角を取り上げる。図 4. 9はケース 1 における水素トーチ火炎のコーン角の変

化を示している。トーチ火炎は差圧により瞬時に副室ノズルから押し出されるため, 0 ms.ASOE から 0.05 

ms.ASOE の 1 フレーム間にコーン角は非常に急激に早く広がっている。0.05ms.ASOE から 0.40 ms.ASOE

でのコーン角の減少は、最初のトーチ火炎噴出では、一気に噴出した火炎が、安定的に一直線に筒内の径
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方向に進む力が強いことを示す。しかし、それ以降は、既に筒内に噴出した未燃水素混合気の燃焼が起き、

周方向にも燃焼が発生し、コーン角が増加していると考えられる。 

しかし、0.50 ms.ASOE 以降は、一度 31～39 deg 付近で徐々に広がっている。これは、火炎伝播に伴い、

トーチ火炎が定常的に広がっていることを意味する。 

  

 

図 4.9 ケース 1での水素トーチ火炎のコーン角の時系列変化 

 

4.1.3 副室水素混合気の空気過剰率がトーチ火炎に与える影響 

本節では、副室混合気の空気過剰率（λPC）がトーチ火炎の挙動に与える影響について言及する。一般に

燃焼は混合気の空気過剰率に依存するため，副室混合気の空気過剰率はトーチ火炎の挙動にとって最も重

要な因子の 1 つである．実験条件を表 4.2 に示す。副室混合気の空気過剰率以外の実験条件は、参考例と

同じである。 

本節では，水素燃焼で生じやすいノッキングの影響を考慮し、参考例であるケース１の(λPC =1.0)とケー

ス 2(λPC =1.2)である、ケース 3(λPC =1.4)であるというように、副室混合気がよりリーンになる方向に条件

を変化させた。  

 

表 4.2 異なるλPC の実験条件  

ケース番号 1 2 3 

主室ガス 空気 

副室ガス 水素混合気 

λPC  [-] 1.0 1.2 1.4 
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図 4.10 は、ケース 1 (λPC =1.0)とケース 2(λPC =1.0)、ケース 3(λPC =1.0)のトーチ火炎のペネトレーシ

ョンを示したものである。ケース 1 とケース 2 ではケース 1 のペネトレーション長さがわずかに小さい。

しかし、ケース１とケース 3 では、ケース 3 のペネトレーション長さが小さいのが明確である。これは、

図 4.13 に示した水素の燃焼速度と程度の差はあるが、同順である。そのため、燃焼速度とペネトレーショ

ンは空気過剰率に対する変化率に共通の特徴を持つと考えられる。 

また、図 4.10 にて、0 から 0.1 ms.ASOE の範囲では、ケース 1，2とケース 3 では、ペネトレーション長さ

勾配に差が見られ、ケース 1、2 の勾配が 55 cm/ms 程度であるのに対し、ケース 3 では 45 cm/ms程度であ

り、10 cm/msの差がある。これは、ケース 1、2 では供給された水素の量が一番多く、空気の量が適切であ

ったために、最初の急激な燃焼が起きるために、トーチ火炎の噴出駆動力に差が生じるためと考えられる。

つまり、ペネトレーション噴出初期速度は、よりリーンになるほど、少なくなり、燃料量に比例すると考

えられる。したがって、空気過剰率が 1 に近いほど、水素トーチ火炎の噴出初期の燃焼速度は速いといえ

る。 

しかし、0.2ms.ASOE 以降は、ケースごとのペネトレーション長さ勾配に差はほぼなく、燃焼速度は筒内の

径方向に対して、同程度であると考えられる。これは、トーチ火炎がたどる未燃水素混合気がトーチ火炎

の先端に巻き込まれ燃焼するよりも、トーチ火炎に押し出される影響の方が強いため、ペネトレーション

長さに差が生じにくいと考えられる。 

図 4.11にて、0 から 0.1 ms.ASOE の範囲では、ケース 1、2 のコーン角が 35 deg程度であるのに対し、ケ

ース 3 では 32deg 程度であり、3 deg の差がある。これは、ケース 1、2 では供給された水素の量が一番多

く、空気の量が適切であったために、最初の急激な燃焼が起きるために、トーチ火炎の噴出駆動力に差が

生じるためと考えられる。つまり、ペネトレーション噴出初期コーン角は、よりリーンになるほど、少な

くなり、燃料量に比例すると考えられる。したがって、空気過剰率が 1 に近いほど、水素トーチ火炎の噴

出初期のコーン角は大きいといえる。 

また、0.2ms.ASOE 以降は、ケースごとのコーン角は、水素燃焼速度に順じて、コーン角が大きくなる

ことが明確である。ペネトレーション長さよりも差が大きくみられた。そして、各ケースとも 0.4～0.5 

ms.ASOE までは、コーン角が減少するが。0.5 ms.ASOE 以降は増加に転じている。そして、時系列全体で

コーン角が最大となるのはケース 1 であり、このことから、既周方向への燃焼がより、活発なのは副室空

気過剰率が１であると考えられる。これは、ケース１では、未燃水素混合気が噴出し、雰囲気空気に希釈

される際に元の未燃水素混合気のλが１に近く、トーチ火炎の空気導入量が大きいコーン部分に未燃ガス

が流入し、燃焼が発達しやすいことが考えられる。 

 図 4.12 より、空気過剰率が大きいほど、ROHR, TotalQは下がっており、供給された水素量が少ないほ

ど熱発生量は減っている傾向は確認できた。 

したがって、今節では、ケース 1 がペネトレーション長さ、コーン角の大きさも大きく、燃焼促進効果

が最も高いと思われる。 
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図 4.10 ケース 1、2、3のペネトレーション長さ比較 

 

 

図 4.11 ケース 1、2、3のコーン角比較 
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図 4.12 ケース 1、2、3の副室 ROHR、TotalQ 

 

 

図 4.13 燃焼速度と空気過剰率λの対応(18) 
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4.1.4 副室ノズルの噴口径がトーチ火炎に与える影響 

本節では、副室ノズルの噴口径がトーチ火炎の挙動に与える影響に述べる。一般にトーチ火炎の燃焼挙

動は噴口径にも依存する。つまり、副室ノズル噴口径は副室式エンジンの燃焼にとって最も重要な因子の 

1 つである．実験条件を表 4.3 に示す。副室ノズル噴口径以外の実験条件は、参考例であるケース１と同

じである。 

本節では，参考例であるケース１の副室ノズル噴口径 3.5 mm、ケース１よりも非常に小さい噴口径 1.5 

mm のケース 4 とケース１とケース 4 の間である噴口径 2.5 mm であるケース 7、そのケース 7 の 2 倍の噴

口径かつ最大噴口径である 5 mm のケース 10について検討する。 

 

表 4.3 異なる副室ノズル噴口径DPCでの実験条件 

ケース番号 1 4 7 10 

主室ガス 空気 

副室ガス 水素混合気 

λPC [-] 1.0 

副室ノズル噴口径 DPC [mm] 3.5 1.5 2.5 5 

 

図 4.14 より、ケース 1 と比較して、噴口径最大のケース 10 では、0.05 ms.ASOE でのペネトレーション

長さがほぼ同じであり、初期噴射速度が同じであると言える。しかし、0.1 ms.ASOE 以降はペネトレーショ

ン長さが常に短い。つまり、噴口径が大きくなっても、トーチ火炎の初期噴出速度には影響が少なく、0.1 

ms.ASOE以降のトーチ火炎のペネトレーション長さが短くなる。ここで、図 4.14 では、ケース 1と比較し

て、ケース 10では、0.05 ms.ASOE ではコーン角が 20deg程度大きく、0.1 ms.ASOE以降もコーン角が常に

大きい。つまり、噴口径が大きくなると、トーチ火炎の初期コーン角に影響が大きく表れ、0.1 ms.ASOE 以

降のトーチ火炎のコーン角が大きくなる。つまり、ペネトレーション長さとコーン角がトレードオフの関

係をとっている。これはトーチ火炎が噴出する面積が 2 倍程度違うため、副室全体の噴出流量的にも妥当

と考えられる。 

しかし、ケース 10 では、ペネトレーション長さ、コーン角ともに、圧力振動が確認できる、これは、噴

口径が大きいため、水素燃焼による急激な圧力上昇による圧力振動が筒内全体に伝播しやすいために生じ

たと言える。これは、エンジン燃焼においては出力低減につながる可能性があるため、燃焼促進効果は大

きいが、圧力波の影響についても検討する必要がある。図 4.16より、噴口径が大きいほど、主室圧力履歴

に現れる圧力振動幅が大きくなっており、圧力振動の激しさと噴口径の関係は正の相関である。なるべく

噴口径が小さい方が圧力振動の影響を減らすことができると言える。 

図 4.14より、ケース 1 と比較して、噴口径最小のケース 4では、0.05 ms.ASOE でのペネトレーション長

さは 10mm 程度大きく、初期噴射速度が大きいと言える。0.1 ms.ASOE 以降はペネトレーション長さが常

に短い。ケース 4 は噴口面積がケース 1 の 18.3％程度であるために、トーチ火炎の噴出速度が大きく、ト

ーチ火炎の燃焼伝播に時間がかかるためであると推察される。先行研究でも、メタントーチ火炎の噴出速
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度が非常に早い場合、燃焼の伝播が遅れる傾向がある。図 4.15では、ケース 4の方がコーン角が常に小さ

い。これは単純に噴口径が小さいためである。つまり、ケース 4 は筒内の径方向、周方向への燃焼促進の

効果は少ないと考えられる。 

図 4.14より、ケース 1と比較して、ケース 7 では、0.05 ms.ASOE でのペネトレーション長さには 10mm

程度大きく、初期噴射速度が大きいと言える。0.1 ms.ASOE 以降はペネトレーション長さが常に長いもしく

は同程度である。図 4.15では、ケース 7の方が、コーン角が常に小さい。これは、噴口径が小さいことに

よる影響である。このことから、ペネトレーションはほぼ変わらず、コーン角も小さいため、ケース 7 は

筒内の周方向への燃焼促進の効果は少ないと考えられる。 

したがって、今節では、ケース 1 が圧力振動の影響も少なく、ペネトレーション長さ、コーン角の大き

さも大きく、燃焼促進効果が最も高いと思われる。 

追記として、副室内での ROHR と TotalQ に関する考察を述べる。図 4.17 より、副室での熱発生は噴口

径が小さいほど多くなる傾向があると言える。特にケース 4 では TotalQ が 197 J であり、ケース 1 の 1.64

倍である。また、熱発生の期間もケース 1が 2 ms 程度であるのに対し、ケース 4では 15ms以上であり、

副室での熱発生が大きいことを示す。これは噴口径が小さいほど、副室内で水素混合気が非常に活発に長

く燃えていることを示す。そのため、トーチ火炎の噴出時間を延ばすには、噴口径の縮小が有効であると

言える。しかしながら、噴口径が小さいほど、トーチ火炎への空気導入は減る傾向があり、予混合燃焼に

おける燃焼促進につながりにくい可能性がある。 

 

 

図 4.14 ケース 1、4、7、10のペネトレーション長さ比較 
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図 4.15 ケース 1、4、7、10のコーン角比較 

 

 

図 4.16 ケース 1，4，7，10の主室の圧力履歴比較 
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図 4.17 ケース 1，4，7，10の副室の ROHR、TotalQ比較 
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4.2 アンモニア混合気条件下での水素トーチ火炎による主室燃焼挙動 

本節では，主室内のアンモニア混合気条件下での水素トーチ火炎よるアンモニア予混合燃焼について考

察する．可燃性ガスとして、アンモニアと空気の混合ガスを使用する。主燃焼過程を調べるために、主に 2

つの点から議論を行う。 

第 1 の視点は、見かけ上のトーチ火炎の計測である。見かけ上のトーチ火炎では、主室燃焼と純粋なト

ーチ火炎を明確に区別することはできない。本研究では，主室燃焼がある場合とない場合のペネトレーシ

ョンの差は，主室燃焼が半径方向にどの程度広がっているかを反映するものと考え，コーン角の差は，主

燃焼が円周方向にどの程度広がっているかを反映するものと考える．この考え方は、0～0.70 ms.ASOE 程

度の主室燃焼の初期段階を考慮するのに適している． 

第 2 の視点は、主室圧力波形と ROHRと Total Q である．この観点からも，主室燃焼における特性を考

慮することができる．ROHR，Total Q は比較的長い時間主燃焼の状態を観察するのに適しているため，

実機での燃焼を評価する上で重要な指標となる． 

第 3 の視点は、主室排ガスの分析である。排ガス分析は、火炎の様子などの視覚的な情報や、圧力など

の物理量からは分からない情報を得ることができる。例えば、主室燃焼の燃焼度などがある。また、研究

背景でも述べたように、エンジンにおいて排ガスの有害物質の削減には、排ガスに含まれる物質とその量

を調査する必要がある。そのため排ガス分析は燃焼の非常に重要となる指標である。 

 

4.2.1 主室アンモニア混合気条件下での主室燃焼 

主室燃焼の状態を議論するために，空気条件下での水素トーチ火炎の場合と，アンモニア混合気条件下

での水素トーチ火炎による主室燃焼の場合との比較を行った．実験条件を表 4.4 に示す。その他の実験条

件はケース 1 と同じである。 

 

表 4.4 主室ガスが異なる場合の実験条件 

ケース番号 1 13 

主室ガス 空気 アンモニア混合気 

λMC [-] - 1 

副室ガス H2-air mixture 

λPC [-] 1.0 

 

図 4.18 は，ケース 1（空気）のトーチ火炎の挙動とケース 13（アンモニア混合気）の主室燃焼のシャド

ウグラフ画像と直接撮影画像である。ケース 13では、見かけ上のトーチ火炎が噴出後、半径方向は同程度

であるが、円周方向には広がっていることがよく分かる。このような火炎の成長は、主室燃焼過程の進行

に対応するものである。逆にケース 1 では、不可燃性雰囲気のクエンチ効果により、トーチ炎の燃焼領域

は停滞しているように見える。 
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図 4.18 主室ガスが空気の場合とアンモニア混合気の場合の燃焼挙動比較-1 
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図 4.18 主室ガスが空気の場合とアンモニア混合気の場合の燃焼挙動比較-2 
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図 4.18 主室ガスが空気の場合とアンモニア混合気の場合の燃焼挙動比較-3 
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図 4.19と図 4.20 は、表 4.4 に示したケース 1、13 におけるペネトレーション長さとコーン角を示して

います。ケース 13(アンモニア混合気) では，ペネトレーション長さは僅かに小さくなり，逆にコーン角は

非常に広くなっている．壁面近くになるほど、トーチ火炎の先端では温度が低く、着火温度の高いアンモ

ニア混合気の燃焼が生じにくいためと考えられる。このトーチ火炎の温度分布については、図 4.18 より、

トーチ火炎の中心部や根元はトーチ火炎部でも比較的明るく、トーチ火炎先端は若干暗いことが確認でき

た。輝度と燃焼温度は比例関係があるので、明るい部分は燃焼温度が高く、暗い部分は低めであると言え

る。次に、図 4.20より、主室アンモニア混合気条件下ではコーン角は非常に大きくなっており、トーチ火

炎の根元であるコーン部分では、水素燃焼により温度が高く、空気導入が活発であるために、燃焼が促進

されると考えられる。したがって，主室燃焼は円周方向により広がっており、対して半径方向には逆に燃

焼が広がりにくくなると考えられる。 

 

 

図 4.19 異なる主室ガスの場合のペネトレーション長さの比較 

 

0

10

20

30

40

50

60

70

80

90

100

110

120

-0.1 0.1 0.3 0.5 0.7 0.9 1.1

P
en

et
ra

ti
o

n
 l
en

g
th

 [
m

m
]

Time after start of ejection [ms]

Case1_in Air

Case7_in ammonia mixture



52 

 

 

図 4.20 異なる主室ガスの場合のコーン角の比較 

 

図 4.21 と図 4.22 は、表 4.4 に示したケース 1、13 における副室と主室の ROHR と TotalQ を示して

いる。ケース 13(アンモニア混合気) では，副室での ROHRと TotalQ はケース 1に比べて大きい． 

これは、主室内へ流入したアンモニア混合気が燃焼したことを意味する。そのため、噴出するトーチ火炎

もアンモニアの火炎色となっている。また、主室に投入されるアンモニアの低位総発熱量は 10877.96 kJで

あり、ケース 13では主室 TotalQ が投入されたアンモニアの 95.33％程度であり、副室 TotalQが投入され

たアンモニアの 2.153％程度であり、4.1.1節で述べたケース 1での副室 TotalQ は 120 Jであり、それを考

慮すると合計 TotalQ は投入されたアンモニアの 96.382％程度である。 
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図 4.21 異なる主室ガスの場合の副室 ROHR、TotalQの比較 

 

 

図 4.22 異なる主室ガスの場合の主室 ROHR、TotalQの比較 

 



54 

 

4.2.2 主室燃焼時における副室水素予混合気の空気過剰率が見かけのトーチ火炎に与える影響 

水素トーチ火炎に対する副室混合気の空気過剰率の影響については 4.1.3節で述べたが，ここでは、副室

水素混合気の空気過剰率(λPC) が水素トーチ火炎による主室アンモニア混混合気燃焼に与える影響につい

て述べる．実験条件を表 4.5 に示す。アンモニアは難燃性であるため、主室混合気の空気過剰率(λMC)は

1 で一定とした。また、その他の実験条件は基準例であるケース 1と同じとした。 

 

表 4.5 副室混合気の空気過剰率の実験条件 

ケース番号 13 14 15 

主室ガス アンモニア混合気 

λMC [-] 1 

副室ガス 水素混合気 

λPC [-] 1.0 1.2 1.4 

 

図 4.23 と図 4.24 は見かけのトーチ火炎の特性を示している。図 4.24 では、0.20 ms.ASOE 以降、ケー

ス 13 (λPC =1.0) のコーン角はケース 15 (λPC =1.4) に比べて常に 5deg 程度に広くなっていることが分

かる。これは、ケース 13(λPC =1.0)ではトーチ火炎の噴出とともに、より多くのラジカルとリッチな未燃

混合気が主室へと噴出するためである。ラジカルは不安定な物質であり、主室燃焼反応を活性化させる可

能性がある。リッチな未燃混合気はリーンな主室混合気と混合することで、局所的に化学量論に近い良好

な燃焼混合気を生成することが可能である。0.2ms.ASOE 以前では，主室燃焼の初期段階においてトーチ

火炎の物理的影響がより支配的であるため，上記のような特性は見られない．図 4.23から、ペネトレーシ

ョン長さに関しては，4.2.1 節で述べたように、アンモニアの燃焼温度の高さにより、焼結距離が長くなっ

ているために、主室の半径方向に関する燃焼に関しては、影響が少ないと考えられる。したがって、副室

の混合気はλが１に近い方が半径方向に対する燃焼促進に効果がある可能性がある。副室水素混合気がリ

ッチなケース(λPC＜1.0)に関しての検討は今後の課題としたい。 

ケース 15（λPC =1.4）はケース 13（λPC =1.0）に比べ、ペネトレーション長さは同程度だが、コーン

角は狭くなっていることがわかる。副室混合気がリーンでありつつトーチ火炎を噴出する場合、主室燃焼

が円周方向に広がりにくいことが考えられる。 
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図 4.23 異なるλPCでのペネトレーション長さの比較 

 

 

図 4.24 異なるλPCでのコーン角の比較 
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図 4.25 は各副室混合気λPC の空気条件下とアンモニア混合気下でのトーチ火炎のペネトレーション長

さ差分の比較、図 4.26は各副室混合気λの空気条件下とアンモニア混合気下でのトーチ火炎のコーン角の

差分の比較である。正の場合は、アンモニア混合気下でのペネトレーション長さ、コーン角大きさの方が

大きい。 

図 4.25 は、主室ガスがアンモニア混合気である場合には、ペネトレーション長さが短くなることを示し

ている。この事に対する考察は 4.2.1節で述べた通り、壁面近くになるほど、トーチ火炎の先端では温度が

低く、着火温度の高いアンモニア混合気の燃焼が生じにくく、アンモニアの燃焼が遅いためと考えられる。

λPC が大きくなるほど、主室ガスが空気である場合とのペネトレーション長さの差が少なくなっている。

これは、λPC が大きいほどアンモニアの半径方向の燃焼が特に緩慢になるためにトーチ火炎の支配的な影

響の方が強くなるためであると考えられる。 

図 4.26 より、主室ガスがアンモニア混合気であれば、コーン角は増大すると言える。これは、アンモニ

ア燃焼による燃焼範囲増加による影響だと考えられる。λPCが大きくなっても、0.5ms.ASOI まではさほど

差はなく、0.5ms.ASOI 以降はペネトレーション長さの差分とは、逆にλPCが大きくなると、コーン角の差

分は小さくなった。 

 

 

図 4.25 空気条件下とアンモニア混合気下での見かけのトーチ火炎 

ペネトレーション長さの差分比較 
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図 4.26 空気条件下とアンモニア混合気下での見かけのトーチ火炎 

コーン角の差分比較 

 

図 4.27、図 4.28、図 4.29 は、ケース 13、14、15 の ASOI における ROHR と Total Q を実験番号ごと

に示したものである。ケース 13（λPC =1.0）の ROHR、TotalQ は、ケース 15（λPC =1.4）よりも立ち上

がりが急であり、ピークも高くなっていることが読み取れる。 

ケース 14（λPC =1.2）の ROHR と TotalQのピークとピークまでの傾きは、多少ばらつきもあるが、ケ

ース 13 と似た分布になっている。つまり、ケース 13 とケース 14 のように空気過剰率を 0.2 程度の差で

は、熱発生に差が生じにくいと言える。つまり、空気過剰率が 1 に近いほど、ROHR、TotalQが大きくな

り、上記のように、空気過剰率が 1 に近いほど、主燃焼の円周方向への広がりが大きくなるという傾向に

沿っている。したがって、見かけのトーチ火炎挙動と ROHRや TotalQ から見ても、λPCが 1 に近くなる

ほど、主室燃焼の激しさは大きく、熱発生も大きくなる。したがって、アンモニア混合気を完全に燃焼さ

せるには、λPCは 1に近いほど良いと言える。 
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図 4.27 ケース 13（λPC=1.0）の ROHRと Total Q 

 

 

図 4.28 ケース 14（λPC=1.2）の ROHRと Total Q 
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図 4.29 ケース 15（λPC=1.4）の ROHRと Total Q 

 

4.2.3 主室燃焼時における副室ノズル噴口径が見かけのトーチ火炎に与える影響 

本節では、副室ノズルの噴口径が見かけのトーチ火炎の挙動に与える影響に述べる。一般にトーチ火炎

の燃焼挙動は噴口径にも依存する。つまり、副室ノズル噴口径は副室式エンジンの燃焼にとって最も重要

な因子の 1 つである．実験条件を表 4.6に示す。副室ノズル噴口径以外の実験条件は、ケース 13 と同じ

である。 

本節では，参考例であるケース 13 の副室ノズル噴口径 3.5 mm、ケース 13 よりも非常に小さい噴口径

1.5 mm のケース 16 とケース 13 とケース 16 の間である噴口径 2.5 mm であるケース 19、そのケース 16

の 2 倍の噴口径かつ最大噴口径である 5 mm のケース 22について検討する。 

 

表 4.6 副室ノズル噴口径の実験条件 

ケース番号 13 16 19 22 

主室ガス 空気 

副室ガス 水素混合気 

λPC [-] 1.0 

副室ノズル噴口径 DPc [mm] 3.5 1.5 2.5 5 

 

図 4.30 より、ケース 13 と比較して、噴口径最大のケース 22 では、0.1 ms.ASOE 以降はペネトレーシ

ョン長さが常に短い。つまり、噴口径が大きくなると、0.1 ms.ASOE以降のトーチ火炎のペネトレーショ
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ン長さが短くなる。ここで、図 4.31では、ケース 8 と比較して、ケース 22では、0.1 ms.ASOE 以降もコ

ーン角が常に大きい。つまり、噴口径が大きくなると、0.1 ms.ASOE以降のトーチ火炎のコーン角が大き

くなる。したがって、ペネトレーション長さとコーン角がトレードオフの関係をとっている。この傾向は

4.1.4 節でも見られた傾向である。同様にケース 22のペネトレーション長さ、コーン角での圧力振動も確

認できた。 

図 4.30 より、ケース 13 と比較して、噴口径最小のケース 16では、0.1 ms.ASOE以降はペネトレーショ

ン長さが常に短い。先行研究から噴口径とトーチ火炎の空気導入量には正相関関係があることから、噴口

径が小さすぎて、トーチ火炎の総空気導入量が小さく、焼結距離が短くなっていることが考えられる。図

4.31では、ケース 16の方が、コーン角が常に小さい。これは単純に噴口径が小さいためである。つまり、

ケース 16は筒内の半径方向、円周方向への燃焼促進の効果は少ないと考えられる。 

図 4.30 より、ケース 13 と比較して、ケース 19は、0.1 ms.ASOE 以降のペネトレーション長さが同程度

もしくは少し大きい。これは、4.1.4節でも同様の傾向が得られた。図 4.31では、ケース 19の方がコーン

角が常に小さい。これは噴口径が小さいことによる影響である。このことから、ケース 13は 4.1.3 節と同

様にペネトレーション長さは同程度もしくは少し大きい、コーン角も小さいため、筒内の半径方向、特に

円周方向への燃焼促進の効果はケース 13と比較しても少ないと考えられる。 

 

 

図 4.30 ケース 13，16，19，22のペネトレーション長さ比較 
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図 4.31 ケース 13，16，19，22のコーン角比較 

 

図 4.32 は各副室ノズル噴口径 DPC の空気条件下とアンモニア混合気下でのトーチ火炎のペネトレーシ

ョン長さ差分の比較、図 4.33 は各副室混合気λの空気条件下とアンモニア混合気下でのトーチ火炎のコー

ン角の差分の比較である。正の場合は、アンモニア混合気下でのペネトレーション長さ、コーン角大きさ

の方が大きい。 

図 4.32 は、主室ガスがアンモニア混合気である場合には、DPCが変化しても、ペネトレーション長さが

短くなることを示している。このことは一般的なディーゼル噴霧と同様の傾向であり、4.22節とは異なり、

アンモニア混合気の着火温度の高さ以外に、流体的な影響も考えられる。DPCが大きいほど、主室ガスが空

気である場合とのペネトレーション長さの差が少なくなっている。 

図 4.33 より、主室ガスがアンモニア混合気の場合、DPCが大きくなっても、コーン角の差分はほぼ変化

しなかった。理由は検討しきれていないが、DPC=3.5 [mm]の場合だけは、半径方向への燃焼促進が見られ

た。したがって、DPC=3.5 [mm]の場合が、最も燃焼促進効果が高いと考えられる。 
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図 4.32 空気条件下とアンモニア混合気下での見かけのトーチ火炎 

ペネトレーション長さの差分比較 

 

 

図 4.33 空気条件下とアンモニア混合気下での見かけのトーチ火炎 

コーン角の差分比較 
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図 4.34～図 4.37 は、ケース 13、16、19、22 の ASOI における ROHRと Total Q を示したものである。

ケース 16では、ROHRと TotalQがほとんど変化しないため、燃焼していないと思われる。ケース 13（DPC 

=3.5 mm）の ROHR、TotalQ は、ケース 19（DPC =2.5 mm）、ケース 22（DPC =5.0 mm）よりも立ち上が

りが急であり、ピークも高い。また、実験ごとの燃焼のばらつきが少なく、安定した主室燃焼となってい

ることがわかる。 

ケース 22 の場合は、ROHR の山が 2 つに分かれている。噴口径が大きいため、噴出時の圧力波が主室

に伝播しやすく、主室の圧力履歴の圧力上昇時の傾きにステップができたことが原因であると考えられる。

TotalQ の上昇の傾きは、ケース 13よりも低く緩やかな主室熱発生が生じている。 

ケース 19（DPC =2.5 mm）は、ケース 13 と比較して、ROHR と TotalQ の波形がつぶれた形となって

いる。166、167，197 のように、非常に緩慢な主室燃焼が生じたりしており、燃焼の安定性が低い可能性

があると言える。 

したがって、ROHRや TotalQ から見てもDPC＝3.5 mm のときは、燃焼の安定性、熱発生量が最も高い

と言える。したがって、安定な燃焼には、DPC＝3.5 mmが適していると考えられる。 

 

 

図 4.34 ケース 16（DPC=1.5 mm）の ROHRと Total Q 
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図 4.35 ケース 19（DPC=2.5 mm）の ROHRと Total Q 

 

 

図 4.36 ケース 13（DPC=3.5 mm）の ROHRと Total Q 
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図 4.37 ケース 22（DPC=5.0 mm）の ROHRと Total Q 
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4.2.4 主室燃焼時における排ガス分析の結果 

本節では、主室燃焼時において、副室混合気の空気過剰率、副室ノズル噴口径が排ガスの成分に、与え

る影響を述べる。これまでの節で、ペネトレーション長さやコーン角、ROHR、TotalQ による燃焼の評価

を行ってきた。その結果、主室の燃焼促進効果が高い条件は、副室混合気の空気過剰率が 1 に近く、副室

ノズル噴口径が 3.5 mm または 5.0 mm と言える。この結果を更に詳細に検討するべく、ベスト測器製の

Bex-2000FT を用いて、排ガス分析を行った。今回の排ガス分析では、未燃アンモニア、NO、NO2、N2O

の 4 種の物質の濃度に着目する。アンモニアは非常に強い腐食性と刺激臭を伴う劇物であるため、未燃ア

ンモニアの排出は極力抑える必要がある。また、アンモニアは燃焼後にフューエル NOx を生成するため、

NOxの排出量に関しても注目する必要がある。 

図 4.38 はケース 8 の排ガスを測定した時系列データの 1 例である。測定変動が落ち着く測定開始後 38

秒から 78 秒の 30秒間の平均値を代表値とした。また、今回使用した排ガス分析装置 Bex-2000FT では、

未燃アンモニアの測定レンジの最大値が 1000 volppm であったが、今回実験では、毎回 1000 volppmを上

回る未燃アンモニアが検出されたため、排ガスを N2 ガスで 5 倍程度に希釈し、その希釈後のガスを測定

している。 

実験条件とともに排ガス分析結果を表 4.7に残す。 

 

 

30 秒間 
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図 4.38 ケース 13 の排ガス分析結果の時系列データ例 
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表 4.7 各副室噴口径、各副室混合気λPCの排ガス分析結果 

主室ガス アンモニア混合気 

ケース番号 16 17 18 19 20 21 

λMC 1 

副室ガス 水素混合気 

λPC 1 1.2 1.4 1 1.2 1.4 

副室噴口径 DPC 

[mm] 

1.5 1.5 1.5 2.5 2.5 2.5 

NO [volppm] - - - 260.8629 258.8133 258.2873 

NO2 [volppm] - - - 145.2553 140.9111 133.4926 

N2O [volppm] - - - 39.6644 34.49171 39.05175 

Total NOx [volppm] 0 0 0 445.7826 434.2161 430.8317 

NH3 [volppm] - - - 2073.972 2340.982 2021.835 

 

表 4.7 各副室噴口径、各副室混合気λPCの排ガス分析結果 

主室ガス アンモニア混合気 

ケース番号 13 14 15 22 23 24 

λMC 1 

副室ガス 水素混合気 

λPC 1 1.2 1.4 1 1.2 1.4 

副室噴口径

DPC [mm] 

3.5 3.5 3.5 5.0 5.0 5.0 

NO [volppm] 260.602212 283.605671

6 

287.567590

9 

241.669391

5 

266.595885

6 

281.957175

7 NO2 [volppm] 142.522445

3 

144.918027

2 

146.814896

7 

131.903823

2 

137.660729

4 

138.501471

5 N2O [volppm] 24.6286098

4 

24.1302162

3 

31.2422177

6 

25.3899169

5 

26.8866946 26.1148373

5 Total NOx 

[volppm] 

427.753267

1 

452.653915 465.624705

3 

398.963131

6 

431.143309

6 

446.573484

5 NH3 [volppm] 1685.55686

1 

1885.88625 2003.51176

6 

1927.05589 2230.26463

8 

2035.17613

3  

未燃アンモニア濃度測定に関してだが、今回の測定では、壁面温度が低いためか、燃焼後に壁面、ガラ

ス表面に水滴が付着してしまった。その水滴に未燃アンモニアが吸収された可能性があり、正確な測定結

果かどうかは不明である。しかし、NOx などの測定項目は問題なく測定できたと考えられる。また、DPC 

=1.5 mmでは、主室燃焼が生じなかったため、排ガス測定はしていない。 

 まず、未燃アンモニア濃度とアンモニア混合気の燃焼度は負の相関となる。そのため、アンモニア混合

気の燃焼度は未燃アンモニア濃度で評価する。表 4.7 より、燃焼度が最も多いのは、ケース 13である。次

に大きいのがケース 22である。これは、4.2.2 節、4.2.3 節で述べた燃焼促進効果が大きくなる条件と当て

はまっている。ケース 13 のNOx濃度 427 volppm は全体平均NOx 濃度の 437.1 volppm より低く、比較
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的 NOx も抑えることができていると言える。また副室ノズル噴口径ごとに表 4.7 を見ると、DPC =2.5 mm

の平均NOx 濃度が 436.9 volppm、DPC =5.0 mm の平均NOx 濃度が 425.6 volppmに対し、DPC =3.5 mm

の平均NOx 濃度が 448.7 volppm であり、NOx濃度が比較的高くなっている。また、DPC =2.5 mmの平均

アンモニア濃度が 2146.6 volppm、DPC =5.0 mmの平均アンモニア濃度が 2064.1 volppm に対し、DPC =3.5 

mm の平均アンモニア濃度が 1858.318 volppm であり、アンモニア濃度が低くなっている。これは、DPC 

=3.5 mm では、主室燃焼が活発であるために、フューエル NOx が増大しているためと考えられる。噴出

面積がDPC =3.5 mmの場合の方が最適な燃焼を促進する可能性がある。 

また、DPC =3.5 mmの場合、副室混合気λが大きくなるほど、未燃アンモニア濃度、NOx濃度ともに増

大している。これは、サーマルNOx が増大しているためであると考えられる。λPCが大きいほど、副室に

含まれる空気量が多くなり、また水素は燃焼温度が高いためNOxが生じやすい物質であるために、サーマ

ル NOx の生成量が増大しやすい環境になると言える。したがって、サーマルNOxの生成量を低減させる

には、副室混合気λPCが 1 に近いほど良いと言える。 

よって、今回の実験では、DPC =3.5 mmかつλPC=1 に近いほど、アンモニアの燃焼度が大きく、圧力振

動とNOxが低減できたと言える。 

今後の課題としては、発生する圧力波の影響を考慮し、実施を避けた、リッチな副室混合気(λが 1以下)

でも燃焼測定を行い、リッチな領域での燃焼挙動を観察することが必要である。また、トーチ火炎の噴出

と同時に副室ノズルから発生する圧力波の評価も行う必要がある。 
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第 5章 結言 

 本研究では，副室からの水素トーチ火炎の噴出によって主室内のアンモニア燃焼を促進する副室式エン

ジンの実現可能性を検証するため，副室式エンジンの燃焼室を模擬した定容容器を用いて，トーチ火炎の

噴出挙動や主室内燃焼特性を詳細に調査した．シャドウグラフ法や直接撮影法による燃焼可視化結果と排

ガス成分分析から得られた結果より、以下の結論を得た。 

 

(1) 水素トーチ火炎単体では、副室空気過剰率が 1.0 に近いほど、トーチ火炎のペネトレーション長さとコ

ーン角が最大となる。また、副室 ROHR、TotalQ も同様である。 

 

(2) 水素トーチ火炎単体では、副室ノズル噴口径とトーチ火炎のコーン角には正の相関がある。ペネトレ

ーション長さに関しては、最小の噴口径のときペネトレーション長さの上昇勾配が最大である。また、

噴口径が 5.0 mmの場合、圧力振動が大きく生じた。 

 

(3) 副室水素混合気の空気過剰率は 1.0 に近い方が豊富な未燃混合気やラジカルが噴出し、主室アンモニ

ア予混合燃焼を促進する。また、副室ノズル噴口径は 3.5 mm に近い方が、燃焼促進効果が高い。 

 

(4) 今回の実験条件下では、副室ノズル噴口径は 3.5 mm、副室水素混合気の空気過剰率は 1.0 の場合、未

燃アンモニア濃度が最小であり、燃焼効果が最も高かった。また、NOx も全実験条件中（データ範囲

66.66 volppm）の平均以下であり、NOx生成も比較的抑えられた。 
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