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第 1章 序 論 

 

1.1 はじめに 

IEA の Energy Technology Perspectives 2012 では，長期的な温室効果ガス排出削減に向

けて産業革命以前からの世界平均気温の上昇を 2050 年に 2℃以内に抑制するシナリオ

（2DS：2 Degree Celsius Scenario，以後 2DS），および 4℃以内に抑制するシナリオ

（4DS：4 Degree Celsius Scenario，以後 4DS）が提示され分析されている．これらのシ

ナリオを実現するための IEA mobility model を用いた検討(1)を図 1.1 に示す．2050 年時点

で PLDV（Passenger Light Duty Vehicle）は 2016 年の約 2 倍となる年間に約 2 億台の販

売台数が予想されているが，図 1.1(a)の 4DS のケースにおいてはパワーソース内訳の 9 割

以上を，ハイブリッド車を含む内燃機関搭載車が占める．一方で，気候変動を回避するた

めに CO2排出量を 2000 年レベルに抑制する 2DS に向けては，図 1.1(b)に示すように電気

自動車と燃料電池車の販売台数を著しく増加させる必要があるが，内燃機関搭載車は依然

として 55%を占める．このことは内燃機関のもつ地球環境への影響の大きさとともに，高

効率化への取り組みが引き続き重要であることを示している． 

内燃機関の高効率化のためには各種要素技術アイテムが存在するが，高圧縮比化とリー

ン化に取り組むことが本質的で重要であることは，オットーサイクルにおける熱効率の式

から明らかである．現在のガソリンエンジンにおいては，ディーゼルエンジンに比べて圧

縮比が低く，また空気過剰率 λ が 1 で運転が行われており，高圧縮比化とリーン化によ

る改善の余地が大きい．しかしながら，高圧縮比化については，低速高負荷でのノッキン

グおよびプリイグニッションという燃料の自己着火特性に起因する異常燃焼が課題である．

燃料の筒内直接噴射による混合気温度低下や，吸気流動を活用した急速燃焼により異常燃

焼を回避しているが，高負荷運転を必要としないハイブリッド車を除き，実用化されたエ

ンジンでは圧縮比は 11 程度に留まっている．一方，リーン化についてもこれまで取り組ま

れてきたが，火花点火による火炎伝播燃焼では，安定燃焼を実現するために希薄化には限 
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(a)  4 degree Celsius scenario 

         

 

 
(b)  2 degree Celsius scenario 

Fig. 1.1  PLDV annual sales simulated by IEA mobility model(1) 

 

界があり，均質混合気においては空燃比 A/F は 30 が限界となっている(2)．また，希薄燃

焼でも窒素酸化物（NOX）生成が認められるが，三元触媒では浄化できないためにリーン

NOX 触媒が必要となり，結果として狙いの燃費改善効果が得られない上にコスト的なデメ

リットが大きく，広く普及するには至っていない．このような中で，NOX が生成しない高

リーン条件でも安定した運転が可能なガソリン予混合圧縮自己着火（HCCI：Homogeneous 

Charged Compression Ignition，以後 HCCI）燃焼への期待は高く，基礎的な研究は 1980
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年代から行われている(3)．Aoyama らは，ディーゼルエンジンにガソリン燃料を用いた実験

により，ディーゼル燃焼と比較して HCCI 燃焼の排ガス成分に含まれる NOx が非常に低い

ことを図 1.2 のように示した(4)．また，HCCI 燃焼はピストン圧縮による高温高圧場でガソ

リンを自己着火により燃焼させる燃焼形態であるため，原理的に高圧縮比化も伴う高効率

な燃焼である．Christensen らは，ディーゼルエンジンに点火プラグを設置して実験するこ

とで，圧縮比 12 での火花点火燃焼（Spark Ignition 燃焼，以後 SI 燃焼）と比較して圧縮

比 21 での HCCI 燃焼が高熱効率であることを図 1.3 のように示した(5)． 

このようにクリーンで高効率な HCCI 燃焼であるが，着火過程が燃料と酸素の化学反応

の進行に起因するために，着火時期の制御が重要である．図 1.4 にエンジンにおける着火遅

れ時間の主な影響因子を示す．着火遅れ時間は温度，圧力，燃料成分，混合気濃度により

変化し，温度，圧力は吸気温度などの環境因子と，バルブタイミングやエンジン水温など

の制御因子とにより決定される．また，使用される燃料の成分も世界中の地域によって様々

な規格があり，バイオ燃料を含めて近年ではさらに多様化している．このように世界各国

の環境で HCCI 燃焼を成立させるためには，環境因子の変化に応じて，適切な制御因子を

用いる必要がある．2000 年以降になると，図 1.5 のような可変バルブタイミング機構の技

術発展(6)により，内部 EGR 量を変化させて圧縮初期の混合気温度を調整することで，HCCI

燃焼時期を制御する手法が広く実施されてきた(7)(8)．しかしながら，運転負荷の上昇に伴い

燃焼が急峻になるため，燃焼騒音の制約から高負荷条件においては HCCI 燃焼を行うこと

ができていない(9)(10)．このため，自動車用エンジンとして用いるには HCCI 燃焼と SI 燃焼

を図 1.6 に示すように回転速度と負荷に応じて切り替える必要がある． 

そして，高圧縮比ガソリン HCCI エンジンでは，着火燃焼過程はガソリンの化学反応の

進行に支配されるため，燃料性状に強く依存し，SI 燃焼に比べ燃焼制御の高度化が必要で

ある．さらに，従来のガソリンエンジンに比べて高い圧縮比での SI 燃焼における出力性能

を確保するためには，異常燃焼と燃料性状の関係を解明することが課題となっている． 
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Fig. 1.2  Comparisons of hydrocarbon and nitrogen oxide concentrations versus air-fuel ratio  

for g-di, diesel and HCCI combustion(4) 

 

 

Fig. 1.3  Comparisons of net indicated thermal efficiency for isooctane SI-stoichiometric  

and HCCI-lean combustion(5) 
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Fig. 1.4  Influence factors on ignition delay time in engine combustion 

 

 

Fig. 1.5  System overview of the AVL compression and spark ignition engine with EHVA 

(Electro Hydraulic Valve Actuation)(6) 
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Fig. 1.6  Operation strategies of the compression and spark ignition engine  

and valve timing and lift strategies(9) 

 

1.2 従来の研究 

1.2.1 SI燃焼と燃料性状に関する従来研究 

ガソリン SI 燃焼における燃料のノッキング，すなわち，自己着火の指標として Research 

Octane Number（以後， RON）と Motor Octane Number（以後， MON）がある．そ

れぞれの計測手順は ASTM D-2699 と ASTM D-2700 で規定されており，広く用いられて

いる．表 1.1 に示すように，両者の主な違いは吸入空気温度とエンジン回転速度が異なるこ

とである．また，これらを組み合わせた指標として，式(1.1)に示すオクタンインデックス(11)

が提案されている． 

                ・・・式(1.1) 

式(1.1)により，運転条件ごとにノッキング限界点火時期とオクタンインデックスの相関

が得られるように K 値を決定する．そしてこの K 値により，その運転条件では RON と

MON のどちらの特性がより支配的であるかを知ることができる。具体的には，図 1.7 にお

いて，K 値が 0 の運転条件では OI = RON であり，ノッキング限界点火時期は RON だ

  MONKRONKOI  1

. 

. 

. 

. 
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けで表現できるといえる．また，K 値が 0.5 の運転条件では OI = 0.5×RON + 0.5×MON 

となり，MON の影響が 50 % あると解釈できる．国内のガソリン規格である JIS の K2022

では，オクタン価として RON を採用しているが，図 1.7 の回転域でも，K 値は 0 近辺の

ため総じて RON への相関が高いといえる．このようにガソリンの自己着火特性を表す指標 

RON と MON は広く用いられているが，計測手順に沿うとオクタン価 90 燃料の場合，

RON 計測試験が圧縮比 6.64 ，MON 計測試験が圧縮比 6.76 という低い圧縮比を基準と

することになる．Mittal らは近年のガソリンエンジンの圧縮比との乖離を指摘し，圧縮比

9.8 から 13.4 での調査を行った(12)．その結果，図 1.8 のように高圧縮比化につれて K 値が

わずかに減少することを示した．また，Kalghatgi らは圧縮比の異なるエンジンで K 値の

特性を調査した(13)ところ，図 1.9 に示すようにいずれの回転速度でも高圧縮比において K

値が小さくなり，MON の影響が弱まることを示している．このように，高圧縮比化におい

ては，従来からの燃料のノッキング指標の有効性を再確認する必要が示唆される． 

 

Table 1.1  The engine operating conditions for the RON and MON tests(12) 
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Fig. 1.7  The K value vs engine speed(11) 

 

 

 

Fig. 1.8 The K value as a function of compression ratio at 1500 rpm(12) 
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Fig. 1.9  The K increases with the increase of engine speed i.e. MON contributes more to 

anti-knock quality of the fuel as speed increase(13) 

 

1.2.2 HCCI燃焼と燃料性状に関する従来研究 

HCCI 燃焼の研究の初期段階から燃料性状の影響について様々な取組(14)-(17)がなされてい

る．Najt らは，吸気加熱が可能なエンジンを用いて HCCI 燃焼における燃料種の違いによ

る熱発生率の変化を計測した(3)．供試燃料として，n-heptane と iso-octane からなるガソ

リン基準燃料である Primary Reference Fuel（以後， PRF）70 と PRF 60 および iso- 

propylbenzene 60%と n-heptane 40% の混合燃料の三種類を用いた．図 1.10 に示すよう

に燃料により着火時期が異なり，さらに新気の充てん量に対する着火時期の傾きも異なる

ことを示している．一方で，熱発生率については燃料種の影響は小さいとし，式(1.2)に示

す燃料種のパラメータを持たないモデル式を用いても，図 1.11 の通り精度よく計算できる

ことを示した． 

                            ・・・式(1.2) 

ここで，φは当量比，DR は給気比，R は気体定数，Tavは平均燃焼ガス温度である． 
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Fig. 1.10  Ignition response to delivery ration changes at 600 rpm(3) 

 

  

Fig. 1.11  Comparison of predicted and observed average energy release rates(3) 
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また，図 1.12，図 1.13 に示すように全熱発生量の 50 % が発生するクランク角度である

CA50 と，RON または MON との間には各々相関が認められない(18)．そこで，Kalghatgi

らは上述のオクタンインデックスを HCCI 燃焼にも適用した(19)．CA50 から求めた K 値を

圧縮中の筒内圧力が 15 bar に達した時点での筒内温度（Tcomp15）で整理することで，図

1.14(20)に示すように，運転条件によっては燃料の RON 単独と CA50 に相関が見られ（K = 

0），また別の運転条件では MON 単独と相関が見られる（K = 1）など，運転条件ごとに幅

広い K 値で RON と MON を組み合わせることで HCCI の着火燃焼特性を表現できること

を明らかにした(21)(22)．なお，K > 1 となるのは吸入空気温度が高い運転条件であり，この

条件では供試燃料と同じ MON の PRF 燃料と比べて CA50 が進角することになる(20)．一方

で，このオクタンインデックスでは RON と MON のみを用いるため，燃料に含まれる成分

ごとの着火特性への寄与については解明できていない． 

 

 

Fig. 1.12  CA50 vs RON for the different fuels: engine operating in HCCI (NVO)  

combustion mode at 2000 rpm and 1.45 BMEP(18) 
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Fig. 1.13  CA50 vs MON for the different fuels: engine operating in HCCI (NVO)  

combustion mode at 2000 rpm and 1.45 BMEP(18) 

 

 

Fig. 1.14  The K value vs Tcomp15 in previous HCCI studies(20) 
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そこで，Shibata らは，燃料成分の着火特性への影響に着目し，式(1.3)のように，燃料中

の成分割合を用いてHCCI 燃焼の着火時期を算出するHCCIインデックス(23)(24)を提案した． 

HCCI Index (abs ) = rRON + a’ ( n-P ) + b’ ( i-P ) + c’ ( O ) + d’ ( A ) + e’ ( OX ) + Y’ 

・・・式(1.3) 

ここで，n-P : n-Paraffins vol%，i-P : iso-Paraffins vol%，O : Olefins vol%，A : Aromatics 

vol%，OX : Oxygenates vol% である．これは，表 1.2 に示すように運転条件ごと（Area1-6）

に燃料成分に割り当てられた係数を用いて，燃料の RON と成分割合から着火時期を算出す

るものである．係数決定のためには，成分の混合割合を網羅的に変化させたモデル燃料を

用いてエンジン実験を行い，その実験結果に対して回帰分析を行った．これにより，燃料

成分に基づいてエンジンでの HCCI 着火時期予測が可能となった．しかしながら，燃料濃

度の項が式の中に導入されていないため，エンジン運転パラメータとして重要な燃料噴射

量を決定できず，実際のエンジン制御への適用については課題が残っていると言える． 

 

Table 1.2  Coefficients of parameters against temperature  

at 15 bar (1.5MPa) in-cylinder pressure(24) 

 

 

1.2.3 化学反応スキームに関する従来研究 

近年，計算機の発展により適用されることが多くなった化学反応計算を用いて，燃料成

分の自己着火への影響を検討することが試みられている．しかしながら，市場の燃料中に

含まれる全ての成分を対象とすることは困難であるため，代表成分で取り扱うことが提案
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されている．Pitz らは，過去の実験データからガソリン燃料，ディーゼル燃料およびジェ

ット燃料について代表成分を選定した(25)．この中で，ガソリン燃料では n-heptane，

iso-octane ， toluene が，ディーゼル燃料では  n-cetane ， iso-cetane ， toluene ，

n-decyl-benzene が非常に重要あることを示した．一方で，多くの燃料成分から成る詳細化

学反応スキームを構築する研究もあり，Reaction Design 社のModel Fuels Consortium（以

後，MFC)の中で，MFC スキーム(26)が提案された．この化学反応スキームは，さまざまな

計測データ(27)(28)に基づいて構築されたスキームであるため，計算結果は高い信頼性が確保

されているが，化学種数 2,301，反応数 11,116 という大規模な反応機構のため，計算負荷

が課題である． 

計算負荷低減の観点から，簡略化した化学反応スキームを構築する研究も行われている．

その一つとして，化学種数および反応数の多い大規模な化学反応スキームをもとに，計算

結果に影響しない範囲で化学種と反応式を削減する手法である DRG（Directed Relation 

Graph）(29)(30)が注目されているが，図 1.15(30)に示すように化学種数 1,796，反応数 5,722

の詳細化学反応スキームを化学種数 705，反応数 2,195 まで削減すると，着火遅れ時間の乖

離が大きく，化学種数 803，反応数 3,222 に留まっており削減量は十分とはいえない．この

ような手法は，詳細化学反応スキームの進展を有効に活用できることから有益であるが，

詳細反応機構が明らかになっていない燃料成分に対しては原理的に適用することができな

い．今後研究対象となっていく新たな燃料種に対応するためには，着火遅れ時間などの入

手可能な情報をもとに化学反応スキームとして運用できる手法が期待される． 
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Fig. 1.15  Ignition delay of master model (KUCRS) and reduced mechanisms (DRGEP)  

using DRG method(30) 

 

基礎的で根幹となる素反応機構のみに着目して構築された小規模な化学反応スキームも

提案されている．Hu らは化学種数 13，反応数 18 のスキーム(31)にて連鎖開始段階 (chain 

initiation)，連鎖成長段階 (chain propagation)，連鎖分岐段階 (chain branching)，連鎖停

止段階 (chain termination)を記述した．主要な 10 の反応式を以下に示す． 

 RH + O2 → R
．
 + H

．
O2  (R1) 

 R
．
 + O2 ↔ R

．
O2   (R2) 

 RO
．

2 ↔ R
．
OOH   (R3) 

 R
．
OOH + O2 ↔ O

．
2ROOH  (R4) 

 O
．

2ROOH → O
．

H + OROOH (R5) 

 O
．

H + RH → R
．
 + H2O  (R6) 

 OROOH → O
．

H + ORO
．

  (R7) 

 R
．
 + O2 → C=C + H

．
O2  (R8) 
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 HO
．

2 + HO
．

2 → HOOH + O2 (R9) 

 HOOH + M → 2O
．

H + M  (R10) 

この化学反応スキームは一種類の炭化水素を対象としているが，反応式(R3) RO
．

2 ↔ 

R
．
OOH の衝突頻度因子 A と活性化エネルギ E を変更することで，butane，pentane，

hexane，heptane，octane および iso-octane の化学反応スキームとして取り扱うことが

できる．さらに，このスキームをベースに，PRF の簡略化反応スキームを Tanaka らと

Tsurushima がそれぞれ化学種数 32，反応数 55(32)と化学種数 33，反応数 38(33)で構築した．

化学反応スキームにおいては，n-heptane と iso-octane のように異なる反応経路を持つ成

分を扱えるようにすることで反応スキームの適用範囲は拡大していくが，化学種数，反応

数が増大することが課題であり，これらを増やすことなく多成分燃料に対応できる化学反

応スキームを構築することが重要である． 

簡便な着火モデルを修正して燃料性状の変化に対応させる提案も行われている．理想的

な場での着火遅れ時間は式(1.4)として表現される(34)． 

           ・・・式(1.4) 

ここで，  は着火遅れ時間，  は活性化エネルギ，  は理想気体定数，A および n

はモデル定数である．Heywood はディーゼル燃料の着火指標であるセタン価（Cetane 

Number，以後 CN）による着火遅れ時間の変化を表現するために，       とする

ことを提案した(34)．また，簡便な着火機構モデルである Shell モデル(35)を以下に示す． 

 RH + O2 → 2R*   (R1) 

 R* → R* + P + Heat  (R2) 

 R* → R* + B   (R3) 

 R* → R* + Q   (R4) 

 R* + Q → R* + B  (R5) 

 B → 2R*   (R6) 
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 R* → termination  (R7) 

 2R* → termination  (R8) 

この Shell モデルにおいても CN の変化に対応するために Kong らは，(R4)の活性化エネル

ギ Ef4 を          と修正した(36)．このようにモデルの中で着火時期に対して

支配的なパラメータを最適化することで，特定の燃料に対応させる手法は有効であるが，

広い運転条件に対して計算精度を確保できるように，最適化対象とするパラメータの選定

を適切に行うことが課題である． 

 

1.3 本研究の目的 

以上のように従来研究において，高圧縮比 SI 燃焼および HCCI 燃焼と燃料性状との関係

は調査研究されているが基礎的な研究が多く，実際のエンジンシステムへの適応に向けた

視点から考察は行われていないのが現状である．HCCI 燃焼の制御や燃料設計の観点から

RON と MON に着目されたモデル式，あるいは，燃料成分の影響に着目されたモデル式は

報告されているが，燃料密度の項が式の中に導入されていないため，エンジン運転パラメ

ータとして重要な燃料噴射量を決定できず，実際のエンジン制御への適用については課題

が残っていると言える．さらに，詳細な検討を行う際に用いられる化学反応計算において

は，多成分燃料に対応するためとして化学種数，反応数の多い大規模な化学反応スキーム

への研究が多く認められるが，計算コストの問題から，複雑な三次元連成計算への適用は

行われていないのが現状である． 

本研究では，低負荷運転時は HCCI 燃焼，高負荷運転時は SI 燃焼を行う高圧縮比ガソリ

ン HCCI エンジンの実用化に向けた課題の一つである，燃料性状が HCCI 燃焼と高圧縮比

SI 燃焼に及ぼす影響を，モデル燃料を用いたエンジン実験により明らかにする．また，HCCI

燃焼における燃料性状の影響の定量化とエンジン制御開発を行う際の制御対象モデルとし

て活用することを目的に，着火燃焼時期のモデル式を構築する．さらに，三次元 CFD

25

65
4

*

4
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EE ff
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（Computational Fluid Dynamics，以後 CFD）を用いて燃料性状の影響を検討するため

に，多成分燃料に対応できる簡略化された化学反応スキームを構築した．本研究では，支

配的な反応式の速度定数を調整することで小規模な反応スキームで多成分燃料を記述する．

最後に，これを用いて燃料性状の変化に対応する制御因子としてのエンジン水温および熱

伝達率の変化の効果を三次元数値計算により検討する．本研究は以下の手順で行う． 

(1) パラフィン系成分のみで調製されたオクタン価の異なるモデル燃料を用いて，高圧縮比

エンジンの実験を行い，SI 燃焼および HCCI 燃焼におけるオクタン価の影響を確認する． 

(2) 高圧縮比の SI 燃焼における点火前の低温酸化反応が出力に及ぼす効果について，エン

ジン実験と化学反応計算より明らかにする． 

(3) パラフィン系炭化水素にアロマ系，オレフィン系，およびナフテン系炭化水素を混合し

たモデル燃料を用いて，高圧縮比エンジンの実験により SI 燃焼および HCCI 燃焼にお

ける燃料成分の影響を明らかにする． 

(4) 上記の実験データを基にして，HCCI 燃焼での着火燃焼時期のモデル式を構築する．モ

デル式においては，多成分燃料に対応可能でき，かつ，制御開発に適用できるように実

際の運転パラメータを考慮したモデル構造とする． 

(5) 三次元 CFD に用いることを狙いとして，最適化対象とする化学反応式と評価関数を選

定することで，多成分燃料に対応する簡略化化学反応スキームを構築する． 

(6) 上記の反応スキームと燃焼室の壁面温度分布モデルを組み込んだ三次元 CFD コードを

用いて，エンジン水温および熱伝達率の変化によるHCCI燃焼制御の可能性を検討する． 

 

1.4 本論文の構成 

本論文は以下の 6 章にて構成されている． 

第 1 章は序論であり，研究の背景と目的，従来の研究ならびに実用化に向けた課題を示

す．また，研究の方法と概要について述べる． 
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第 2 章では，オクタン価の異なるパラフィン系燃料を用いた SI 燃焼と HCCI 燃焼の高圧

縮比エンジンでの実験結果を示す．オクタン価測定用に用いられる Cooperative Fuel 

Research（以後， CFR）エンジンでのデータと比較することで，SI 燃焼のノッキングは

高圧縮比においても RON で表される燃料の着火特性と関連があり，一方で，HCCI 燃焼は

MON で表される燃料の着火特性と関連があることを示す．さらに，高圧縮比 SI 燃焼にお

いて，点火前の低温酸化反応に出力向上効果があることを実験により調査し，その現象に

ついて化学反応計算を用いて明らかにする． 

第 3 章では，燃料成分の異なる同一オクタン価燃料を用いた SI 燃焼と HCCI 燃焼の実験

を行い，それぞれの燃焼に対する燃料成分の影響を明らかにする．特に SI 燃焼における，

アロマ系炭化水素の影響や，オクタン価調整のために混合される低オクタン価基材の影響

についても詳しく調査する．また，HCCI 燃焼においては，燃料成分の着火への影響が大き

く，前章で示した MON だけではその燃焼特性を表現できない．このため，多成分燃料に

対応できる HCCI 燃焼時期のモデル式を提案しその効果を検証する．さらに，従来のモデ

ル式とは異なる，燃料濃度の項を導入し実エンジンでの燃料噴射量制御へ活用の可能性を

探る．また，このモデル式に用いる燃料成分のパラメータを比較することで，各成分の着

火への寄与度を調査する． 

第 4 章では，三次元 CFD に用いることを狙いとして，多成分燃料に対応する簡略化化学

反応スキームを構築する．化学種数、反応数を増やすことなく多成分燃料に対応できる化

学反応スキームとし，第 3 章で得られた多成分燃料モデル式の構造から示唆される，支配

的な反応速度を選定して調整するという手法で，成分影響を表現することを試みる．また，

エンジン運転条件で精度よく計算できるように最適化計算に用いる評価関数を選定するこ

とで，リーン条件での着火遅れ時間も精度よく計算できる化学反応スキームを構築する．

さらに精度検証のために，0 次元エンジンモデルにおいて，詳細化学反応スキームを用いた
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計算結果と比較する．そして，EGR 率，燃料成分，および活性化学種による HCCI 着火時

期への影響を記述可能かについて詳細化学反応計算結果と比較検討を行う． 

第 5 章では，上記の反応スキームと燃焼室の壁面温度分布モデルを組み込んだ三次元

CFD コードを用いて，エンジン水温による HCCI 燃焼制御の可能性を検討する．壁面温度

分布モデルの計算精度検証においては，エンジンに高速応答熱電対を用い壁面表面温度計

測し，計算結果と比較している．これにより，エンジン水温の変化が HCCI 燃焼に与える

影響度を考察する．そして，同モデルを用いてエンジン水温制御により燃料成分の変動に

よる HCCI 燃焼のばらつきを補正できる可能性について調査する．さらに，各部位の水流

を制御した際の HCCI 燃焼に与える効果や，シリンダーヘッド部の冷却水と壁面を断熱に

した場合など，冷却水の設定温度を変化させることなく壁温を上昇させた場合についても

検討する． 

第 6 章では，本研究で得られた結果を総括するとともに，今後の研究の方向性を示す． 

 

 

Fig. 1.16  Structure of this doctor thesis 
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第 2章 オクタン価の異なるパラフィン系燃料を用いた解析 

 

2.1 緒 論 

前章で示したように，ガソリンエンジンの高効率・低公害化のために高圧縮比を備えた

HCCI エンジンの実用化が期待されている(1)(2)．このエンジンでは HCCI 燃焼のみで全ての

負荷を運転することは燃焼騒音の制約から困難なため，高負荷時は HCCI 燃焼から SI 燃焼

に切り替える必要がある．そこで，実用化に向けては燃料性状が HCCI 燃焼時の着火性や

高圧縮比 SI 燃焼時のノッキングといった自己着火に及ぼす影響を把握して制御可能な技術

を開発していかなければならない．これまでも燃料と HCCI 燃焼の関係に関する研究(3)(4)

が行われており，この中で自己着火に対する燃料成分間の相互作用が確認されている．そ

こで，本章では燃料性状が高圧縮比ガソリン HCCI エンジンに及ぼす影響を系統的に調べ

ていくため，まずは成分間の複雑な相互作用の影響をできるだけ排除し，さらに，反応動

力学計算が可能なパラフィン系成分のみで構成されたモデル燃料を用いて，HCCI 燃焼と

SI 燃焼のノッキングという二つの自己着火に対する燃料の影響を実験と数値計算により解

析した． 

 

2.2 実験方法および燃料 

本研究に用いたエンジン諸元と運転状態を表 2.1 に示す．圧縮比 14 で HCCI 燃焼実験，

SI 燃焼実験ともに無過給で運転した．また，HCCI 燃焼実験においては現象を単純化する

ために外部吸気加熱装置を用いて吸入空気温度を上げて自己着火させ，そのときの吸入空

気温度は吸気ポート内の熱電対により計測した．ノッキングについては，圧力センサーに

て計測した 100 サイクル平均の筒内圧力に対して 6 kHz のハイパスフィルターを用いて高

周波成分を抽出し，その振幅が 300 kPa 以上になった場合をノッキングと判定した． 
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Table 2.1  Engine specifications and operation conditions 

 

 

燃料の着火遅れ時間を求めるために，CHEMKIN-Ⅱ(5)内の SENKIN を用いて PRF の低

温酸化反応および高温酸化反応を再現できる化学種数 32，反応数 55 の簡略化スキーム(6)

を化学反応スキームとして用いて計算した． 

供試燃料の性状および組成を表 2.2 に示す．燃料の気化特性の差により混合気形成に差異

を生じないようにするために供試燃料の蒸留特性を揃えた．また，成分間の相互作用の影

響をできるだけ排除するためにイソパラフィン系とノルマルパラフィン系のみで構成し，

RON が 70，80，90 になるように調製した 3 種類の燃料を用いた． 

  

Engine Type DOHC 4-valve

Bore X Stroke  mm 87.5 X 83.1

Compression Ratio 14.0

Combustion Chamber Pent-roof

Fuel System Direct Injection

Water / Oil Temp.  ℃ 88 / 90

Engine Speed  rpm 1500



- 28 - 

 

Table 2.2  Properties of test fuels 

 

 

まず，ガソリン SI 燃焼における燃料のノッキング，すなわち，自己着火の指標として広

く用いられている RON と MON が表現している燃料の特性範囲を調査した．石油学会の規

格である リサーチ法及びモーター法オクタン価測定マニュアル（JPI-5R-5-93）に示され

る手順で，RON および MON の計測試験を行い，この時のエンドガス部の温度・圧力履

歴を，ノッキング発生時期である質量燃焼割合 90%時点まで図 2.1 に示す．なお，計測に

は専用の CFR エンジンを用い，筒内温度は計測された筒内圧力から算出した．図 2.1 から，

RON 計測と MON 計測では筒内の温度帯が異なり，RON 計測では低温側を，MON 計測で

は高温側を経過していることがわかる．さらに，化学反応計算からオクタン価の異なる燃

料の着火遅れ時間を求め，反応速度の代用特性として着火遅れ時間の逆数を図 2.1 に等値線

で示した．なお，化学反応計算は空気過剰率 λ が 1.0 の条件で行った．これより，RON

計測条件では筒内温度が 800 K 以下であり，燃料の低温酸化反応領域を辿っていることが

わかる．一方，MON 計測条件では筒内状態が 800 K から 900 K 程度の間に存在する負の

70RON 80RON 90RON
70.8 81.2 90.5
73.3 83.3 89.7

0.6903 0.6915 0.6923
IBP 32.5 33.0 34.5
10% 57.0 57.5 57.5
50% 101.5 102.0 101.0
90% 152.0 151.0 150.5
EP 188.0 189.0 186.0

60 59 60
n-Paraffin 16.8 4.6 4.3
iso-Paraffin 83.1 95.3 95.7
Naphthene 0.1 0.1 0
Olefin 0 0 0
Aromatics 0 0 0
Benzene 0 0 0

44392 44374 44354

Composition
(vol%）

Reid Vapor Pressure (kPa)

Net Calorific Value (J/g)

Distillation
(℃）

Density 15℃ (g/cm3)
MON
RON
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温度依存領域から，900 K 程度以上の高温酸化反応領域を辿っていることがわかる．したが

って，RON と MON では燃料のもつ自己着火反応機構のうち，異なる機構の特性を指標

化したものであるといえる． 
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100 sec-1   2000 sec-1 

 

(a)  Ignition delay of 70RON 

 

    
(b)  Ignition delay of 80RON 

 

Fig. 2.1  Reciprocal ignition delay time at λ=1.0 and in-cylinder histories of CFR engine  

under the conditions of RON and MON (part 1) 
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100 sec-1   2000 sec-1 

 
(c)  Ignition Delay of 90RON 

 

Fig. 2.1  Reciprocal ignition delay time at λ=1.0 and in-cylinder histories of CFR engine  

under the conditions of RON and MON (part 2) 
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2.3 HCCI 燃焼について結果と考察 

吸気加熱方式 HCCI 燃焼における燃料特性の影響を解析するために，吸気加熱装置を用

いて吸入空気温度 Tin を 250℃，225℃，200℃として，Wide Open Throttle（以後， WOT）

条件にて 3 種類の燃料が安定した状態で運転可能な空気過剰率 λ を設定し運転した． 

 

2.3.1 実験結果 

図 2.2 に各吸入空気温度条件での熱発生率を示す．また，図 2.3 に質量燃焼割合 5%のク

ランク角を着火時期として，各運転条件での燃料の RON および MON と着火時期との関係

を示す．Tin=250℃では燃料による着火時期の差異は小さいものの，吸入空気温度が低下す

るに伴いこの差異は大きくなることがわかる．なお，Tinが 200℃において 90RON 燃料を

用いた場合には安定した運転が不可能であった． 

 

2.3.2 計算結果と考察 

オクタン価の異なる燃料の着火遅れ時間と，図 2.2 の運転状態の筒内平均温度・圧力履歴

を図 2.4 に示す．なお，着火遅れ時間の計算は，各吸入空気温度で運転可能な空気過剰率 λ 

の代表として，空気過剰率が 4.5 の条件で行い，温度・圧力履歴は着火時期である質量燃焼

割合 5%のクランク角までとした．Tin が 250℃の条件では燃料による着火特性に差異のな

い高温領域を筒内状態が辿っている．一方，吸入空気温度が 225℃，200℃と低下すると，

着火特性が燃料成分による影響を受ける低温領域に筒内状態が移る．このため Tinが 200℃

の条件で燃料による着火特性が最も異なる結果となった．RON と MON への依存割合とし

て HCCI 燃焼での燃料特性を指標化したオクタンインデックス(4)がある．しかしながら，

図 2.4 に示すとおり λ が大きい条件での高温領域では，燃料ごとの着火特性の差が小さく

なる．このため HCCI 燃焼での燃料特性を指標化する際には，RON と MON への依存割合
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とともに，RON と MON への感度そのものが筒内温度により変化することを考慮する必要

があるといえる． 
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(a)  Intake air temperature 250℃ 

 
(b)  Intake air temperature 225℃ 

 
(c)  Intake air temperature 200℃ 

Fig. 2.2  Comparisons of heat release rate at 1500rpm, WOT for 70, 80 and 90 RON fuels 
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(a)  The effect of RON on MBF5% 

 

(b)  The effect of MON on MBF5% 

 

Fig. 2.3  The effects of RON and MON on MBF5% for various intake temperatures  

(1500rpm, WOT, λ=3.2～5.2) 
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25 sec-1   500 sec-1 

 

(a)  Ignition delay of 70RON 

 

 

(b)  Ignition delay of 80RON 

 

Fig. 2.4  Reciprocal ignition delay time at λ=4.5 and in-cylinder histories of HCCI combustion  

for intake temperatures 200, 225 and 250℃ (part 1) 
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25 sec-1   500 sec-1 

 

(c)  Ignition delay of 90RON 

 

Fig. 2.4  Reciprocal ignition delay time at λ=4.5 and in-cylinder histories of HCCI combustion  

for intake temperatures 200, 225 and 250℃ (part 2) 
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2.4 SI 燃焼について結果と考察 

高圧縮比ガソリンHCCIエンジンで用いられる高圧縮比状態での SI燃焼のノッキングに

対する燃料の影響を解析するために，実験と数値計算を併せて行った． 

 

2.4.1 実験結果 

図 2.5 に燃料の RON および MON とノッキング限界点火時期との関係を示す．全負荷で

は 70RON 燃料は点火時期前に自己着火するプリイグニッションを発生したため，吸気を絞

り 70RON 燃料のプリイグニッションが収まるまで吸気管圧力 Pin を下げた実験も全負荷

実験と併せて行った．これより RON，MON ともに，ノッキング限界点火時期との相関が

あることがわかる． 

 

2.4.2 計算結果と考察 

SI 燃焼のノッキング限界点火時期と燃料特性の関係を考察するために， λ が 1.0 の条

件で着火遅れ時間の逆数を図 2.6 に示す．また，エンドガス部の温度・圧力履歴をノッキン

グ発生時期である質量燃焼割合 90%時点まで示した．なお，エンドガス部の温度は吸入空

気温度から推算した圧縮開始温度を火花点火時期までは，実測の圧力変化と幾何学的な燃

焼室容積変化から計算し，火花点火後は断熱圧縮として計算した．高圧縮比下の SI 燃焼で

はノッキングを回避するために上死点（Top Dead Center，以後 TDC）後に点火するため，

TDC で筒内圧力が最大となりエンドガス部の温度・圧力は低下しながらの燃焼となる．こ

のため温度・圧力履歴は燃焼期間中も圧縮行程中とほぼ同じ領域を辿ることになり，高圧

縮比エンジンであっても，その領域は図 2.1 に示した CFR エンジンでの RON 計測時の温

度・圧力履歴の領域（800K 以下）に近いままである．したがって，高圧縮比状態での SI

燃焼であっても，ノッキング特性と RON との相関がある結果になったと考える．なお，今

回の供試燃料では表 2.2 に示すように RON と MON の差が比較的小さい．これはパラフィ
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ン系成分のみで調製されたモデル燃料であるために，各供試燃料の RON を決める燃料の低

温側の着火特性と MON を決める燃料の高温側の着火特性の両方が，基準燃料である PRF

の着火特性と同様であったためと考える．このため，結果としてノッキング特性が MON

との相関も認められる結果になったものである． 

 

 
(a)  RON 

 
(b)  MON 

 

Fig. 2.5  Knock limit crank angles versus RON and MON  

under 0 and -13.3 kPa (gage) intake pressures  

Pin= -13.3 kPa (gage) 

Pin= 0 kPa (gage) 

Pin= -13.3 kPa (gage) 

Pin= 0 kPa (gage) 
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100 sec-1   1000 sec-1 

 

(a)  Ignition delay of 80RON 

 

(b)  Ignition delay of 90RON 

 

Fig. 2.6  Reciprocal ignition delay time at λ=1.0 and in-cylinder histories of SI combustion  

for 80 and 90 RON fuels  
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2.4.3 高圧縮比の SI 燃焼形態 

図 2.7 に全負荷の点火時期 8 deg. ATDC での熱発生率を示す．これより，火花点火の前

に TDC 付近で熱発生が認められる．80RON 燃料の方が TDC 付近での熱発生量が大きい

ものの，その後の熱発生率の差異はほとんどない．この TDC 付近での熱発生による圧力上

昇のために，図 2.8 の P-V 線図に示すように等容度が改善した．図 2.7 の熱発生率から求

めた等容度改善率は 3%であり，このときの図示平均有効圧の改善率 3%にあたる．通常の

圧縮比である 11.2 においては図 2.9(a)に示すように，80RON 燃料と 90RON 燃料であって

も同一点火時期では同等の図示平均有効圧となり，ノッキング限界点火時期の違いが出力

性能差の要因である．しかしながら，高圧縮比である 14.0 においては図 2.9(b)に示すよう

に，ノッキング限界点火時期では 90RON 燃料で高い出力が得られたが，同一点火時期での

比較では 80RON 燃料で高い出力が得られた．このように高圧縮比の SI 燃焼では，通常の

火炎伝播の前に低温酸化により熱発生が生じ，その直後に火炎伝播していく燃焼形態をと

っていると考えられる． 

そこで，数値計算を用いてこの燃焼形態を更に詳細に検討した．まず，数値熱流体コー

ド KIVA-3V(7)に CHEMKIN-Ⅱのサブルーチンを組み込んだ計算コード(8)を用いて三次元

化学反応計算を行った．計算メッシュは供試エンジンの燃焼室をモデル化したもので下死

点においてセル数 23,586 である．化学反応スキームには化学種数 109，反応数 591 の

Chalmers Gasoline Surrogate スキームを用いた．燃料組成は PRF でオクタン価 80 とし，

タンブル比 0.5 相当の初期流動で吸気弁閉時期から計算を行った．図 2.10 に中間生成物の

生成履歴を示す．実機点火時期の 8 deg. ATDC では，初期燃料成分のイソオクタンとノル

マルヘプタンの約 6 割が分解し中間生成物が生成していることがわかった．次に，この中

間生成物が火炎伝播に及ぼす影響を明らかにするために，CHEMKIN-Ⅱ内の PREMIX を

用い上記の Chalmers Gasoline Surrogate スキームを用いて 1 次元層流燃焼速度を計算し

た．ここで計算の初期温度，圧力条件は，実機において低温酸化反応が認められない 90RON
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燃料と，低温酸化反応が顕著な 80RON 燃料における各々の 8 deg. ATDC での温度，圧力

とした．なお，温度は上述のように．吸入空気温度から推定した圧縮開始温度を実測の圧

力履歴と幾何学的な燃焼室容積変化から計算した．また，中間生成物を付加した条件では，

燃料成分を図 2.10 の実機点火時期 8 deg. ATDC での存在割合とし，主要な中間生成物 6 種

（CO，CH2O，C2H4，C3H6，iC4H8，H2O2）以外の中間生成物を不活性成分であるアルゴ

ンで置換した．計算条件および計算結果を図 2.11 に示す．基準となる Case1 に対して中間

生成物のみを添加した Case2 では層流燃焼速度が低下した．中間生成物では分子中の炭化

水素の低級化が進み，このため燃焼温度が低下し層流燃焼速度が低下したものと考えられ

る．さらに中間生成物を付加しつつ初期温度，圧力を上昇させ低温酸化による発熱の効果

を考慮した Case3 では未燃部温度の上昇により層流燃焼速度が改善した．この結果から，

中間生成物による層流燃焼速度低下の影響と筒内温度上昇による層流燃焼速度向上の影響

が相殺して火炎伝播速度には有意差がなくなると考えられる．このため，図 2.7 からもわか

るように実機における主燃焼期間はほぼ同一となった． 

最後に，この TDC 付近での熱発生がノッキングに及ぼす影響を考察する．図 2.6 よりエ

ンドガスの辿る領域の着火遅れ時間は圧力依存性が低く温度依存性が高いことがわかるた

め，エンドガス部の温度のみに着目した．TDC 付近での熱発生によるエンドガス部の温度

への影響を前述の KIVA-3V に CHEMKIN-Ⅱのサブルーチンを組み込んだ三次元化学反応

計算により求めた．化学反応スキームには簡略化スキーム(6)を用い，TDC 付近での熱発生

量を変化させるために燃料組成は PRF でオクタン価 80 と 90 とした．図 2.12 に 8 deg. 

ATDC での燃焼室断面の温度分布を示す．オクタン価により TDC 付近での熱発生量が異な

るため燃焼室中心部の温度は大きく異なるが，燃焼室外周部の温度は差が小さい．そのた

め，TDC 付近の熱発生によっても，エンドガスの着火遅れを支配する燃焼期間中の温度履

歴に大きな差は生じず，ノッキングに及ぼす影響は小さいものと考えられる．したがって，

TDC 付近の熱発生は，ノッキング限界を大きく悪化させることなく，等容度改善で図示平
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均有効圧の向上を図ることができ，高圧縮比ガソリン HCCI エンジンの高負荷運転におい

て有用である． 

 
 

Fig. 2.7  Comparison of heat release rate at 1500rpm, WOT, Ig.Timing = 8deg.ATDC  

between 80 and 90 RON fuels 

 

               

 

 

Fig. 2.8  Comparison of pressure-volume diagram at 1500rpm, WOT, Ig.Timing = 8deg.ATDC  

between 80 and 90 RON fuels  
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(a) Compression ratio = 11.2 

 

     

 

(b) Compression ratio = 14.0 

 
Fig. 2.9  Comparisons of IMEP as a function of ignition timing for 80  

and 90 RON fuels at 1500rpm, WOT 
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Fig. 2.10  Predicted chemical species histories 

( compression ratio=14.0, 1500rpm, WOT, λ=1, PRF80) 

 

 

  
                Case1    Case2    Case3 

      Intermediates      none        addition    addition 

      Temperature  K     759.6       759.6       887.6 

      Pressure    MPa    2.9         2.9         3.5 

 

Fig. 2.11  Comparison of predicted laminar burning velocity for cases 1, 2 and 3 
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700 K    1000 K 

  

  

  

  

  

  

 (a)  80 RON                           (b)  90 RON 

 

Fig. 2.12  Comparisons of in-cylinder temperature distribution of vertical cross section 

 for 80 and 90 RON fuels 
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2.5 まとめ 

本章では高圧縮比ガソリン HCCI エンジンにおいて，パラフィン系により構成されたモ

デル燃料を用い，HCCI 燃焼と SI 燃焼のノッキングという二つの自己着火に対する燃料の

影響を実験と数値計算により解析し以下の結論を得た． 

 

1. 吸気加熱方式による HCCI 燃焼においては，燃料の高温側の着火特性が支配的であり，

吸入空気温度が上昇するに従い燃料による着火特性の差異は小さくなる． 

2. 高圧縮比の SI 燃焼においては，燃料の低温側の着火特性が支配的である．このため高圧

縮比の SI 燃焼であっても，ノッキング特性が RON との相関がある結果になった． 

3. 高圧縮比 SI 燃焼の全負荷運転において TDC 付近での熱発生が見られるが，これによる

火炎伝播速度，および，エンドガス部温度の差は小さい．このため TDC 付近の熱発生

は，ノッキング限界を大きく悪化させることなく，等容度改善で図示平均有効圧の向上

を図ることができ，高圧縮比ガソリンHCCIエンジンの高負荷運転において有用である． 
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第 3章 燃料成分が異なる同一オクタン価のモデル燃料を用いた解析 

 

3.1 緒 論 

前章では，燃料のオクタン価と SI 燃焼，および HCCI 燃焼での自己着火の関係とを詳し

く探るため，オクタン価の異なるパラフィン系のみで構成されたモデル燃料を用いたエン

ジン実験結果と，オクタン価を特定する CFR エンジンの筒内温度圧力履歴，および，化学

反応計算による燃料の着火遅れ特性を比較分析した．そして，高圧縮比 SI 燃焼のノッキン

グと RON は燃料の低温側の着火特性が支配的であり，HCCI 燃焼と MON は燃料の高温側

の着火特性が支配的であるという関係を掴むことができた． 

本章では，燃料成分が HCCI 燃焼と SI 燃焼のノッキングに及ぼす影響を明らかにするた

め，SI 燃焼のノッキングに関係する RON が同一で燃料成分の異なるモデル燃料を新たに

作製して，SI 燃焼と HCCI 燃焼の自己着火について実験的な解析を行った．さらに，簡便

な方法で燃料成分が着火性に及ぼす影響を定量化することを試みた． 

 

3.2 実験方法および供試燃料 

3.2.1 実験方法 

本研究に用いたエンジン仕様と運転条件を表 3.1 に示す．前章と同じ仕様であり，圧縮比

は HCCI 運転を容易に行うために通常のエンジンより高めの 14.0 とし，SI 燃焼実験，HCCI

燃焼実験ともに自然吸気で運転した．また，燃料供給系は直噴式で，HCCI 燃焼実験では現

象を理解しやすいように外部吸気加熱装置を用いて吸入空気温度を上げて自己着火させた．

ノッキング判定基準は前章と同様に，圧力センサーにて計測した 100 サイクル平均の筒内

圧力に対して 6 kHz のハイパスフィルターを用いて高周波成分を抽出し，その振幅が 300 

kPa 以上をノッキングとした． 
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Table 3.1  Engine specification and operation conditions 

 

 

3.2.2 供試燃料 

表 3.2 および図 3.1 に示すように，市場のガソリン規格である RON を基準とし，パラフ

ィン系炭化水素のみで構成された 70，80，90RON の Para70，Para80，Para90 を供試燃

料とした．さらに，70RON では，パラフィン系炭化水素にアロマ系，オレフィン系，ナフ

テン系炭化水素をそれぞれ体積割合で約 30 % 混合した Arom70，Ole70，Naph70 を，ま

た，90RON では，パラフィン系炭化水素にアロマ系炭化水素を体積割合で約 30% 混合し

た Arom90 と，パラフィン系炭化水素にアロマ系炭化水素を体積割合で約 30% と，オレフ

ィン系，ナフテン系炭化水素をそれぞれ体積割合で約 20% 混合した Arom-Ole90，

Arom-Naph90 を作製した．特に Aroma 燃料について，n-parafin の量が増えていること

について言及しておく．さらに，前記の通り燃料供給系が直噴式であるため，燃料による

混合気形成の差異が生じないように各種燃料の蒸発や微粒化に関係する蒸留特性，リード

蒸気圧，動粘度，表面張力は同等となるように調製した． 

  

Engine Type DOHC 4-valve

Bore X Stroke  mm 87.5 X 83.1

Compression Ratio 14.0

Combustion Chamber Pent-roof

Fuel System Direct Injection

Water / Oil Temp.  ℃ 88 / 90
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Table 3.2  Properties of test fuels 

 
 

 

  

80RON
Para70 Arom70 Ole70 Naph70 Para80

RON 70.8 71.0 70.6 70.3 81.2
MON 73.3 67.3 69.7 71.9 83.3
Density @15℃ (g/cm3) 0.69 0.73 0.69 0.72 0.69

IBP 32.5 32.0 31.0 31.5 33.0
10% 57.0 56.0 56.5 55.5 57.5
50% 101.5 99.5 101.5 99.5 102.0
90% 152.0 148.0 152.0 147.5 151.0
EP 188.0 187.0 184.0 185.0 189.0

Reid Vapor Pressure (kPa) 60.0 57.5 59.5 59.5 59.0
Viscosity @30℃ (mm2/s) 0.57 0.52 0.54 0.63 0.60
Surface Tension @25℃ (mN/m) 18.1 20.0 18.8 19.8 17.9

n-Paraffin 16.8 37.2 11.1 15.6 4.6
iso-Pafaffin 83.1 36.1 59.7 54.2 95.3
Aromatics 0.0 26.5 0.0 0.0 0.0
Olefin 0.0 0.0 29.1 0.0 0.0
Naphthene 0.1 0.1 0.1 30.1 0.1

Composition
(vol%)

70RON

Distillation
(℃)

Arom- Arom-
 Ole90 Naph90

RON 90.5 90.1 90.8 90.1
MON 89.7 85.1 82.6 83.7
Density @15℃ (g/cm3) 0.69 0.73 0.73 0.75

IBP 34.5 32.5 30.0 32.5
10% 57.5 58.0 55.5 58.5
50% 101.0 101.5 100.0 101.0
90% 150.5 150.0 149.5 148.5
EP 186.0 190.0 186.0 189.5

Reid Vapor Pressure (kPa) 60.0 58.0 58.5 58.0
Viscosity @30℃ (mm2/s) 0.62 0.51 0.51 0.55
Surface Tension @25℃ (mN/m) 18.1 19.8 19.7 20.6

n-Paraffin 4.3 12.0 4.3 6.9
iso-Pafaffin 95.7 58.2 46.0 43.4
Aromatics 0.0 29.6 29.3 29.7
Olefin 0.0 0.0 20.3 0.0
Naphthene 0.0 0.1 0.1 19.9

Distillation
(℃)

Composition
(vol%)

90RON

Para90 Arom90
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(a) RON and MON 

 

(b) Rate of fuel composition 

Fig. 3.1  Comparisons of RON, MON and rate of fuel composition for fuels used in this work 

 

3.3 実験結果および考察 

3.3.1 燃料成分と SI 燃焼のノッキング特性 

ガソリンHCCIエンジンで用いられる高圧縮比 SI燃焼のノッキング特性に対する燃料成

分の影響を確認した．なお，70RON 燃料は，WOT ではプリイグニッションが発生したた

め，スロットリングにより吸気管負圧 Pin を下げてプリイグニッションを回避した．図 3.2

に 70RON 燃料と 90RON 燃料のノッキング限界点火時期を示す．1500 rpm 運転時の

Arom70 のみノッキング限界点火時期がリタードしており，基準となる Para70 燃料からは 

2 deg. リタードである．それ以外の燃料では燃料成分によるノッキング特性に差異は認め

られなかった．Arom70 に関しては，図 3.3 の熱発生率に示すように，前章で報告したよう
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な点火時期前の圧縮上死点付近で低温酸化反応が発生し，これにより筒内の圧力・温度が

高くなってノッキング限界点火時期がリタードしたものと考えられる．前述のとおり，一

般に RON の高いアロマ成分のような物質を多く含む燃料では，RON を揃えるためにノル

マルパラフィン系の混合割合が高くなる．そのため，圧縮上死点付近でノルマルパラフィ

ンの低温酸化反応が発生し易くなるものと考えられる．さらに，この 70RON 燃料の 1500 

rpm でのノッキング限界点火時期での図示熱効率を図 3.4 に示す．点火リタードしている

Arom70 においても前章で述べた低温酸化反応の出力向上の効果で，他の燃料の図示熱効率

と比べて，ほぼ等しくなっている．このため，出力特性も各供試燃料でほぼ等しい． 

したがって，高圧縮比 SI 燃焼のノッキング特性は，燃料成分が異なる場合でも低温酸化

反応が生じない状態であれば RON を指標にすることができる．また，低温酸化反応が生じ

る状態においてもノッキング限界での図示熱効率は等しくなり，エンジンの出力特性に対

しては，RON を指標にすることができるといえる． 
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(a) 70RON fuels 

 

 
(b) 90RON fuels 

 

Fig. 3.2  Comparisons of knock limit for various fuels under 1500, 2000 and 3000 rpm 
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Fig. 3.3  Comparison of heat release rate for four fuels 

(1500rpm, Pin= -13.3 kPa, A/F=13, Ig.timing 3 deg.ATDC) 

 

 
Fig. 3.4  Comparison of indicated thermal efficiency for four fuels 

(1500rpm, Pin= -13.3 kPa, A/F=13, Knock limit Ig.timing) 
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3.3.2 燃料成分と HCCI 燃焼の着火特性 

吸気加熱方式 HCCI 燃焼の着火特性に対する燃料成分の影響を，外部吸気加熱装置にて

吸入空気温度 Tin を 225℃から 100℃まで変化させて，WOT にて運転可能な空燃比 A/F 

において実験的に調査した．図 3.5 及び図 3.6 に 70RON 燃料と 90RON 燃料の吸入空気温

度ごとの熱発生率を示す．それぞれ同一 RON の燃料にもかかわらず燃料成分が異なると着

火性も異なる．各種 70RON 燃料においては，Tin 225℃では Para70 に対して Ole70 と

Naph70 は進角し，Arom70 は同等であった．しかしながら，吸入空気温度の低下にともな

い Naph70 だけは空燃比を濃くしても着火性が向上せず，他の燃料に比べて著しく遅角し

Tin 150℃以下では運転できなかった．これはシクロヘキサンでみられる濃度の逆依存性(1)

によるものと推察する．この特性は，当量比の増大により，シクロヘキサンの冷炎ピーク

時期が大きく遅延することに起因する(1)とされている．さらに，Tinが175℃以下ではPara70

に対し Arom70 が進角した．90RON 燃料においては，Tin=225℃のみで安定した運転が可

能であり，燃料成分間の着火性の傾向は 70RON 燃料のどの吸入空気温度条件とも異なるも

のであった．ここで，前章で述べたように HCCI 燃焼は RON より MON に近い高温域を

多用する燃焼であるため，図 3.7 に示すように各種燃料の MON と着火性を示す質量燃焼割

合（Mass Burned Fraction，以後 MBF）50%のクランク角との関係についても調べてみ

たが，明確な関係は見出せなかった．したがって，吸気加熱方式 HCCI 燃焼において，燃

料成分が異なる場合には，着火特性に対する燃料成分の影響は吸入空気温度によって変化

しており，RON や MON のみで一義的にあらわせるものではないということが明らかとな

った． 
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(a) Tin=225℃ A/F=67 

 
(b) Tin=200℃ A/F=63 

 

Fig. 3.5  Heat release rates of 70RON fuels at 1500rpm, WOT for four fuels (part 1) 
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(c) Tin=175℃ A/F=54 

 
(d) Tin=100℃ A/F=42 

 
Fig. 3.5  Heat release rates of 70RON fuels at 1500rpm, WOT for four fuels (part 2) 
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Fig. 3.6  Heat release rates of 90RON fuels at 1500rpm, WOT 

Tin=225℃ A/F=67 for four fuels 
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(a) 70RON fuels 

 

(b) 90RON fuels 

 

Fig. 3.7  50% mass burnt fraction versus MON at 1500rpm, WOT 
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3.4 HCCI 燃焼での燃焼時期比較分析 

HCCI 燃焼の実用化のためには，市場での燃料成分変動に対応できる燃焼システムを開発

する必要があり，燃料成分の燃焼への影響を定量的に把握することが重要となる．近年，

混合燃料に対応した詳細な化学反応機構を考慮した計算が発展してきているが，ここでは，

燃料成分の影響を実験結果から定量的に分析する簡便なアプローチをとった．まず，基準

燃料であるパラフィン系燃料に対して，前章で示した高温側の燃料の着火特性の指標であ

る MON を用いてアレニウス型の式で燃焼時期を定式化した．次に，この実験式を用いて

混合燃料の燃焼時期を予測し実験結果と比較することで，燃料成分による影響を明らかに

した．なお，エンジン制御においてはさまざまな制約を回避しながら熱効率を最大化する

ことが目的となるため，熱効率に支配的な MBF50%時期を定式化の対象とした． 

 

3.4.1 パラフィン系燃料の燃焼時期定式化 

図 3.8 に RON の異なる 3 種のパラフィン系燃料で吸入空気温度を 225℃から 100℃に変

化させ，WOT にて実験した際の空燃比と MBF50%時期の関係を示す．ここで，MBF50%

時期が遅角化すると，空燃比に対する MBF50%の感度が大きくなっている．これはピスト

ン下降に伴い燃焼期間が長くなる影響を受けていると考え，化学反応による着火遅れのみ

を考慮するために，燃焼室容積変化の少ない上死点後 15 クランク角度までのデータを使用

して，定式化を行うこととした．図 3.9 に定式化に用いた着火遅れ時間と燃料モル密度の関

係を示す．ここで着火遅れ時間 Δt は，上死点前 90 クランク角度から MBF50%時期まで

の時間と定義した．この関係を式(3.1)の形で定式化し係数を決定した． 

Paraffin model： 

  

     

   
FuelO

RT

E
expAT

t

n

2
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   MONg

TDC

TDC Fuel
T

MONf
expT 









 
  71.531060.4

･･･式(3.1) 
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 ここで  ， 

       

        ：筒内温度 [ K ] 

        ：燃料モル密度 [ mol/cm3 ] 

 

なお，反応進行は上死点付近が支配的であると考え，筒内温度 TTDC および燃料モル密

度は圧縮上死点での値を用いた．TTDC は，吸入空気温度から推算した圧縮開始温度と，実

測の圧力履歴から算出したポリトロープ指数，および圧縮比から計算した．また，高温側

の燃料の着火特性の指標である MON を用い，MON が異なる燃料では反応過程も異なるた

め，活性化エネルギおよび燃料モル密度の反応次数も変化すると考え，活性化温度 E/R と

燃料モル密度の反応次数 β を MON の関数とした．従来研究において，表 3.3(2)のように

アルキルパーオキシラジカル（Alkylperoxy radicals）の分子内異性化における活性化エネ

ルギが示されている．内部異性化により H が引き抜かれる際に，一時的（transition state）

に環状構造を形成する．この引き抜かれる水素が結合している炭素が一級，二級，三級の

各々において，5 員環，6 員環，さらには 7 員環と構成原子数が多くなるほど活性化エネル

ギが小さくなることが知られている．また，図 3.10(2)に示すように一時的な環状構造を形

成した際に原子数が多くなる直鎖の炭化水素ではオクタン価が低くなるため，オクタン価

が低い燃料では活性化エネルギが小さいといえる．本モデル式においても MON が低いと

活性化エネルギが小さくなるのは，このような理由であるものと考えられる．また，表 3.4(3)

に示すように，燃料モル密度の反応次数（表中の a ）は，オクタン価の高い低級炭化水素

において小さくなる傾向が認められる．本モデルでも MON が高いと反応次数が小さくな

るのはこのためである．なお，当該研究においては成分によらず活性化エネルギを定数と

している．なお，本モデル式では酸素濃度が一定となるように実験を実施したため，酸素

濃度の項は省略しているが，EGR，過給を考慮した場合は酸素濃度の項が必要になること

  41009.14.71  MONMONf

  0.393 + 100.400- 2 MONMONg  

TDCT

 Fuel
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は言うまでもない．図 3.11 に式(3.1)を用いた MBF50%の予測結果と実験結果の比較を示す．

パラフィン系燃料のみに限定すれば，MON を指標とする実験式で燃焼時期を精度よく予測

することができたと言える．  
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Fig. 3.8  MBF50% timing of paraffin fuels at 1500rpm, WOT 

 

  
Fig. 3.9  Ignition delay time of paraffin fuels at 1500rpm, WOT used to construct Eq. (3.1) 
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Table 3.3  Rates of alkylperoxy radical isomerization reactions 

(activation energies in cal/mol, rates in sec-1)(2) 

 

 

 

 

 

 

Fig. 3.10  Isomers of hexane and their RON values(2) 
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Table 3.4  Comparison of each parameter of k = A exp(-Ea/RT) [Fuel]a [Oxidizer]b  

for some hydrocarbon fuels(3) 

 

 

 
 

 

 

 

Fig. 3.11  Correlation between predicted MBF50% using  

Paraffin model and measured one at 1500rpm, WOT 

  

0

5

10

15

20

0 5 10 15 20

Predicted MBF50% deg.ATDC

Me
as

ur
ed

 M
BF

50
% 

de
g.

AT
DC

Para70

Para80

Para90



- 67 - 

 

3.4.2 混合燃料の燃焼時期特性分析 

混合燃料にパラフィンモデル式を用いた MBF50%の予測結果と実験結果の比較を，吸入

空気温度ごとに図 3.12 に示す．これより，同一 MON のパラフィン燃料と比較した各種混

合燃料の着火燃焼特性を知ることができる．具体的には，Tin が 225℃ではどの燃料もパラ

フィン燃料と同等の着火燃焼特性となっていることから，燃料成分の影響は小さく，MON

のみで着火特性を記述できることになる．しかしながら，吸入空気温度の低下にともない

図中の左上にプロットされることから，同一 MON のパラフィン燃料より燃焼時期が遅れ

る特性をもつことになる．すなわち，燃料成分による着火抑制効果が働いており，その効

果は Naph70 で最も大きいことがわかった． 
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Fig. 3.12  Comparison of predicted MBF50% using Paraffin model and measured one  

for various multi component fuels at 1500rpm, WOT 
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3.5 混合燃料の燃焼時期定式化 

上記のような混合燃料の着火燃焼特性は，主要成分であるパラフィン系成分の反応進行

による中間生成物の生成が，他の燃料成分の反応進行にともなって促進あるいは抑制され

ることで変化すると推察される．このため，パラフィン系成分単独の反応速度と，係数 ci

を乗じた各燃料成分の反応速度の和をとった式(3.2)の形で，混合燃料の燃焼時期を定式化

した．ここで係数 ciは，パラフィン系成分の反応速度に対して燃料成分 i の反応速度が及ぼ

す促進効果あるいは抑制効果を表す係数であり，正のときには全体の反応速度を増加させ，

負のときには減少させる．なお，燃料中に含まれる各炭化水素の着火性は炭化水素の種類

によって大きく異なるため(4)(5)，燃料成分をアロマ系，オレフィン系，ナフテン系成分に分

類した． 

Multi Components model： 

 

  

      

      

      

 

さらに，これらの燃料成分をそれぞれ toluene，1-pentene，cyclohexane で代表させ(5)，各

種混合燃料の MON と各燃料成分の体積割合からパラフィン系成分の MON を算出した値

を表 3.5 に示す．この値と式(3.2)を用いて，図 3.12 に示した混合燃料の実験結果に対して

予測誤差が小さくなるように ciを最適化したときの予測結果を図 3.13 に示す．式(3.2)の形

とすることで各成分の影響を考慮でき，図 3.12 に比べて予測誤差が大きく改善した．また，

ci の値を図 3.14 に示す．これより，アロマ成分では常に負の値となることから，吸入空気
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温度によらず常に反応抑制効果をもつことがわかる．一方で，オレフィン成分，ナフテン

成分は吸入空気温度が高い条件では反応促進効果をもつが，吸入空気温度が低下すると反

応抑制効果を示すことがわかる．最後に，この 70RON 燃料で決定した ciを用いて 90RON

燃料と市場レギュラーガソリンでの燃焼時期予測を行いモデル式の精度を確認する．なお，

今回用いたレギュラーガソリンの RON は 90.9，MON は 82.4 であり，成分分析により得

られた各燃料成分の体積割合を計算に用いた．MBF50%の予測結果と実験結果の比較を図

3.15 に示す．これより，今回構築した混合燃料モデル式を用いて，市場レギュラーガソリ

ンに対しても吸気加熱方式 HCCI の燃焼時期を精度よく予測できることが確認された．今

後，HCCI 燃焼の実用化に向けた燃焼システム開発や燃料設計の領域で，本モデル式が活用

できるものと判断される． 

 

Table 3.5  MON of fuel components 

 

  

Arom70 Ole70 Naph70

All Components 67.3 69.7 71.9

Paraffin
(Calc.)

54.3 66.6 69.7

Naphthene
(cyclohexane)

77.2 77.2 77.2

Olefin
(1-pentene)

77.1 77.1 77.1

Aromatics
(toluene)

103.5 103.5 103.5
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Fig. 3.13  Correlation between predicted MBF50% using multi components model  

and measured one at 1500rpm, WOT for four 70 RON fuels 
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(a) Arom70 fuel 

            
(b) Ole70 fuel 

            
(c) Naph70 fuel 

 
Fig. 3.14  Coefficient of fuel component effect used in Eq. (3.2) 
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Fig. 3.15  Correlation between predicted MBF50% using multi components model and  

measured one at 1500rpm, WOT for four 90 RON and gasoline fuels 

 

3.6 まとめ 

燃料性状が HCCI 燃焼と SI 燃焼のノッキングに及ぼす影響を明らかにするため，SI 燃

焼のノッキングに関係する RON が同一で燃料成分の異なるモデル燃料を作製し，SI 燃焼

と HCCI 燃焼の自己着火について実験的な解析を行った．さらに簡便な方法で燃料成分が

着火性に及ぼす影響を定量化することを試みた結果，以下の結論を得た． 

 

1. 高圧縮比 SI 燃焼のノッキング特性は，燃料成分が異なる場合でも低温酸化反応が生じな

い状態であれば RON を指標にすることができ，ノッキング限界での出力特性について

は，RON を指標にすることができる． 

2. 吸気加熱方式 HCCI 燃焼において，燃料成分が異なる場合には，着火特性に対する燃料

成分の影響は吸入空気温度によって変化しており，RON や MON のみで一義的にあら

わせるものではない． 
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3. 吸入空気温度が高い条件ではどの燃料もパラフィン燃料と同等の着火特性となっている

が，吸入空気温度の低下にともない抑制効果が働き，その効果はナフテン系炭化水素を

混合した燃料で最も大きい． 

4. 混合燃料モデル式を構築し，レギュラーガソリンに対しても吸気加熱方式 HCCI の燃焼

時期を精度よく予測できた． 
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第 4章 多成分燃料に対応できる簡略化反応スキームの開発 

 

4.1 緒 論 

前章では，燃料成分の異なる同一オクタン価のモデル燃料を用いてエンジン実験を行い，

その結果から HCCI 燃焼時期を精度よく予測できるモデル式を構築した．このような自己

着火現象をより詳細に検討するためには化学反応計算を用いることになるが，燃料成分の

影響を記述できる化学反応スキームは化学種数，反応数が多いため，多くの計算時間が必

要である．さらに，SI 燃焼の開発においても，自己着火現象であるプリイグニッションや

ノッキング発生位置の把握などのために三次元流体計算との連成計算が望まれるが，化学

種の多い化学反応スキームでは，計算負荷の増大が顕著である．このため，三次元流体計

算と化学反応計算の連成においては，化学種数，反応数の少ない簡略化反応スキームでの

計算に留まっている．本章では，前章での多成分モデル式を参考にして，化学種数，反応

数を増やすことなく，燃料組成の違いが着火時期に及ぼす影響を記述できる簡略化反応ス

キームを開発する． 

 

4.2 簡略化反応スキーム構築の手法 

化学種数，反応数の少ない小規模な反応スキームを構築する手法としては，大規模な詳

細化学反応スキームをもとに化学種数，反応数を削減していく手法(1)と，小規模な簡略化反

応スキームをもとに燃料成分に応じて適切なパラメータを修正する手法(2)がある．前者では

化学種数 803，反応数 3,222 までの削減に留まっており削減量が不十分である．一方、後者

では修正に適切なパラメータの選定が重要であり，幅広い運転条件においても計算精度を

確保できる選定手法を検討する必要があると考える．前章においては，基準燃料であるパ

ラフィン系成分の燃料での着火モデル式に対して，他の燃料成分による主要な中間生成物

への生成促進，あるいは抑制の効果を考慮した項を追加することで，混合燃料に対応でき

る着火モデル式を構築できることを示した．そこで，簡略化反応スキームでの修正パラメ
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ータ選定にも，この主要な中間生成物の生成促進，抑制に着目する手法を適用する．最近

の研究では，燃料に含まれる成分の違いによる着火遅れ時間の違いは，低温酸化反応終了

時点での HCHO，H2O2の量が重要であることが報告されている(3)．このため，本章では簡

略化スキームで燃料組成の違いに対応するために，HCHO，H2O2の生成特性に着目し，こ

れらに支配的な化学反応式の速度定数を，燃料を構成する成分の割合に応じて調整する手

法を用いた．なお，第 3 章の実験結果にて低オクタン価燃料において他成分の混合による

着火時期影響が顕著であったため，本章の基準燃料を低オクタン価な PRF70 とした． 

本章では図 4.1 に示すように，反応速度定数の変更を以下の手順を実施する． 

1. 基準燃料である PRF に対応した簡略化スキームであるベーススキームと，目標とする着

火遅れ時間データを準備する． 

2. ベーススキームの感度解析から，HCHO と H2O2および温度に対して支配的な化学反応

式を選定する． 

3. これらの反応速度定数を最適化対象パラメータとして最適化計算を行い，ベーススキー

ムにて基準燃料の着火遅れ時間を再現できるように反応速度定数を決定する． 

4. HCHO と H2O2に支配的な反応式のみを最適化対象として，混合燃料での着火遅れ時間

を再現できるように最適化計算を行い，混合成分に応じて反応速度定数を決定する．こ

れにより，簡略化スキームとして多成分燃料を計算可能にする． 

5. この簡略化スキームを用いてさまざまな条件での計算を行い，計算精度を検証する． 
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Fig. 4.1  Procedure of developing the reduced scheme for multi-component fuel 

 

4.2.1 化学反応スキーム 

ベースとなる簡略化スキームとして，Tsurushima により構築された PRF 用の化学反応

スキームを用いた(4)．このスキームは，化学種数 33，反応数 38 であり，PRF の着火現象

を精度よく再現できる化学反応スキームとして知られている．また，本研究では目標とす

る着火遅れ時間データとして，多様な成分を含む燃料の着火現象を詳細に表現した化学反

応スキームでの計算結果を用いることとした．このため，第 1 章で述べた Model Fuels 

Consortium で開発された MFC 2011 Gasoline Mechanism(5)と MFC 2008 ETBE 

Mechanism(6)をマージしたスキームを作成して用いた．このスキーム（以後， MFC スキ

ーム）は，化学種数 2,301，反応数 11,116 であり，イソオクタン，ノルマルヘプタンに加

えて，後述のトルエン，1-ペンテンなど多様な燃料成分を扱うことができる．なお，着火遅

れ時間の計算には，CHEMKIN-Ⅱ(7)と CHEMKIN-PRO を用いた． 

 

4.2.2 対象化学反応式の選定 
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HCHO，H2O2の生成量を効果的に調整するための化学反応式を選定するために，低温酸

化反応終了時点での HCHO，H2O2の生成量に対する感度解析を行った．低温酸化反応が顕

著に見られる PRF70 における 700 K，800 K での感度解析結果を図 4.2 に示す．これより，

低温酸化反応中の HCHO，H2O2 の生成量に対し，反応式 R6 の感度が最も高く，次いで

R21，R8 の感度が高いことがわかる． 

OC7H13OOH → C5H11CO + HCHO + OH  （R6） 

C8H18 + OH → C8H17 + H2O   （R21） 

C7H16 + OH → C7H15 + H2O   （R8） 

ここで，R6 はノルマルヘプタンの反応機構の中で HCHO を生成する反応であり，この反

応を促進させると HCHO，H2O2 ともに増加する．一方で，R21 はイソオクタンからの水

素引き抜き反応であるが，この反応を促進させると間接的にノルマルヘプタンの反応が抑

制され，HCHO，H2O2 ともに減少すると考える．さらに，R8 はノルマルヘプタンからの

水素引き抜き反応であり，この反応を促進させても HCHO，H2O2ともに増加する．R8 の

反応速度の調整による HCHO，H2O2への効果は R6 による効果と同じノルマルヘプタンに

よる効果であるため，R6 と R21 の二つの反応式を燃料成分の違いを表現するために反応速

度定数を調整する対象とした． 

オリジナルの簡略化スキームと MFC スキームでの着火遅れ時間を図 4.3 に示す．低温か

ら高温まで全温度域で MFC スキームの方が着火遅れ時間が長いことがわかる．したがって

対象とする反応式は，前述の R6，R21 に加えて高温での着火遅れ時間を補正するために，

縮退連鎖分岐反応を構成する R37 を対象とした．なお，図 4.4 に示すとおり R37 は熱着火

時期での温度に対する感度が高いことがわかっている． 

H2O2 + M = OH + OH + M   （R37） 
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(a) H2O2 sensitivity at 700 K 

 
(b) HCHO sensitivity at 700 K 

 

(c) H2O2 sensitivity at 800 K 

 

(d) HCHO sensitivity at 800 K 

Fig. 4.2  Sensitivity analysis at PRF70, 6 MPa, λ=1  
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Fig. 4.3  Comparison of ignition delay time at PRF70, 6 MPa, λ=1 

 

 

 
(a) Sensitivity at 700 K 

 
(b) Sensitivity at 800 K 

Fig. 4.4  Sensitivity analysis for temperature at PRF70, 6 MPa, λ=1  
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4.2.3 反応速度定数の決定 

反応速度定数を最適化においては，低温酸化反応時期 τ1 と熱着火時期 τ2 を初期温度

からそれぞれ 50 K と 500 K 上昇した時刻と定義し，それらの時刻が MFC スキームでの計

算結果に一致することを狙いとした．計算結果の一例として，簡略化スキームと MFC スキ

ームを用いて，PRF70 での初期圧力 6 MPa，初期温度 800 K，空気過剰率 λ が 1 での温

度と HCHO，H2O2の履歴を図 4.5 に示す．どちらのスキームにおいても初期温度から 50 K

および 500 K 上昇を閾値とすることで，低温酸化反応時期および熱着火時期を特定するこ

とができることがわかる．また，各々の時期において，HCHO と H2O2 が生成し消失して

いることも認められる．このため，簡略化スキームでのτ1とτ2をMFCスキームでのτ1MFC

とτ2MFCに一致させることで HCHO と H2O2の生成特性を再現することを試みる． 

また，最適化アルゴリズムとしては，粒子群最適化（Particle Swarm Optimization，以

下 PSO）法(8)を用いた．PSO 法では，最適化対象のパラメータについて探索粒子と呼ばれ

る複数の値の組み合わせを用意し，粒子群の情報を活用して評価関数の値が目標値に近づ

くよう反復計算によりパラメータを最適化する．それぞれの探索粒子は反復回ごとに値が

決定されるが，その決定にはその反復回までに，①その粒子自身が最もよい評価関数値を

得たときの値（パーソナルベスト）と，②全探索粒子の中で最もよい評価関数値を得たと

きの値（グループベスト）を用いる．これにより，反復回数が進むにしたがって目標に近

い領域に探索粒子を集中的に配置することができるため，効率よく最適化できる．今回は，

探索粒子数 10，反復回数 100 とした．各反復回においては，まず，初期圧力 6 MPa，空気

過剰率 λ が 1 の条件で初期温度を 700 K から 1400 K まで 50 K ごとに変化させて

CHEMKIN-Ⅱを用いて定容器での化学反応計算を行い，各温度でのτ1とτ2を求める．次

に，τ1とτ2のそれぞれで MFC スキームと簡略化スキームでの誤差率を求め，各誤差率の

絶対値を全温度で積算した値を評価関数とした．以下に，この評価関数 Efを示す． 
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この評価関数の値が最小になるようなパラメータの組み合わせを探索した．なお，変更対

象とするパラメータとしては，反応速度定数のうち頻度係数のみを用いた．図 4.6 に PSO

法により最適化を行った際の評価関数値の変化の一例を示す．このように，100 回の反復に

よって評価関数の値が最小値で安定することを確認している． 

オリジナルの簡略化スキームと MFC スキームでの着火遅れ時間に加えて，PSO 法を用

いて最適化した簡略化スキームでの着火遅れ時間を図 4.7(a)に示す．最適化により低温側，

高温側ともに簡略化スキームの着火遅れ時間が長くなり，よい一致が得られた．このとき

の着火遅れ時間の誤差は平均で 21%である．なお，オリジナルの簡略化スキームでは R6，

R21，R37 の頻度係数は，それぞれ 3.980×1015，6.000×1013，1.200×1017 であったが，

最適化後は， 2.885×1014，1.430×1014，2.013×1016 となった．図 4.2 および図 4.4 の感

度解析結果から，R6 と R37 は反応促進，R21 は反応抑制の効果をもつことがわかるが，最

適化により R6 と R37 の係数は減少し，R21 の係数は増加したことから，三つの反応式す

べてで反応を抑制して着火遅れ時間を調整したことがわかる．次に，この最適化後のスキ

ームを用いてλ=2，λ=3 条件での着火遅れ時間を計算した結果を MFC スキームでの結果

と比較し，それぞれ図 4.7(b)に示す．リーン条件においては低温酸化反応が相対的に小さく

なり，低温度領域での着火遅れ時間の延長が特徴的だが，この特性についてもよい一致を

維持できている．これより，簡略化スキームに対して，低温酸化反応での HCHO，H2O2

生成感度，及び，熱着火反応での温度感度に着目して対象となる反応式を選び，PSO 法を

用いることで，λ=1 条件でのτ1，τ2 が一致するように反応速度定数を最適化できた．ま

た，λ=1 条件で最適化した反応スキームは，リーン条件での着火遅れ時間もよい精度で予

測可能であることがわかり，今回の反応スキーム構築手法が有効であることが示された．

以降は，この最適化後のスキームを簡略化スキームと呼ぶこととする．  
















 





1400

700 2

22

1

11

T
MFC

MFC

MFC

MFC

fE







･･･式(4.1) 



- 83 - 

 

 

 (a) Temperature 

 

(b) HCHO and H2O2  

Fig. 4.5  Comparisons of the simulation result by reduced scheme and MFC scheme at PRF70, 

initial temperature 800 K, initial pressure 6 MPa, λ=1 
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Fig. 4.6  Transition of value of evaluation function 
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(a) Ignition delay time at λ=1 

 

(b) Ignition delay time at lean condition 

Fig. 4.7  Comparison of ignition delay time at PRF70, 6 MPa 
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4.3 他の燃料成分への対応 

前述の通り，本章の目的は，少ない化学種において数種の炭化水素を含む燃料の着火特

性を表現することにある．安東ら(3)によると炭化水素の燃焼は H2O2ループによる反応過程

により決まり，分子構造が異なっても，結局のところ H2O2ループが起こる．とすれば，イ

ソオクタン，ノルマルヘプタン以外の成分が混合された燃料においても，反応定数を調整

することでこのH2O2ループの発生傾向をPRF用の簡略化スキームを用いて記述できれば，

各種混合燃料の化学反応特性を表現可能と考えた．勿論，化学種に対応した反応機構を用

いて詳細な解析を行うことも考えられるが，本研究の主眼は第 5 章で行う HCCI 燃焼の制

御指針を得ることにある．その為には，化学反応機構を考慮した三次元熱流体シミュレー

ションを高速で行うことが必要であり，この目的のため本手法で十分であるものとする．

さらに，混合割合に応じてこの定数を決定するルールを構築することで任意の割合で混合

された燃料にも対応することを試みる． 

 

4.3.1 他成分での係数最適化 

アロマ系成分の代表としてトルエンを用い，PRF70 に液体での体積比 50 vol% を混合し

た燃料の場合（ノルマルヘプタン:イソオクタン:トルエン=15 : 35 : 50 vol% ）について，

係数最適化の手法を説明する．化学種数，反応数を増加させないために，まずは，トルエ

ンをイソオクタンに統合して ノルマルヘプタン：イソオクタン=15 : 85 vol% の燃料とし

た．そのうえで，トルエン混合による HCHO，H2O2生成量の変化を再現するために，反応

式 R6 と R21 のみを対象に PSO 法を用いて頻度係数を最適化した．その結果，R6 と R21

の頻度係数をそれぞれ 0.144 倍と 0.207 倍に変更した．この値を用いた計算結果を図 4.8 に

示す．トルエン混合により低温酸化反応が抑制されるため，低温度領域のみで着火遅れ時

間が延長するが，R6 と R21 の最適化によってこの特性をよく再現可能である． 
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また，簡略化スキームと MFC スキームのそれぞれで PRF70 とトルエン 50 vol% 混合燃

料について，代表的な温度における HCHO と H2O2のモル分率履歴を図 4.9 に示す．各成

分のモル分率の絶対値は異なるが，発生時期，消失時期はよく一致している．さらに，ト

ルエン混合の効果として，HCHO，H2O2 の発生時期はほとんど変化しないが，HCHO，

H2O2の発生量が抑制され，最終的にこれらの消失時期すなわち着火時期が遅れるという特

徴もよく記述できている．ここで，モル分率の絶対値については，800 K にて PRF70 を対

象に簡略化スキームにオリジナルの係数を用いた図 4.5においてはMFC スキームと比較し

て HCHO では同等であり，H2O2 でも約 1.5 倍多い結果であった．しかし，最適化後のス

キームを用いた図 4.9(a)の PRF70 では，HCHO で約 4 倍，H2O2で約 2 倍多くなった．H2O2

については，主に高温での着火遅れ時間を調整するために R37 の衝突頻度係数を減少させ

たために，熱着火開始に必要な H2O2のモル分率が増加したと考える． 

H2O2 + M = OH + OH + M   （R37） 

一方，HCHO の増加量が H2O2 に比べて多いことについては，簡略化スキームの高温反応

機構の中にオレフィンから HCHO を生成する反応式 R38 が存在するために，H2O2の生成

が停滞した後も HCHO が増加し続けていることが要因であると推察する． 

C2H4 + O2 → HCHO + HCHO   （R38） 

以上より，イソオクタン及びノルマルヘプタン以外の他の成分が混合された燃料におい

て，混合成分をイソオクタンに統合し，低温酸化反応における HCHO，H2O2生成感度の高

い反応式を対象に PSO 法を用いて最適化することで，この混合燃料の着火遅れ時間を精度

よく計算することができた．また，この際の中間生成物の履歴も，その特徴を再現できる

ことが確認できた． 

次節では，各種炭化水素の混合割合が変化した場合について検討することとする． 
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Fig. 4.8  Comparison of ignition delay time for toluene mixing fuel at 6 MPa, λ=1 
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(a) 800 K 

 
(b) 900 K 

 
(c) 1000 K 

Fig. 4.9  Comparison of HCHO and H2O2 history  
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4.3.2 任意の混合割合への対応 

次に，PRF70 に対するトルエンの混合割合を変更した際の R6 と R21 の頻度係数の変化

率 R(Tol) を図 4.10 に示す．なお，変化率 R(Tol) は次の式(4.2)で定義される． 

 

ここで，ATol は最適化された頻度係数，A0 はトルエン混合前の頻度係数である．図 4.10

より，トルエン混合割合が 10 vol% で R6，R21 ともに係数は大きくなり，混合割合が増加

するにつれて次第に小さくなる．前述のように，R6 はノルマルヘプタンの反応機構であり，

この反応を促進させると HCHO，H2O2 の生成が促進される．また，R21 はイソオクタン

の反応機構であり，この反応を促進させると HCHO，H2O2は抑制される．このため，本手

法においてトルエンの 10 vol% 混合は，ノルマルヘプタンからの HCHO，H2O2生成を促

進させ，トルエンを統合したイソオクタンからの生成を抑制させることで表現されている

ことがわかる．なお，ここでは混合されたトルエンをイソオクタンに統合して計算してい

るため，RON が 120 の高オクタン価基材であるトルエンの特性を反映していると考えられ

る．しかしながら，トルエン混合割合を増加させるにつれてこの特性は逆転し，ノルマル

ヘプタンからの HCHO，H2O2生成が抑制され，トルエンを統合したイソオクタンからの生

成は促進されることがわかる． 

さらに，オレフィン系成分の代表として，1-ペンテンを選定し同様の最適化計算を行った．

R6 と R21 の係数の変化率 R(Pen) を図 4.11 に示す．1-ペンテンにおいても，混合割合が増

加するにしたがって R6，R21 の係数が小さくなることが認められた．ただし，混合割合に

対して単調に係数が小さくなることから，トルエンとは異なり混合割合に依らずノルマル

ヘプタンからの HCHO，H2O2 生成は抑制され，同時に 1-ペンテンを統合したイソオクタ

ンからの生成は促進されることがわかる．このことは，RON が 90 でありイソオクタンに

比べて低オクタン価である 1-ペンテンの特性を反映していると考えられる．このように，

各種の混合される燃料成分に対して，混合割合を変更させた際の反応速度定数を決定し，

  0ARA TolTol  ･･･式(4.2) 



- 91 - 

 

ルール化することで，その成分が HCHO，H2O2生成に及ぼす影響を定量化できる可能性が

示唆された． 

 

 
Fig. 4.10  Coefficients modified ratio for toluene mixing fuel 

 

 

 
Fig. 4.11  Coefficients modified ratio for 1-pentene mixing fuel 

  

R6 : C7KET => C5H11CO + HCHO + OH 

R21 : C8H18 + OH => C8H17 + H2O 

R6 : C7KET => C5H11CO + HCHO + OH 

R21 : C8H18 + OH => C8H17 + H2O 
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4.4 複数成分とエンジンモデルにおける検証 

4.4.1 複数成分の影響検証 

トルエンを 30 vol% ，1-ペンテンを 20 vol% 混合した燃料（ノルマルヘプタン:イソオク

タン:トルエン: 1-ペンテン=15 : 35 : 30 : 20 vol% ）での着火遅れ時間を計算した．ここで

のトルエン，1-ペンテンの混合割合は，国内のガソリンでのアロマ系，オレフィン系成分の

最大量を上限値とした．これまで通り両成分をイソオクタンに統合し，R6 と R21 の反応速

度定数はトルエンと 1-ペンテンの混合割合に応じて，図 4.12 に示すように決定する．まず，

PRF70 をトルエンと 1-ペンテンの混合割合に応じて分割し，それぞれを Fuel1 と Fuel2 と

する．次に，Fuel1 と Fuel2 での変化率 R は図 4.10 および図 4.11 の値を用い，最後に，

それぞれの変化率 R を Fuel1 と Fuel2 の体積割合で式(4.3)のように加重平均して用いた． 

 

    

ここで，Tol%，Pen%はそれぞれトルエン，1-ペンテンの混合割合である．この値を用いて

着火遅れ時間を計算した結果，図 4.13 に示すように，よい一致が得られた．トルエンを 30 

vol% ，1-ペンテンを 20 vol% 混合した燃料の着火遅れ時間の誤差は平均で 20%となり，

PRF70 での平均誤差 21%を維持できている．これより，複数成分の混合については，それ

ぞれ単独での混合による反応速度定数の変化率を混合割合で加重平均して用いることで，

着火遅れ時間を精度よく計算することが可能である． 
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Fig. 4.12  Procedure of determining the control factor 

 

 

 
Fig. 4.13  Comparison of ignition delay time for toluene and 1-pentene mixing fuel at 6 MPa, λ=1 
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4.4.2 エンジンモデルでの検証 

EGR 率，燃料成分，活性化学種による着火時期への影響を確認するために，エンジンモ

デルでの計算を CHEMKIN-PRO を用いて，簡略化スキームと MFC スキームにて行った．

まず，燃料の低温酸化反応の影響を受けやすいλ=1 での計算を行った．SI 燃焼での高吸気

温における異常燃焼であるプリイグニッションを想定して，計算条件を機関回転速度 1500 

rpm，圧縮比 15.6，IVC 148 deg. BTDC，λ=1，EGR 率 0%，圧縮開始温度 397.15 K と

し，燃料は PRF70，トルエン 50 vol% 混合燃料とした．図 4.14(a)に示すように，燃料成

分による着火時期の影響を精度よく表現できており，図 4.8 に示した着火遅れ時間 τ2を再

現できる反応速度定数を用いることで，自着火時期を予測することが可能である．また，

簡略化スキームでの HCHO と H2O2のモル分率履歴を図 4.14(b)に，MFC スキームでの履

歴を図 4.14(c)に示す．ここでも定容器の計算結果と同様に，各成分のモル分率の絶対値は

異なるが，発生時期，消失時期はよく一致しており，トルエン混合によって HCHO，H2O2

の発生時期はほとんど変化しないが，HCHO，H2O2の発生量が抑制され，さらにこれらの

消失時期すなわち着火時期が遅れるという特徴もよく記述できている．次に，HCCI 燃焼を

想定し，計算条件をλ=2，圧縮開始温度 427.15 K とした．図 4.15 に PRF70，EGR 率 30%

および 50%での結果を示す．EGR 率の増加による反応抑制の効果を再現し，着火時期の遅

角を本簡略化スキームでも表現可能としている．さらに，図 4.16 に EGR 率 50%，PRF70

およびトルエン 50 vol% 混合燃料での結果を示す．燃料成分による着火時期への影響がリ

ーン条件でのエンジンモデル計算でも再現できている．そして最後に，EGR 率 30%，トル

エン 30 vol% 混合燃料に対して，活性化学種として OH を 10 ppm 添加した際の結果を図

4.17 に示す．活性化学種添加による燃焼促進効果も MFC スキームを用いた計算結果によ

く合致しており，この促進効果は，HCHO，H2O2の発生時期が進角するためであることも

図 4.17(b)および(c)から同様に認められる．なお，ここでのエンジンモデル計算において，

簡略化スキームを用いた場合では，化学種数，反応数が大規模な MFC スキームを用いた場
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合に比べて計算時間は約 97 %ほど削減できており，小規模な反応スキームを用いることに

よる計算時間への優位性が確認された． 

以上，λ=1 条件における定容状態の着火遅れ時間を，再現できるように構築した簡略化

反応スキームを用いてエンジンモデルでの計算を行った．その結果，EGR 率，λ，燃料成

分，活性化学種の違いによる自己着火時期への影響を短い計算時間で精度よく再現するこ

とが可能であることを示した． 

次章では，これらを三次元熱流体計算に組み込み，HCCI 燃焼の制御指針を探索すること

とする． 
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(a) Temperature history 

 

 
(b) HCHO and H2O2 history by reduced scheme 

 

 
(c) HCHO and H2O2 history by MFC scheme 

Fig. 4.14  Fuel components effect in engine model at 1500 rpm, CR 15.6, λ=1 
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(a) Temperature history 

 

 
(b) HCHO and H2O2 history by reduced scheme 

 

 
(c) HCHO and H2O2 history by MFC scheme 

Fig. 4.15  EGR ratio effect in engine model at 1500 rpm, CR 15.6, λ=2, PRF70 
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(a) Temperature history 

 

 
(b) HCHO and H2O2 history by reduced scheme 

 

 
(c) HCHO and H2O2 history by MFC scheme 

Fig. 4.16  Fuel components effect in engine model at 1500 rpm, CR 15.6, λ=2, EGR 50% 
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(a) Temperature history 

 

 
(b) HCHO and H2O2 history by reduced scheme 

 

 
(c) HCHO and H2O2 history by MFC scheme 

Fig. 4.17  OH addition effect in engine model at 1500 rpm, CR 15.6, λ=2, EGR 30%  

Tol.30%, Reduced Scheme 
 

Tol.30%, MFC Scheme 
 

Tol.30%, OH 10ppm, Reduced Scheme 
 

Tol.30%, OH 10ppm, MFC Scheme 

Tol.30%, HCHO 
 

Tol.30%, H2O2 
 

Tol.30%, OH 10ppm, HCHO 
 

Tol.30%, OH 10ppm, H2O2 

Tol.30%, HCHO 
 

Tol.30%, H2O2 
 

Tol.30%, OH 10ppm, HCHO 
 

Tol.30%, OH 10ppm, H2O2 



- 100 - 

 

4.5 まとめ 

化学種数，反応数を増やすことなく，燃料組成の違いが着火時期に及ぼす影響を記述で

きる簡略化反応スキームの開発を試みた結果，以下の結論を得た． 

 

1. 簡略化スキームに対して，低温酸化反応での HCHO，H2O2 生成感度，及び，熱着火反

応での温度感度に着目して対象となる反応式を選び，PSO 法を用いることで，λ=1 条

件でのτ1およびτ2が一致するように反応速度定数を最適化できた．また，λ=1 条件で

最適化した反応スキームは，リーン条件での着火遅れ時間もよい精度で予測可能である

ことが示された． 

2. イソオクタン及びノルマルヘプタン以外の他の成分が混合された燃料において，混合成

分をイソオクタンに統合し，低温酸化反応における HCHO，H2O2生成感度の高い反応

式を対象に PSO 法を用いて最適化することで，この混合燃料の着火遅れ時間を精度よ

く計算することができた．また，この際の中間生成物の履歴も，その特徴を再現できる

ことが確認できた．さらに，各種燃料成分の混合に対して，混合割合を変更させた際の

反応速度定数を決定し，ルール化することで，その成分が HCHO，H2O2生成に及ぼす

影響を定量化できる可能性が示唆された． 

3. 複数成分の混合については，それぞれ単独での混合による反応速度定数の変化率を混合

割合で加重平均して用いることで，着火遅れ時間を精度よく計算することが可能である．

さらに，λ=1 条件における定容状態の着火遅れ時間を，再現できるように構築した簡略

化反応スキームを用いてエンジンモデルでの計算を行った．その結果，EGR 率，λ，燃

料成分，活性化学種の違いによる自己着火時期への影響を短い計算時間で精度よく再現

することが可能であることを示した． 
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第 5章 多成分燃料に対応できる簡略化反応スキームを用いた HCCI燃焼制御の検討 

 

5.1 緒 論 

第 3 章で構築した HCCI 燃焼時期の予測モデル式の構造からもわかるように，自己着火

時期を決める主な因子として，温度，圧力，燃料が挙げられる．実際のエンジンにおける

着火遅れ時間の主な影響因子を図 5.1 に示す．温度，圧力については圧縮開始温度，有効圧

縮比，冷却損失，比熱比で決まる．ここで，圧縮開始温度は，吸気温度と内部 EGR 量で決

まり，有効圧縮比は燃焼室容積と吸気弁閉タイミングによって，また，冷却損失はエンジ

ン水温，比熱比は空燃比，EGR 率，残留ガス割合で決まる．さらに，燃料については燃料

濃度としての空燃比と，活性化エネルギとして燃料成分が重要である．このようにエンジ

ンにおいて自己着火時期を決める因子は複雑で多様であるが，これらが変動する特性時間

は各因子によって異なる．具体的には，空燃比のように燃料噴射量に応じて，一サイクル

ごとに変動するものもあれば，燃焼室容積のようにデポジット堆積とともに比較的長い時

間で変動するものもある．これに対して，速い変動に対応する制御手段としては，可変バ

ルブタイミングのように応答速度の速い手段が必要となる．一方で，燃料成分は車両の給

油が変動のタイミングであるため，対応する制御手段には応答速度を要求しない．このた

め，本章では応答速度は遅いが安定して制御することができるエンジン水温により燃料成

分の影響を制御することを狙いとして，前章で開発した多成分燃料に対応できる簡略化反

応スキームを用いて三次元化学反応計算を行い，HCCI 燃焼制御について検討する． 
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Fig. 5.1  Factors influencing ignition delay time in engine combustion 

 

5.2 計算手法 

KIVA-4 と CHEMKIN-Ⅱを連成させた熱流体計算コードに，燃焼室壁内の温度分布を記

述するための一次元熱伝導計算を加えて(1)計算を行った．まず，本計算手法の精度確認のた

めに，エンジン実験の結果と比較した．供試機関の仕様を表 5.1 に示す．計算においては簡

略化のために燃焼室形状をディスク型とし，半径方向に 15 分割，角度方向に 36 分割し，

ピストン下死点において高さ方向に 30 分割した計算格子を用いた．また，燃焼室壁内の温

度分布計算においては，図 5.2 に示すように壁面法線方向についての一次元壁温度モデルを

考える．燃焼室上面，および下面にはカーティシアン座標系の式(5.1)を，燃焼室側面には

円筒座標系の式(5.2)を用い，離散化により得られた三重対角行列を Tri-Diagonal Matrix 

Algorithm にて解いた． 

 

 

 

なお，すべての燃焼室壁面を厚さ 8 mm とし 20 分割した．さらに，燃焼室上面および側面

は，それぞれシリンダーヘッド部，ライナー部として背面に冷却水を想定した式(5.3)とし

て，一方，燃焼室下面はピストン部として背面からのオイルジェットによる冷却を想定し 
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た式(5.4)として，外側壁面の熱伝達率を計算した． 

       ，           ・・・式(5.3) 

ここで，k は熱伝導率，L はウォータージャケット代表長さである． 

                   ・・・式(5.4) 

ここで，RBoreはボア半径，Cm は平均ピストン速度，Poilはオイル圧力，Toilはオイル温度で

ある．また，内側壁面と筒内作動ガスとの熱伝達率は，式(5.5)として計算した． 

       ・・・式(5.5) 

ここで， 

 

 

であり，νl は動粘度，Prl はプラントル数，κはカルマン定数，RPR は乱流プラントル数

の逆数，K は乱流運動エネルギ，y は壁面からの距離である．なお，初期条件として任意の

壁面温度分布を与えるため，数サイクルの非定常計算を行った後にサイクル間での壁温推

移が等しくなった状態を計算結果として用いる． 

 

Table 5.1  Engine specifications 

 
 

 

 

Fig. 5.2  Schematic diagram of the modeling  
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この三次元化学反応計算手法を用いた HCCI 燃焼条件での熱発生割合と壁温の計算結果

を，実験結果とともに図 5.3 に示す．ここでの化学反応スキームには，化学種数 120，反応

数 619 のガソリンサロゲートスキーム(2)を用いた．運転条件は，機関回転速度 1500 rpm，

空気過剰率 λ=2.5 であり，供試燃料は PRF70 とした．なお，燃焼室壁温の計測には，

MEDTHERMO 社の同軸型高速応答の T 型熱電対を，燃焼室中心の点火プラグ部に設置し

て用いた．熱電対先端を図 5.4 に，設置方法を図 5.5 に示す．また，後述のように計算にお

いては，燃焼室中心で計算誤差が大きいため，燃焼室上面の最高温度部分での温度を計算

結果として示した．図 5.3 はペントルーフ形状のエンジンを用いた実験結果との比較である

が，着火時期，燃焼期間についてよい一致を示した．また，壁温については，計算結果に

おいて最高温度時期が進角しているが、最高温度の値自体はよく一致している．さらに，

水温を変化させた際のモータリング条件での計算と実験における壁温比較を図 5.6 に示す．

これより，HCCI 燃焼の着火時期に強く影響を及ぼす圧縮行程中においては，水温による壁

表面温度の変化を定量的にもよく再現できていると言える． 
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(a) Cylinder pressure and heat release rate 

 
(b) Cylinder wall surface temperature 

 

Fig. 5.3  HCCI combustion characteristics at 1500 rpm fueled with PRF70 
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Fig. 5.4  Details of thermocouple used(3) 

 

 

 

Fig. 5.5  Schematics of a thermocouple installed into the cylinder head 

  

Insulation 

 0.013 mm 

Vacuum deposited plating 

 1-2μ 

Copper 

Constantan 
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Fig. 5.6  The effect of coolant temperature on cylinder wall surface temperature 

 at 1500 rpm motoring 
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5.3 計算結果 

本節では，簡略化スキームでの狙いである計算時間短縮の効果を確認し，次に，燃料成

分の着火時期への影響と水温制御による燃焼制御の可能性を検討した． 

 

5.3.1 計算時間の比較 

第 4 章で開発した簡略化スキームによる計算時間短縮化の効果を確認するために，上述

の化学種数 120，反応数 619 のガソリンサロゲートスキームでの計算と同条件にて，前章

の化学種数 33，反応数 38 の簡略化スキームを用いた HCCI 燃焼計算を行った．なお，燃

料は PRF70 として，圧縮行程から膨張行程までの計算とした．その結果，簡略化スキーム

ではガソリンサロゲートスキームに比べて，約 93 %の計算時間削減となった．これは前章

の 0 次元の化学反応計算で得られた約 97 %削減とほぼ等しく，三次元計算においても小規

模な反応スキームを用いることによる計算時間への優位性が確認された．このように計算

時間が著しく短縮されることで，これまで計算が実行されていた代表的な運転条件や定常

状態での運転条件のみに留まらず，広い運転条件や数十サイクルに及ぶ過渡的な運転条件

においても三次元の化学反応計算を適用することが可能となり，実際のエンジン開発プロ

セスに適用する際には非常に有効である． 

 

5.3.2 燃料成分の影響 

トルエンと 1-ペンテン 30 vol%に対して，RON が 70 になるように加成則を用いてそれ

ぞれのイソオクタンとノルマルヘプタンの混合割合を決定した二種類の混合燃料と，基準

となる PRF70 を三次元化学反応計算に用いて，燃料成分の着火時期への影響を確認した．

なお，トルエンと 1-ペンテンの RON はそれぞれ 120.0，90.9 を用いた．計算条件を表 5.2

に示し，吸気弁閉時期温度 TIVC を変化させた際の計算結果を図 5.7 に示す． 
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Table 5.2  Calculation condition 

 
  

Engine Speed  rpm 1500

Intake Pressure  kPa gage 40

Excess Air Ratio 2.0

Intake Valve Close  ABDC 32

Oil Temp.  ℃ 110

Coolant Temp.  ℃ 95
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(a) TIVC = 465 K 

 
(b) TIVC = 455 K 

 

Fig. 5.7  Comparisons of pressure and rate of heat release histories  

for each temperature at IVC (Part 1) 
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(c) TIVC = 450 K 

 

Fig. 5.7  Comparisons of pressure and rate of heat release histories  

for each temperature at IVC (Part 2) 
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TIVC = 465 K では燃料成分の違いによる着火時期の違いは認められない．一方，TIVC = 

455 K においては，PRF70 に対しトルエン混合（以後， Tol30）燃料がわずかに進角し，

1-ペンテン混合（以後， Pen30）燃料は大幅に遅角した．ここで，着火時期を 10%質量燃

焼割合時期 θ10 と定義すると，PRF70，Tol30 燃料，Pen30 燃料では，それぞれ 6.7 deg. 

ATDC，6.5 deg. ATDC，9.8 deg. ATDC であった．さらに，TIVC = 450 K においては，Tol30

燃料と PRF70 の差が明確になり，Pen30 燃料は着火しなかった．このことから，TIVCが高

い条件では燃料成分の違いによる着火時期への影響は小さいが，TIVC が低くなるとその差

が顕著になることがわかり，これは第 3 章の実験から得られた知見と一致する．このよう

に，計算負荷の小さい簡略化スキームを用いても，燃料成分の異なる同一オクタン価燃料

において，HCCI 燃焼の着火時期が異なる現象を表現できた． 

 

5.4 燃焼制御手法 

各国市場においては，各種成分を含むガソリン燃料の流通が予想されるため，燃料規格

によりオクタン価が保障されたとしても HCCI 燃焼の特性が変化してしまうことが懸念さ

れる．一方で，車両における使用燃料はサイクル毎に変化するものではなく，他の燃焼影

響因子に比べると必ずしも時間応答性の高い制御手段で対応する必要はない．このため，

燃料成分の影響を補正するための冷却水制御の効果を確認した． 

 

5.4.1 冷却水温度の効果 

まず，燃焼室上部のシリンダーヘッド部と燃焼室側面のライナー部の冷却水温を同時に

変化させて計算を実施した．なお，TIVC は 3 種類の燃料で着火時期に差異の見られた図

5.7(b)の条件である 455 K とした．図 5.8 に計算結果を，図 5.9 に冷却水温と着火時期 θ10 

の関係を示す．水温による燃焼状態の変化が確認され，Tol30 燃料では，水温 93 ℃におい

て PRF70 の標準水温 95 ℃条件と同等の着火時期 θ10 となり，Pen30 燃料では，昇温し
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た 121 ℃において同等の着火時期となることが図 5.9 からわかる．また，図 5.9 の傾きよ

り，Pen30 燃料は冷却水温を 8.5℃上昇させると着火時期が 1 deg. 進角するが，Tol30 燃

料では 11.1℃上昇で 1 deg. 進角することがわかり，わずかながら燃料により，水温による

進角感度が異なるといえる．さらに，図 5.10 に示すように，着火時期の補正によって図示

熱効率も同等になることがわかる．以上から，燃料による燃焼時期の違いに対しては，冷

却水温の設定温度を変更することで対応できることが示された． 
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(a) Tol30 fuel 

 
(b) Pen30 fuel 

 

Fig. 5.8  Comparisons of pressure and rate of heat release histories for each fuel at TIVC = 455 K 
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Fig. 5.9  Relationship between coolant temperature and ignition timing 

 

 
Fig. 5.10  Relationship between coolant temperature and indicated thermal efficiency 
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5.4.2 冷却水制御部位の効果 

次に，燃焼室壁の部位の表面温度が HCCI 燃焼に及ぼす影響を確認するために，シリン

ダーヘッド部とライナー部の冷却水温度を独立に変化させた．燃料影響が大きい Pen30 燃

料を用いた計算での水温条件を表 5.3 に示す．このときの計算結果を図 5.11 に示す．なお，

図中ではシリンダーヘッド部の水温を H，ライナー部の水温を L として表記した．同図か

ら，シリンダーヘッド部水温の感度が高く，シリンダーヘッド部水温を 135 ℃にすると，

PRF70 の標準水温 95 ℃条件と同等の着火時期となった．また，図 5.12 に水温による着火

時期 θ10 の変化を示す．この関係より，着火時期を 1 deg. 進角させるためには，シリン

ダーヘッド部では冷却水温を 12.8 ℃上昇させる必要があり，ライナー部では約 2 倍となる 

22.5 ℃上昇させる必要があることが示唆される．また，図 5.13 に示すように，着火時期の

進角によって図示熱効率も回復することがわかる． 

 

Table 5.3  Calculation condition 

 

  

Engine Speed  rpm 1500

Intake Pressure  kPa gage 40

Excess Air Ratio 2.0

Intake Valve Close  ABDC 32

Oil Temperature  ℃ 110

Coolant Temp. 

   Cylinder Liner  ℃ 95 - 135

   Cylinder Head  ℃ 95 - 135
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(a) Cylinder head 

 
(b) Liner 

 

Fig. 5.11  The effects of coolant temperature on pressure and heat release fueled with Pen30 

(H means the coolant temperature of cylinder head and L does that of liner) 
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Fig. 5.12  Relationship between each coolant temperature and ignition timing 

 

 
Fig. 5.13  Relationship between each coolant temperature and indicated thermal efficiency 
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次に，図 5.14 にシリンダーヘッド部とライナー部の冷却水温度のみをそれぞれ 408 K

（135 ℃）とした条件での筒内平均ガス温度の履歴を示す．圧縮行程中ではライナー部の

みを 408 K（135 ℃）とした条件の方が，平均ガス温度が高くなっているが，圧縮上死点

においてはどちらのケースでも 967 K となり，その後に逆転し，シリンダーヘッド部のみ

を 135℃とした条件の方が早く着火していることがわかる．この要因を明らかにするために，

両条件での圧縮上死点におけるシリンダーヘッド部とライナー部の壁温分布と筒内ガス温

度分布を図 5.15 に，5 deg. ATDC におけるそれぞれの分布を図 5.16 に示す．なお，筒内ガ

ス温度分布は，燃焼室中央の水平断面と垂直断面である．シリンダーヘッド部のみ 135 ℃

にした条件では，図 5.15(a)左においてシリンダーヘッド部がライナー部より高温となって

おり，さらに，燃焼室の表面積としてもシリンダーヘッド部が支配的になっていくことか

ら，圧縮行程後半での冷却損失を抑制できている．また，圧縮上死点において両条件で同

一の平均ガス温度であっても，壁温差が顕著なシリンダーヘッド 135℃条件の方が，相対的

にガス温度の成層化が進んでおり最高ガス温度は高くなっている．この結果として，図

5.16(b)左に示すように燃焼室内の高温部から早期に着火していることがわかる．なお，図

5.17 に示すペントルーフ形状の計算メッシュを用いた壁温度計算結果においても，バルブ

周辺のメッシュが歪んだ形状となっている部位で温度低下が確認される．このため，図 5.15

および図 5.16 のシリンダーヘッド面中心部で壁温が低下している点については，円筒座標

系のメッシュ構造の影響と推察し今後の課題である． 
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Fig. 5.14  Comparison of average gas temperature 
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               Coolant temp. of                   Coolant temp. of 

               cylinder head = 135 ℃              liner = 135 ℃ 

  

400 K    500 K 

(a) Wall temperature 

  

  
800 K    1150 K 

(b) Gas temperature 

 
Fig. 5.15  Temperature distributions at TDC 
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               Coolant temp. of                   Coolant temp. of 

               cylinder head = 135 ℃              liner = 135 ℃ 

  

400 K    500 K 

(a) Wall temperature 

  

  
800 K    1150 K 

(b) Gas temperature 

 
Fig. 5.16  Temperature distributions at 5 deg.ATDC 

 

 

370 K    520 K 

Fig. 5.17  Wall surface temperature distributions at pent roof mesh  
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最後に，シリンダーヘッド部の冷却水と壁面とを断熱条件として計算を行った．これに

より，冷却水の設定温度を変化させることなく壁温を上昇させた際の効果を調査する．冷

却水温度 368 K（95 ℃），TIVC = 460 K における定常運転状態を 0 サイクル目として，シ

リンダーヘッド部の冷却水と壁面との熱伝達係数を 0 とした 1 サイクル目から 20 サイク

ル目（1.6 秒後）までの計算結果を図 5.18 に示す．なお，供試燃料には Pen30 燃料を用い

た．5 サイクル目（0.4 秒後）までは燃焼時期が遅角するが，その後進角し 20 サイクル目

（1.6 秒後）では基準となる PRF70 と同等の着火時期まで回復した．このときの壁面内部

の温度変化を図 5.19 に示す．1 サイクル目（0.08 秒後）から冷却水側壁面の温度が上昇し，

壁面内部での温度差が小さくなることがわかる．さらに，5 サイクル目（0.4 秒後）で最も

燃焼室側壁面の温度が低下しその後上昇している．この燃焼室側壁面の温度変化に伴って

燃焼時期が変化したと考える． 

以上より，シリンダーヘッド部の冷却水に限定して温度制御することでの，効果的な燃

焼制御の可能性が示された．実用においては，シリンダーヘッドとライナーとで別系統の

水温設定や水流制御を行うことが想定され，今後実機での効果検証を行う予定である． 
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(a) Pressure histories 

 
(b) Heat release rate histories 

 
Fig. 5.18  Transition of pressure histories fueled with Pen30 at TIVC = 460 K 
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         (a) 0th cycle              (b) 1st cycle 

 

 
         (c) 5th cycle              (d) 10th cycle 

 

 
         (e) 15th cycle              (f) 20th cycle 

 
Fig. 5.19  Transition of wall temperature fueled with Pen30 at TIVC = 460 K 

  

0 mm (combustion chamber side) 

2 mm 

4 mm 

6 mm 

8 mm (coolant side) 
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5.5 まとめ 

化学種数，反応数を増やすことなく，燃料組成の違いが着火時期に及ぼす影響を記述で

きる簡略化反応スキームを用いて化学反応過程を考慮した三次元数値熱流体シミュレーシ

ョンを行い，冷却水制御による燃焼制御について検討した結果，以下の結論を得た． 

 

1. 簡略化スキームによる三次元数値熱流体計算での計算時間短縮の効果を確認するために，

ガソリンサロゲートスキームを用いた HCCI 燃焼計算との比較を行った．その結果，簡

略化スキームではガソリンサロゲートスキームに比べて，約 93 %の計算時間削減となっ

た．これは 0 次元の化学反応計算で得られた約 97 %削減とほぼ等しく，三次元計算に

おいても小規模な反応スキームを用いることによる計算時間への優位性が確認された． 

2. 三次元数値熱流体計算に簡略化スキームを用いることで，燃料成分が異なり，かつ，同

一のオクタン価の燃料に対しては，HCCI 燃焼の着火時期が異なる現象を表現できた． 

3. 燃料による燃焼時期の違いに対しては，冷却水温の設定温度を変更することで対応でき

ることが示された．また，部位による影響については，シリンダーヘッド部の感度が高

いことがわかった．筒内ガス温度分布より，シリンダーヘッド部の冷却水に限定して温

度制御することでの，効果的な燃焼制御の可能性が示された． 
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第 6章 結 論 

 

6.1 結 論 

CO2 排出量削減に対して自動車用パワーソースの役割は大きく，内燃機関の高効率化へ

の取り組みは引き続き重要である．内燃機関の高効率化のためには各種要素技術アイテム

が存在するが，高圧縮比化とリーン化に取り組むことが本質的で重要であることは，オッ

トーサイクルにおける熱効率の式から明らかである．現在のガソリンエンジンは，ディー

ゼルエンジンに比べて圧縮比が低く，また通常，空気過剰率 λ が 1 で運転されるため，

高圧縮比化とリーン化による改善の余地が大きい．しかしながら，高圧縮比化については，

低速高負荷でのノッキングおよびプリイグニッションという燃料の自己着火特性に起因す

る異常燃焼が課題である．燃料の筒内直接噴射による混合気温度低下や，吸気流動を活用

した急速燃焼により異常燃焼を回避しているが，高負荷運転を必要としないハイブリッド

車を除き，実用化されたエンジンでは圧縮比は 11 程度に留まっている．一方，リーン化に

ついてもこれまで取り組まれてきたが，火花点火による火炎伝播燃焼では，安定燃焼を実

現するために希薄化には限界があり，均質混合気においては空燃比 A/F は 30 が限界とな

っている．また，希薄燃焼でも窒素酸化物（NOX）生成が認められるが，三元触媒では浄

化できないためにリーン NOX触媒が必要となり，結果として狙いの燃費改善効果が得られ

ない上にコスト的なデメリットが大きく，広く普及するには至っていない．このような中

で，NOXが生成しない高リーン条件でも安定した運転が可能なガソリン HCCI 燃焼への期

待は高く，基礎的な研究は 1980 年代から行われている．この HCCI 燃焼はピストン圧縮に

よる高温高圧場でガソリンを自己着火により燃焼させる燃焼形態であるため，原理的に高

圧縮比化も伴う高効率な燃焼である．その後，可変バルブタイミング機構の技術発展によ

り，内部 EGR 量を変化させて圧縮初期の混合気温度を調整することで，HCCI 燃焼時期を

制御する手法が広く実施されてきた．しかしながら，運転負荷の上昇に伴い燃焼が急峻に

なるため，燃焼騒音の制約から高負荷条件においては HCCI 燃焼を行うことができていな
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い．このため，自動車用エンジンとして用いるには HCCI 燃焼と SI 燃焼を回転速度と負荷

に応じて切り替える必要がある． 

そして，高圧縮比ガソリン HCCI エンジンでは，着火燃焼過程はガソリンの化学反応の

進行に支配されるため，燃料性状に強く依存し，SI 燃焼に比べ燃焼制御の高度化が必要で

ある．さらに，従来のガソリンエンジンに比べて高い圧縮比での SI 燃焼における出力性能

を確保するためには，異常燃焼と燃料性状の関係を解明することが課題となっている． 

本研究では，低負荷運転時は HCCI 燃焼，高負荷運転時は SI 燃焼を行う高圧縮比ガソリ

ン HCCI エンジンの実用化に向けた課題の一つである，燃料性状が HCCI 燃焼と高圧縮比

SI 燃焼に及ぼす影響を，モデル燃料を用いたエンジン実験により明らかにした．また，HCCI

燃焼における燃料性状の影響の定量化とエンジン制御開発を行う際の制御対象モデルとし

て活用することを目的に，着火燃焼時期のモデル式を構築した．さらに，三次元 CFD を用

いて燃料性状の影響を検討するために，多成分燃料に対応できる簡略化された化学反応ス

キームを構築し，これを用いて燃料性状の変化に対応する制御因子としてのエンジン水温

および熱伝達率の変化の効果を三次元数値計算により検討した．結論を要約すると次の様

になる． 

第 1 章は序論であり，研究の背景と目的，従来の研究ならびに実用化に向けた課題を示

した．また，研究の方法と概要について述べた． 

第 2 章では，オクタン価の異なるパラフィン系燃料を用いた SI 燃焼と HCCI 燃焼の高圧

縮比エンジンの実験結果を示した．オクタン価測定用に用いられる CFR エンジンのデータ

と比較することで，SI 燃焼のノッキングは高圧縮比においても RON で表される燃料の低

温側の着火特性と関連があり，一方で，HCCI 燃焼は MON で表される燃料の高温側の着火

特性と関連があることを示した．さらに，高圧縮比 SI 燃焼において，点火前の低温酸化反

応に出力向上効果があることを実験により調査し，その現象について化学反応計算を用い

て明らかにした． 
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第 3 章では，燃料成分の異なる同一オクタン価燃料を用いた SI 燃焼と HCCI 燃焼の実験

を行い，それぞれの燃焼に対する燃料成分の影響を明らかにした．特に SI 燃焼における，

アロマ系炭化水素の影響や，オクタン価調整のために混合される低オクタン価基材の影響

で，上述の低温酸化反応が発生し易くなることを示した．また，HCCI 燃焼においては，燃

料成分の着火への影響が大きく，第 2 章で示した MON だけではその燃焼特性を表現でき

ないことを示した．このため，多成分燃料に対応できる HCCI 燃焼時期のモデル式を提案

しその効果を検証した．さらに，従来のモデル式とは異なり，運転パラメータである燃料

噴射量をモデルパラメータとして導入したため，エンジン制御開発にも活用することを可

能とした．また，このモデル式に用いた燃料成分のパラメータの値を比較することで，各

成分の着火促進あるいは抑制の影響度合いを定量的に示した． 

第 4 章では，三次元 CFD に用いることを狙いとして，多成分燃料に対応する簡略化化学

反応スキームを構築した．化学種数、反応数を増やすことなく多成分燃料に対応できる化

学反応スキームとするために，小規模な簡略化反応スキームをもとに燃料成分に応じて適

切なパラメータを修正することとした．第 3 章において，基準燃料であるパラフィン系成

分の燃料での着火モデル式に対して，他の燃料成分による主要な中間生成物への生成促進，

あるいは抑制の効果を考慮した項を追加することで，混合燃料に対応できる着火モデル式

を構築できることを示した．そこで，簡略化反応スキームでの修正パラメータ選定にも，

この主要な中間生成物の生成促進，抑制に着目する手法を適用した．主要な中間生成物と

しては HCHO と H2O2を対象として，最適化対象とする化学反応式を選定した．また，広

い運転条件で精度よく計算できるように最適化計算に用いる評価関数を選定することで，

リーン条件での着火遅れ時間も精度よく計算できる化学反応スキームを構築した．さらに

精度検証のために，0 次元エンジンモデルにおいて，詳細化学反応スキームを用いた計算結

果と比較した．そして，EGR 率，燃料成分，および活性化学種による HCCI 着火時期への

影響を詳細化学反応計算とほぼ等しく計算できることを示した． 
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第 5 章では，上記の反応スキームと燃焼室の壁面温度分布モデルを組み込んだ三次元

CFD コードを用いて，エンジン水温による HCCI 燃焼制御の可能性を検討した．壁面温度

分布モデルの計算精度検証においては，エンジンに高速応答熱電対を用いて壁面表面温度

計測し，計算結果と比較し十分な計算精度をもつことを確認した．これにより，エンジン

水温の変化が HCCI 燃焼に与える影響度を予測できることを示した．そして，同モデルを

用いてエンジン水温制御により燃料成分の変動による HCCI 燃焼のばらつきを補正し得る

ことを見出した．さらに，部位ごとの水温を変更させることで部位の温度が HCCI 燃焼に

与える感度を明らかにし，ライナー部に比べてシリンダーヘッド部の感度が 2 倍程度高い

ことを示した．最後に，シリンダーヘッド部の冷却水と壁面を断熱することで，冷却水の

設定温度を変化させることなく壁温を上昇させた場合についても検討した． 

 

6.2 今後の研究の発展性 

高圧縮比ガソリン HCCI エンジンの実用化においては，新規の制御デバイスが導入され

ることが考えられるが，このデバイスへの要求や制御ロジックは複雑化するために，これ

らの開発期間を短縮することが重要である．本研究では，実際のガソリンを模擬した多成

分燃料に対応できる HCCI 燃焼時期のモデル式を構築したが，非常に少ない計算負荷で各

種運転条件における燃焼時期が算出できることが特徴である．このため，実際のエンジン

実験を行うことなく制御ロジック，および，制御デバイスを机上で検討するモデルベース

開発における制御対象モデル，いわゆるヴァーチャルエンジンとして精度よく活用するこ

とができる．また今後，車載コンピュータの性能がさらに向上すれば，実際の運転と並行

して次サイクルの燃焼状態を逐次予測しながらエンジン制御することも可能となることが

期待される． 

高圧縮比での SI 燃焼において，点火前の低温酸化反応に出力向上効果があることを見出

したが，このように圧縮着火（CI：Compression Ignition，以後 CI）による燃焼と SI に
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よる燃焼を混在させることで新しい燃焼形態が構築できる可能性が考えられる．SI 燃焼を

先行させてその圧縮により CI 燃焼を誘発させる燃焼としては，図 6.1 に示す PREMIER 燃

焼(1)(2)などが報告されている．さらに，本研究の低温酸化反応を活用した燃焼形態では燃料

を部分酸化させて SI 燃焼を行っており，燃料のエネルギを段階的に取り出して使用すると

いう視点からも新しい燃焼形態を着想するきっかけとなり得る． 

本研究では，多成分燃料に対応できる簡略化化学反応スキームを構築した．今回の構築

手法においては，着火遅れ時間に詳細化学反応スキームの計算結果を用いたが，対象燃料

での実測結果を用いることも可能であるため，将来，市場に導入される多様な構成の燃料

について，従来から用いられている急速圧縮器やショックチューブでの計測結果や，図 6.2

および図 6.3 に示すような近年応用例が報告されているマイクロフローリアクタ(3)(4)を用い

た実験結果などに対しても有効であり今後の適用が期待される． 

また，第 5 章では，冷却水とシリンダーヘッド壁面とを断熱した条件での過渡運転状態

での計算結果を示したが，高圧縮比ガソリン HCCI エンジンでは始動時は SI 運転を行い，

冷却水温度が閾値に達した段階で HCCI 運転に移行する必要があるため，過渡運転状態の

検討が重要となる．このような複雑な運転条件での燃焼状態予測を実際の開発プロセスの

中で行うためには計算時間の短縮化が必要であり，本計算手法はこの点でも有効である．

なお，この計算結果から冷却水と壁面との間を断熱することの効果が示されたが，壁面温

度が過度に上昇すると部材の溶損，油膜の破断などが課題となるため，常に断熱状態にす

ることは不可能である．このことから，冷却水側の壁表面に熱伝導率あるいは熱伝達率を

可変にできる新材料や新デバイスを設置，あるいは，過剰な熱を保持した上で要求に応じ

て熱を放出できるデバイスを燃焼制御に効果的な部位に設置する，などの新たなニーズを

発想することができる．このような検討を進めるためには，冷却水領域の計算メッシュ構

築が必要であり，また，複雑な燃焼室形状についても対応することが必要であり，今後の

課題である．これらの検討を進めるなかで，本研究の成果である簡略化反応スキームを用
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いた燃焼計算とエンジン部材の熱流束計算との連成により，図 6.4 に示すような熱流れにお

ける新たな熱マネジメントコンセプトや熱制御デバイスの検討をさらに進めていくことが

可能となると考える． 

 

 

Fig. 6.1  PREMIER combustion concept(1) 

 

 

Fig. 6.2  Overview of micro flow reactor(3) 
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Fig. 6.3  Weak flame images and their luminosity profiles  

for a stoichiometric ethanol/air mixture(4) 

 

   

Fig. 6.4  Schematic of energy flow in engine system 
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