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1.1. 研究背景 

 

1.1.1. 持続可能なエネルギ消費社会の実現に向けた課題 

 
地球環境問題は，我々の生活と密接に関わっており，世界規模で取り組むべ

き問題として，一般的に認知されている．地球環境問題とは，「人間が活動する

ことによって，自然に対して悪影響を与え，それが自然の力だけでは，短期間

で元に戻らなくなること」と定義できる．図 1-1および図 1-2に地球上の平均気
温および CO2排出量の推移を示す[1]．地球環境問題の中でも，温室効果ガスに
起因する平均気温上昇が年々深刻化しており，世界各地で異常気象が報告され

ている．そのため，温室効果ガス排出量削減は，急務の課題である．特に，代

表的な温室効果ガスである CO2排出量は，指数関数的に増加し続けており，こ

のままでは，近い将来，人類の生命活動が脅かされる危機に瀕している．この

ような状況の中，気候変動枠組み条約が提案され，締結国による地球温暖化防

止に対する国際的な活動が実施されている．本条約では，主要な温室効果ガス

である二酸化炭素の排出削減を加盟国に課しており，1997 年に開催された第 3
回締結国会議(COP3)で「京都議定書」が採択され，本議定書参加国の具体的な
排出削減目標が定められた．2015年に開催された COP21では，新たな法的枠組
みである「パリ協定」が採択され，初めて全ての主要排出国が参加する公平な

協定となったことで「歴史的な合意」と言われている．「パリ協定」では，「産

業革命前からの平均気温上昇を 2℃未満に抑える」という目標が示され，CO2主

要排出国を含め参加各国がこの目標達成に向けて，CO2排出量低減政策を立案，

実行していくことになる．このように，CO2排出削減に関する法的枠組みは整い

つつある一方で，燃料由来の CO2排出量は 1990年比で，約 1.5倍まで増加して
いる[2]．さらに，地球環境問題に付随して，エネルギ資源枯渇に関する問題も
年々深刻化している．新興国を中心とした経済発展とそれに伴う人口増加によ

り，現政策ベースで 2016 年から 2040 年までの間に，エネルギ需要は，約 50%
以上増加すると予測されている[3]．また，具体化されていないものも含め，2040
年までの気候変動に関する政府政策公約が着実に実施されたと仮定した場合で

も，約 30％の増加が見込まれており，将来のエネルギ需要の高まりは，避けら
れないものとなっている． 
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1.1.2. 運輸産業における内燃機関の必要性 

 
このような背景を受け，運輸産業においても CO2排出量およびエネルギ消費

量削減が強く求められている．図 1-3 に乗用自動車からの CO2排出規制の推移

を示す[4]．自動車業界においては，CO2排出規制の厳格化が急速に進んでおり，

欧州では，2020年に CO2排出量 95g/km以下，2025年に CO2排出量 80.8g/km以
下に制限する規制が施行される予定である[5]．さらに，将来的には，ガソリン，
ディーゼルエンジンのみを搭載した自動車（モータとエンジンのハイブリッド

システム搭載の自動車を除く）販売を禁止する政策も検討されている．また，

米国カリフォルニア州では，州内で一定台数以上自動車を販売するメーカに対

して、その販売台数の一定比率を ZEV（Zero Emission Vehicle）にしなければな
らないと定めた ZEV（Zero Emission Vehicle）規制が施行されている．なお，ZEV
とは，走行中に排出ガスを一切出さない自動車，つまり電気自動車や燃料電池

自動車を指す． 
このような規制強化を受け，電気自動車や水素自動車の研究開発が急速に進

められているが，これら次世代パワーソースを搭載した自動車の普及に向けて

は課題がある．電気自動車普及に向けては，電力需要の高まりに対応した電力

供給設備の増強，航続距離と電池寿命の拡大，そして，電力供給設備における

CO2 排出量の削減が主要な課題として挙げられる[5]．一方，燃料電池自動車普
及に向けては，水素供給インフラの拡充および貴金属部品点数の削減が主要課

題に挙げられる．このように，電気自動車や燃料電池自動車の本格普及に向け

ては，依然として革新的な技術進化が必要不可欠であり，図 1-4に示すように，
2040 年においても内燃機関が搭載されている自動車の割合は，市販されている
自動車の 50%を超えると予想されている[6]．したがって，内燃機関から排出さ
れる CO2排出量および消費エネルギ量の削減は急務の課題であり，内燃機関の

熱効率を飛躍的に向上させる革新的技術の研究開発をより一層加速させなけれ

ばならない． 
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1.2. 自動車用内燃機関の熱効率 

 

1.2.1. 熱効率向上に向けた課題 

 
内燃機関の熱効率改善に向けては，理論熱効率を高めること，そして，サイ

クル全体でのエネルギ損失を最小限に留めることが重要である．まず，式(1-1)
に示すように理論熱効率thは，機関の圧縮比と作動ガスの比熱比が制御因子
であり，両者が大きいほど理論熱効率は高くなる[7]． 𝜂௧௛ = 1 − ቀଵఌቁఙିଵ (1-1) 

燃料の比熱比は，空気に比べて低いため，比熱比改善に向けては，燃料/空気
の混合気に占める燃料のモル分率を抑えること，すなわち希薄燃焼化が有効で

ある．希薄燃焼による熱効率改善効果は，ディーゼルエンジン・ガソリンエン

ジン問わず実験的に検証されており，希薄燃焼領域においても燃焼安定性を確

保しやすいという観点から，量産されているディーゼルエンジンは，そのほと

んどが希薄燃焼を採用している[8]．また，近年では，ガソリン希薄燃焼に関す
る研究開発も加速している．燃料希薄条件においては，層流燃焼速度が非常に

小さくなるため，主に火炎伝播により燃焼が進行するガソリンエンジンでは，

燃焼期間緩慢化が問題となる．燃焼期間が緩慢化することにより，圧縮上死点

近傍での燃焼質量割合が低下し，排気損失の悪化を招く．この問題を解決する

ために，近年では主に 2 つの考え方が提案されており，研究開発が進められて
いる[9]-[16]． 
まず 1つ目は，燃焼速度の高速化である．燃焼期間を短縮するためには，乱

流燃焼速度を速くすること，そして初期火炎核を大きくすることが重要である．

乱流燃焼速度は，層流燃焼速度と燃焼室内の乱れ強さが主要な制御因子となる．

層流燃焼速度が非常に小さい希薄燃焼条件においては，燃焼室内の乱れ強さを

強くすることが有効である．そのため，燃焼室内のタンブル流動強化や点火直

前の燃料噴射により燃焼室内の流動強化を図り，燃焼を開始する圧縮上死点近

傍における乱れ強さを強くする技術が提案されている[17]-[21]．これにより，燃
料に対する空気の質量割合を示す空気過剰率（以下，）を 2.0 程度まで希薄化
した条件においても，理論混合気条件からの燃焼速度低下を招くことなく安定

した燃焼を実現することができている．次に，初期火炎核を大きくするための

技術として，副室式燃焼方式や多重放電による点火強化が提案されている

[22]-[27]．副室式燃焼方式では，副室内に理論混合比に近い燃料/空気混合気を
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生成し，それに点火することで，副室から主室に向けて火炎が噴射される．副

室から主室の広範囲な領域に噴射された火炎が，主室内に分布する燃料/空気混
合気に対する初期火炎核となるため，層流燃焼速度が非常に小さい希薄燃焼条

件においても，燃焼速度を高速化することができる．また，多重放電により，

放電経路が拡大し，初期火炎核径が大きくなることが報告されている[24]． 
希薄条件における燃焼期間を短縮するための 2つ目の方法は，燃料/空気混合

気の自着火を活用した controlled auto ignition (CAI)燃焼である[28]．CAI燃焼では，
燃焼室内の燃料/空気混合気が燃焼室内で多点同時的に着火することで燃焼が進
行するため，=2.0以上の超希薄燃焼条件においても，量論混合比(=1.0)と同等
の燃焼期間を実現できる[29]．しかし，CAI燃焼は，燃料/空気混合気の自着火時
期で燃焼開始時期が決まるため，自着火時期に大きな影響を及ぼす因子である

吸気温度や空気過剰率が変動することにより，燃焼位相が大きく変動し，強い

圧力波を伴う異常燃焼や失火を引き起こす．そのため，吸気温度や空気過剰率

の変化に対してロバストな自着火時期制御が課題となる[30]．この課題を解決す
るために可変圧縮比機構[31]や排気再循環（EGR）を活用した自着火時期制御技
術が提案されている[32], [33]．可変圧縮比機構や排気再循環（EGR）機構を備え
ることで，吸気温度や空気過剰率が変化したとしても，混合気が自着火する直

前の燃焼室内状態量(ガス温度，圧力等)を一定に制御できるため，自着火時期の
変動を最小限にできる．また，オゾンに代表されるプラズマ生成化学種を活用

した燃料混合気着火制御技術もロバストに自着火時期を制御できる手段として

注目されている[34-38]．そして，SI 機関で採用されているスパークプラグを用
いて燃料 /空気混合気の自着火時期を制御する spark controlled compression 
ignition（SPCCI）燃焼や SI-CI燃焼と呼ばれる燃焼方式をガソリンエンジンに適
用した例も提案されており，近年では実用化に向けた開発が進められている

[39]-[46]．さらに，燃料混合気の自着火時期に対しては，燃料組成も大きく影響
する．エンジンの仕向地ごとに，燃料組成は異なる可能性が高く，CAI エンジ
ンを実用化するためには，燃料組成の変化に対してロバストな自着火時期制御

技術が必須となる．これを可能にする技術として，大量の EGRを導入すること
による自着火時期制御技術が提案されている．EGR 率を 80%に引き上げること
で，燃料組成が変化した場合においても，燃焼開始時期および燃焼重心がほと

んど変化しないことが報告されている[47]．燃料組成が変化することにより，低
温酸化反応に起因する熱発生量が変化するため，燃料/空気混合気の自着火時期
が変化する．大量の EGRを導入することで，低温酸化反応を抑制するため，燃
料組成が変化した場合においても，燃焼開始時期と燃焼重心ほとんど変化せず，

ロバストな CAI燃焼制御が可能となる． 
以上のような希薄燃焼条件における燃焼期間短縮技術の進化により，自動車



第 1章 緒論 
 

5 
 

用ガソリンエンジンにおいても，希薄燃焼による熱効率改善が実現できている． 
次に，高圧縮比化による熱効率改善効果に関して述べる．量産エンジンにお

いて，圧縮比を 14 から 16 程度まで高圧縮比化することにより，熱効率は改善
することが実証されている．しかし，過度な圧縮比増加は逆に熱効率悪化を招

く． 
まず，火花点火ガソリンエンジンにおいては，ノッキングに代表される異常

燃焼の発生が，圧縮比増加による熱効率悪化要因である[6]．高圧縮比エンジン
では，圧縮上死点における温度，圧力が高くなるため，燃料/空気混合気が多点
同時に燃焼して急激な圧力上昇や重大な機関破損を招くノッキングが発生しや

すくなる[48]．ノッキングは，燃焼室内で圧力振動が生じる急峻な燃焼状態を指
すものとする．通常，高圧縮比エンジンでは，これを避けるために，最大熱効

率が得られる最適な燃焼開始時期（以下，MBT）から燃焼開始時期を遅角化せ
ざるを得ず，これにより等容度が悪化し，熱効率の悪化を招く[48]．MBT にお
いてノッキングを抑制するためには，エンジン燃焼室内のエンドガス部におい

て多点同時的に生じる燃料/空気混合気の自着火を抑制することが重要である
[49]．なお，燃焼室内のエンドガス部は，火炎と壁面の間に位置する未燃混合気
領域と定義する．エンドガス部の自着火を抑制するためには，エンドガス部の

燃料混合気の温度を低減することが重要であり，これまでに，冷却した排気ガ

スを燃焼室内に再循環する外部 EGRや，燃焼室内への水噴射がエンドガス部自
着火抑制に効果的であることが実証されている[50]-[57]．また，エンドガス部が
自着火する前に燃焼を完結させることもノッキング抑制に効果的であり，前述

のような流動強化による燃焼速度向上が有効である．さらに近年では，燃焼開

始時期を遅角化しつつも，等容度の悪化を最小限に抑える技術（リタード急速

燃焼）が提案されている．圧縮行程後半に燃料噴射圧力 100MPa程度の超高圧条
件で燃料を燃焼室内に直接噴射することで，燃焼室内の流動を強化し，リター

ド急速燃焼を可能にしている[21], [22]．このような技術により，高圧縮比化によ
り，高熱効率な燃焼が実現できると考えられる． 
一方，圧縮比増加による異常燃焼が起きにくい CAIエンジンやディーゼルエ

ンジンにおいても過度な高圧縮比化により熱効率が悪化する．その要因は，冷

却損失である．図 1-5に，MBTにおける図示熱効率と圧縮比との関係を示す[58], 
[59]．なお，図に示す結果は，0次元エンジン燃焼計算により算出した結果であ
る．図 1-4から圧縮比 20以上では，圧縮比を高くすることにより，図示熱効率
が低下していることが分かる．これは，圧縮比を高くすることにより，燃焼室

内の圧力・温度が上昇し，壁面への伝熱量が大きくなるためである．そのため，

冷却損失低減割合を大きくするほど，最大図示熱効率となる圧縮比は，高圧縮

比側にシフトする．この数値計算結果は，ノッキングに代表される異常燃焼を



第 1章 緒論 
 

6 
 

克服できたとしても，冷却損失を低減できなければ，熱効率が改善しないこと

を意味している．したがって，圧縮比増加による熱効率改善効果を最大限得る

ためには，冷却損失低減が必要不可欠であると言える． 
 

1.2.2. 冷却損失低減技術 

 
冷却損失を低減するためには，燃焼室内のガス温度が高くなる圧縮上死点近

傍の伝熱面積および単位面積当たりの伝熱量を小さくする必要がある． 
まず，圧縮上死点近傍の伝熱面積を小さくするためには，燃焼室のボア径に

対してストローク長を長くすることが有効であると報告されている[60]．しかし，
ロングストローク化は，燃焼室内流動を強くするため，過度なロングストロー

ク化は，冷却損失低減効果が十分に得られない可能性がある． 
次に，単位面積当たりの伝熱量を小さくするためには，燃焼室内のガスから

壁面への熱の伝わりやすさを示す熱伝達係数，そして燃焼室内のガス温度と壁

面温度の差を最小にする必要がある．まず，熱伝達係数低減に関して，発達し

た壁乱流においては，熱伝達係数を表す無次元数であるヌッセルト数は，主流

の平均流速に基づくレイノルズ数とプラントル数で表現することができ[61]，エ
ンジン燃焼室内においても，ヌッセルト数とレイノルズ数との間には相関関係

が成り立つことが示されている[62], [63]．したがって，熱伝達係数を低減するた
めには，壁面近傍の流動低減が有効である[64]-[67]． 
次に，ガス温度低減に関しては，前述の希薄燃焼が有効である．希薄燃焼条

件では，燃焼温度が量論混合気条件に対して低くなるため，冷却損失が低減す

ることが実証されている[68], [69]． 
最後に，壁面温度を高めるためには，燃焼室壁面から冷却水への伝熱を抑制

することが重要である．これを実現するため，1970 年代後半にセラミックに代
表される低熱伝導率な材料をエンジン燃焼室壁面に適用する技術が提案され

[70]，これによる圧縮上死点近傍の壁面温度上昇効果が確認された[71]．しかし
ながら，吸気行程中の壁面温度も高くなってしまうため，吸気中のガス温度が

上昇し，燃焼室内への空気充填量の悪化や圧縮上死点近傍でのガス温度上昇に

よるノッキングが問題となる[72]-[75]．これを解決するためには，吸気行程の壁
面温度は低く,かつ圧縮上死点近傍のガス温度は低く保つ必要がある．すなわち，
ガス温度の変化に追従して壁面温度が変化する機能が求められる．低熱伝導率

に加えて，体積比熱が小さい材料（以下，遮熱材）を壁面に適用することで，

この機能を実現する技術が近年提案されており[76]，壁面温度計測により，ガス
温度に追従した壁面温度履歴を実現可能なこと，そして単位体積・単位時間当
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たりの伝熱量を意味する壁面熱流束低減効果，そしてエンジンの熱効率改善効

果が実証されている[77]-[80]．また，このようなガス温度と壁面温度差を低減す
る効果に加えて，平板上に形成された乱流境界層における結果ではあるが，壁

面温度変化が熱伝達係数に影響を及ぼすことが報告されている[81]．そのため，
エンジン内に遮熱材を適用して壁面温度がガス温度に追従して大きく変化する

条件においても，同様の現象が生じると予測できるが，既往研究[81]に対して，
エンジン燃焼室内のガス圧力，温度そして壁面温度が 1 サイクル中で非定常的
に変化するという点に違いがあるため，壁面温度の非定常的な変化が熱伝達係

数に及ぼす影響は明らかにされていない． 
このような技術により冷却損失を低減することで，広い運転領域において熱

効率が改善すると思われる．しかし，エンジン運転条件によっては，冷却損失

を低減することで，冷却損失以外の損失が増えるトレードオフが生じる．例え

ば，冷却損失を低減することにより，圧縮上死点近傍の燃焼室内圧力および温

度が上昇するため，ノッキング限界が悪化する．また，熱伝達係数を低減する

ために燃焼室内に形成される流動を低減すると，特に希薄燃焼条件で燃焼期間

が長期化し，未燃損失および排気損失が悪化する．これらの複雑に絡み合うト

レードオフを迅速かつ効果的にブレークスルーし，冷却損失低減と高圧縮比化

による熱効率改善効果を最大化するためには，開発そのものを机上で効率良く

行うモデルベース開発（以下，MBD）が重要になる[82]． 
そのため，従来から，燃焼室内の現象を 0次元化して表現する数値計算(以下，

0次元 CAE)を用いたエンジン開発が実践されてきた．このような数値計算では，
ヌッセルト数,レイノルズ数およびプラントル数との相関を表現する実験式を用
いて熱伝達係数を表現し，壁面熱流束を予測する壁面熱伝達モデル[83]-[95]が一
般的に用いられる．また，このようなモデル以外にも，熱伝達係数と燃焼室内

の平均乱流エネルギ，平均流速との関係を表現する壁面熱伝達モデル[96], [97]，
気体分子運動論に基づき壁面熱流束を予測する壁面熱伝達モデル[98]，そして，
後述するエンジン CFDにも適用される，壁面境界層内の 1次元物理量分布を表
現した壁面熱伝達モデル[99]-[101]を適用した例が報告されている．0 次元 CAE
は，非常に低い計算負荷でエンジン燃焼室内壁からの冷却損失量を予測できる

ことが特徴である．しかし，エンジン諸元やエンジン運転条件によっては，冷

却損失量の予測精度が大きく悪化するため，0 次元 CAE だけでは，開発に手戻
りが生じる可能性が高い．そのため，様々なエンジン諸元，運転条件における

冷却損失量を机上で精度良く予測するためには，0 次元 CAE に加えて，エンジ
ン燃焼室で非定常的に変化する壁面境界層内の物理量分布，そして，局所壁面

熱流束の空間分布を正確に予測できる 3 次元数値流体解析（以下，CFD）を併
用することが重要である． 
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CFDを活用して壁面境界層内の物理量分布を正確に予測するためには，乱流
モデルを用いずに壁面境界層の物理量挙動を非常に細かい計算格子を適用して

計算する direct numerical simulation (DNS)が理想的な計算手法として知られてい
る[102], [103]．しかし，十分な空間解像度を持つ DNSをエンジン燃焼室内に適
用した場合，現在の計算機能力では莫大な計算時間が必要となる[104]．DNSに
準ずる精度をもつ計算手法として，壁面境界層内の低レイノルズ数効果を考慮

した乱流モデルを適用する計算手法がある[61]．この手法を用いた場合において
も，壁面境界層内を細かい計算格子で解像する必要があるが，DNS よりも計算
格子サイズを大きくできる．本手法に関して，応力-歪み相関式を仮定する渦粘
性モデル[105], [106]や流れが物体に衝突する場所においても高精度な予測が可
能な非線形渦粘性モデル[107]がこれまでに提案されており，壁乱流が発達して
いない壁面境界層内における物理量挙動を精度良く予測できる．そのため，エ

ンジン燃焼室内の非定常性の強い流動場においても精度良く壁面境界層内の物

理量特性を予測できると考えられ，エンジン燃焼室における高精度壁面熱流束

予測が期待できる．しかし，本手法においても開発適用を想定した場合，現在

の計算能力では，計算時間が現実的ではなく，エンジン燃焼室内の壁面熱伝達

計算に適用された例はほとんどない．なぜなら，エンジン燃焼室内の高圧環境

では，壁面境界層厚さは数百m 程度であり[108], [109]，少なくとも数m 以下
の計算格子を壁面近傍に配置する必要があるからである．そのため，高精度で

壁面流束を予測でき,なおかつ計算負荷が小さい壁面熱伝達モデルが求められる． 
 

1.3. 内燃機関開発に適用される壁面熱伝達モデル 

 

1.3.1. 壁面熱伝達モデル 

 

本項では，エンジン開発における CFDに一般的に実装されている壁面熱伝達
モデルとモデルに適用されている仮定に関して述べる．エンジン開発における

CFD では，壁面最近傍に 0.5mm~1mm の計算格子を配置し，壁面熱伝達モデル
を適用している[110]-[114]．エンジン CFDに適用する壁面熱伝達モデルとして，
流体およびエンジン構造体に計算格子を適用し，両者を連成させ熱力学的に壁

面熱流束を予測するモデル[115]や，壁面境界層全体の物理量挙動をモデル化し，
壁面熱流束を予測するモデル[116]-[123]が適用されている．後者のモデルに関し
て，一般的には乱流境界層内の物理量分布を仮定して壁面境界層内の物理量分

布を表現するが，近年では，解析的に壁面境界層内の物理量分布を表現するモ
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デル[124]-[127]も提案されている． 
エンジン開発における CFDでは，後者のモデルが多用されており，乱流境界

層内の物理量分布を仮定して壁面境界層内の物理量分布を表現する．本節では，

このような壁面熱伝達モデルに関して，壁面熱伝達モデルの構造と適用されて

いる主要な仮定を記述する．なお，壁面熱伝達モデル式の導出過程の詳細は，

付章 Aに記述する．まず，本壁面熱伝達モデルでは，主に 3つの仮定を適用し
て壁面境界層内の流速分布および温度分布をモデル化し，壁面熱流束を表現す

る． 
1つ目として，壁面境界層内は，準定常状態であり，さらに壁面に対して垂直

方向のみ物理量変化が生じると仮定する．また，壁面境界層内における熱発生

は考慮しない．このような仮定を考えることで，壁面境界層内のエネルギ方程

式は，以下のように表現できる． డడ௬ ቄ(𝜆+ 𝜆௧) డ்డ௬ቅ = 0. (1-2) 

なお，式(1-2)中の T, , t,そして yは，それぞれ燃焼室内ガスの温度，熱伝導率，
乱流熱伝導率，そして壁面からの距離を示す． 
次に 2 つ目の仮定として，壁面境界層内の温度場と速度場のアナロジーが成

り立つと仮定する．つまり，以下に示す通り，壁面熱流束 qwは，壁面せん断応

力wと比例関係が成立すると仮定する 𝑞௪ ∝ 𝜏௪. (1-3) 
なお，壁面せん断応力は，燃焼室内のガス密度, 摩擦速度 uを用いて以下のよ
うに表現できる． 𝜏௪ = 𝜌𝑢ఛଶ. (1-4) 
最後に 3 つ目の仮定として，壁面境界層内の流動特性は，壁乱流が発達した

乱流境界層における流動特性と同じであると仮定する．壁乱流が発達した乱流

境界層においては，壁面から十分に離れた領域において，摩擦速度で無次元化

した壁面に平行な成分の平均流速(以下，無次元流速)が摩擦速度で無次元化した
壁面からの距離(以下，無次元距離)に対して対数の関係で表現できる． 𝑢ା = ଵ఑𝑙𝑛𝑦ା + 𝐴 (y+≧40), (1-5) 

𝑢ା = ௎௨ഓ, (1-6) 

𝑦ା = ௨ഓ௬ఔ . (1-7) 

なお，はカルマン定数，Aは定数であり，壁乱流が発達した乱流境界層におい
ては，=0.41～0.42，A=5.2が一般的に適用される．また，Uおよびはそれぞれ
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壁面に平行な方向の平均流速，動粘性係数を示す．また，上述のように，壁面

境界層内の温度場と速度場のアナロジーを考慮すると，以下のように定義する

無次元温度も，無次元距離に対して対数の関係で表現できる． 𝑇ା = ௉௥೟఑ 𝑙𝑛𝑦ା + 𝐵 (y+≧40). (1-8) 

𝑇ା = ∫ ఘ௖೛௨ഓௗ்௤ೢ , (1-9) 

なお，Prtは乱流プラントル数，B は定数であり，壁乱流が発達した乱流境界層
においては，Prt=0.8～1.0，B=5.2が一般的に適用される．また，cpは，燃焼室内

ガスの定圧比熱を示す．以上のように表現される u+および T+は，壁関数と言わ

れている．また，壁関数が成立するため，壁面境界層内の渦動粘性係数tと動粘

性係数との比は，y+の関数で表現することができ，壁から十分に離れた領域に

おいては，以下の関係が成り立つ ఔ೟ఔ = 𝜅𝑦ା.  (y+≧40). (1-10) 

以上の仮定を考慮して壁面熱流束を表現するが，壁面境界層内の密度変化お

よび圧力仕事項を考慮するかどうかで壁面熱流束の表現が異なる． 
まず，壁面境界層内の密度変化および圧力仕事項を考慮しない壁面熱伝達モデ

ルの代表として，Launder and Spaldingにより提案されたモデル[116]が挙げられ
る． 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓଶ.ସସ௟௡௬శାଶ.ଷଶା ഏ రൗ౩౟౤ (ഏ రൗ )ቀమలೖ ቁబ.ఱቀ భುೝିଵቁቀ భುೝቁబ.మఱ (𝑇−𝑇௪). (1-11) 

なお，Pr, Twそして kはそれぞれプラントル数，壁面温度，そして乱流運動エネ
ルギを示す． 
次に，壁面境界層内の密度変化を考慮し，圧力仕事項を考慮しない壁面熱伝

達モデルの代表として，Han and Reitzが提案した，以下の壁面熱伝達モデル[118]
が挙げられる． 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ்ଶ.ଵ௟௡௬శାଶ.ହ𝑙𝑛 ( ்்ೢ ). (1-12) 

そして，壁面境界層内の密度変化は考慮せず，圧力仕事項を考慮する壁面熱

伝達モデルの代表として，Huh et al.により提案された以下の壁面熱伝達モデル
[120]が挙げられる． 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ(்ି்ೢ )ା൫ଶ.ଵଽହ௬శା଼଻.ଵଶ௉௥ିଶ଼.ଽ଼൯೏ು೏೟ ഌೠഓଶ.ଵଽହ௟௡௬శାଵଷ.ଶ௉௥ିହ.଺଺ . (1-13) 

なお，P, tはそれぞれ燃焼室内の圧力および時間を示す． 
最後に，壁面境界層内の密度変化および圧力仕事項を考慮する壁面熱伝達モ
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デルの代表として，Rakopoulos et al.により，以下の壁面熱伝達モデル[122]が提
案されている． 

𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ்௟௡ ೅೅ೢା൭ ೤శషరబబ.రళలళశ భುೝାଵଵ଻.ଷ଻൱೏ು೏೟ ഌೠഓభబ.రళలళቄ௟௡ቀ௬శା భುೝబ.రళలళቁି௟௡ቀସ଴ା భುೝబ.రళలళቁቅାଵ଴.ଶଷ଼ସ. (1-14) 

 

1.3.2. 壁面熱伝達現象解明とモデル高精度化に関する従来研究 

 
前述の壁面熱伝達モデルは，準定常状態において壁乱流が発達している乱流

境界層の特徴を基に構築されており，この仮定の妥当性をエンジン燃焼室内に

おいて検証する必要がある．エンジン燃焼室内では，燃焼室内の温度，圧力，

流速そして壁面温度が圧縮・膨張により 1 サイクル中に大きく変化する．その
ため，壁面境界層内の物理量挙動も非定常的に変化し，それが壁面熱伝達に影

響を及ぼす． 
エンジン燃焼室内の非定常環境における壁面熱伝達モデル精度検証を進める

ために，まずエンジン燃焼室内における壁面熱流束を把握する必要がある．前

述のようにエンジン燃焼室内壁からの壁面熱流束は，壁面境界層内の物理量挙

動と同じく非定常的に変化する．このような壁面熱流束の非定常的な変化をと

らえるためには，燃焼室壁面の温度履歴を正確に計測し，燃焼室壁内部の温度

履歴を解析する必要がある[128], [129]．これまでに，熱接点に薄膜構造を用いて
数 kHz以上の時間応答性を実現した，高応答熱電対が開発され[130]-[137]，これ
をエンジン燃焼室壁に複数点配置し，壁面熱流束を計測した結果が多数報告さ

れている[138]-[155]． 
このような手法で計測した壁面熱流束結果を用いて，エンジン燃焼室壁面へ

の熱伝達現象の解明に基づく，壁面熱伝達モデルの精度検証が進められてきた．

その一例として，0 次元 CAE に一般的に適用されている壁面熱伝達モデルの精
度検証結果[156]-[158]や，前述のようなエンジン CFD に一般的に適用されてい
る壁面熱伝達モデルの精度検証結果[159]-[163]が多数報告されている．そのほと
んどは，モデルを実装したエンジン CFDによる壁面熱流束予測結果と高応答熱
電対による壁面熱流束計測結果を比較して，壁面熱伝達モデルの精度検証を実

施している．しかしながら，このようなアプローチでは，乱流モデルと壁面熱

伝達モデルの予測精度が十分に切り分けることができない．さらに，モデルで

考慮している仮定の妥当性を検証するには至っていないため，モデルの適用範

囲も明らかに出来ない． 
壁面熱伝達モデルに適用されている仮定を検証し，精度と適用範囲が明確化
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されたモデルを確立するためには，壁面境界層内物理量分布，特に壁面熱流束

の重要な制御因子である壁面境界層内の流動特性を把握し，壁面熱流束との関

係を明らかにすることが重要である．したがって，壁面熱流束計測に加えて，

エンジン燃焼室で形成される壁面境界層内の物理量計測が実施されてきた． 
エンジン燃焼室内壁面近傍における流速は，1986年に初めてBracco et al.[108]

により報告された．Bracco et al.は，火花点火エンジンの燃焼室壁面から 0.5mm
の流速を laser doppler velocimetry (LDV)により計測した．その結果，この計測点
における平均流速は，燃焼室内の最大流速の 90%程度であり，エンジン燃焼室
内に形成される壁面境界層の厚さは 0.5mmより薄いことを示した． 
この領域を高解像度かつ鮮明に可視化することは非常に難しく，エンジン燃

焼室内を対象とした壁面境界層内の物理量計測結果は，数例しか報告されてい

ない[164]-[171]．壁面境界層内の流動特性に関しては，100m以内の空間解像度
を持つ LDVや particle image velocimetry (PIV)を用いた計測が試みられている．
Foster et al.[109]は，60mの空間解像度を持つ LDVを火花点火エンジンの燃焼
室壁近傍に適用し，エンジン回転数 300rpmの条件において，スワール流が壁面
近傍の速度境界層厚さに及ぼす影響を調査した．圧縮行程後半の非燃焼環境に

おいては，スワール流の強さにより，速度境界層厚さは変化し，スワール流が

強いほど速度境界層厚さが薄くなることを示した．一方，燃焼中は，スワール

流の強さによらず，速度境界層厚さが変化しないことを報告した．Pierce et 
al.[165]は，50mの空間解像度で 4バルブエンジンの吸気行程から排気行程直前
までの壁面境界層内流速計測を実施した．吸気バルブが開いた直後に，壁面境

界層内の流速変動が大きくなることを報告した．Alharbi et al.[167]，Jainski et 
al.[170]は，45mmの解像度を持つ時系列PIV/PTVにより，エンジン燃焼室内の
壁面境界層における 2 次元流速分布を計測した．その結果，シリンダヘッド壁
面近傍に形成される壁面境界層内の流速は，壁面に平行な成分が支配的である

ことを示した．また，志村ら[171]は，高タンブル流動を形成する火花点火式ガ
ソリンエンジン燃焼室内の壁面境界層内流速分布をPIVにより計測した．その
結果，エンジン燃焼室内では，乱流境界層は十分に発達していないことが明ら

かにされた[171]．そのため，上述の壁面熱伝達モデルで考慮している「壁面境
界層内の流速は，壁面に平行な成分が支配的である」という仮定は妥当である

と考えられるが，「壁面境界層内の流動特性は，発達した乱流境界層の特徴を満

たす．」とした仮定に関しては，その妥当性を検討する必要がある．このように，

エンジン燃焼室内の壁面境界層内流動特性を高解像度で可視化できるようにな

ったことで，壁面熱伝達モデルで考慮している仮定の妥当性を検証できるよう

になってきた． 
以上のように，エンジン燃焼室内における壁面熱流束計測および壁面境界層



第 1章 緒論 
 

13 
 

内の流速計測がこれまでに実施され，上述の壁面熱伝達モデルの妥当性検証が

進められている．しかしながら，壁面境界層内の流動特性と壁面熱流束との関

係を同一条件で議論した研究例はほとんど報告されておらず，エンジン燃焼室

内において，高い精度と低い計算負荷を両立できる壁面熱伝達モデルが確立さ

れているとは言い難い．既往研究を踏まえて考えると，このような壁面熱伝達

モデルを確立するためには，少なくとも以下に記す環境において，壁面境界層

内の流動特性と壁面熱流束との関係を明らかにし，壁面熱伝達モデルで考慮し

ている仮定の妥当性を吟味することが強く求められる． 
 
壁面熱伝達モデルの精度および仮定の妥当性を検証すべき環境 
・雰囲気温度，圧力，流速そして壁面温度が非定常的に変化する環境 
・壁乱流が発達していない様々な壁面境界層内流速分布が形成される環境 
 

1.4． 研究目的と本論文の構成 

 
本研究では，自動車用エンジン燃焼室内と同等の環境における壁面熱伝達現

象を明らかにし，このような環境で高い精度と低い計算負荷を両立できる壁面

熱伝達モデルを明確にすることを目的とする．具体的なアプローチとして，以

下の壁面境界層における壁面熱流束とその制御因子である壁面境界層内の流動

特性を同一条件で計測し，上述の壁面熱伝達モデルで考慮されている仮定の妥

当性を検証する．そして，必要に応じて仮定を見直し，壁面熱伝達モデルを修

正する． 
 
対象とする壁面境界層 
・雰囲気温度，圧力そして流速が非定常的に変化する乱流境界層 
・雰囲気温度，圧力，流速そして壁面温度が非定常的に変化する乱流境界層 
・雰囲気温度，圧力そして流速が非定常手に貴変化する非発達乱流境界層 

 
第 2章では，燃焼室内のガス温度，圧力そして流速が非定常的に変化する乱

流境界層の壁面熱伝達現象を解明し，この環境において高い精度と低い計算負

荷を両立できる壁面熱伝達モデルを明らかにすることを目的とする．まず，圧

力，温度そして流速が 1 サイクル中で非定常的に変化する乱流境界層を急速圧
縮膨張装置で表現し，壁面境界層内の流速分布と壁面熱流束を計測し，両者の

関係を明らかにする．次に，得られた計測結果を用いて，定常状態の十分に発

達した乱流境界層の流動特性を仮定した壁面熱伝達モデルの適用性を検証する．
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特に，第 2 章においては，壁面熱伝達モデルで考慮している以下に示す仮定の
妥当性を明らかにする． 

 
第 2章で検証する壁面熱伝達モデルの仮定 
・壁面境界層内は，準定常状態であり，さらに壁面に対して垂直方向のみ物理

量が変化する． 
・壁面境界層内は，温度場と速度場のアナロジーが成立する． 
 
第 3章では，燃焼室内のガス温度・圧力・流速の変化に加え，壁面温度が非

定常的に変化する乱流境界層の壁面熱伝達現象の解明および，この環境におい

て精度と計算負荷を両立できる壁面熱伝達モデルを明らかにすることを目的と

する．低熱伝導率な材料中に空隙を設けることで，体積比熱と熱伝導率を同時

に低減する遮熱材を表面に塗布した薄膜熱電対を供試する．そして，これを第 2
章で用いた急速圧縮膨張装置に適用し，燃焼室内ガス温度の変化に追従して壁

面温度が大きく変化する乱流境界層を形成する．そして，壁面境界層内の流動

と壁面熱流束・熱伝達係数との関係を調査し，第 2 章と同様に，定常状態の発
達した乱流境界層の流動特性を仮定した壁面熱伝達モデルの適用性を検証する．

第 3 章では，第 2 章と同様に，壁面熱伝達モデルで考慮している以下に示す仮
定の妥当性を明らかにする． 
 
第 3章で検証する壁面熱伝達モデルの仮定 
・壁面境界層内は，準定常状態であり，さらに壁面に対して垂直方向のみ物理

量が変化する． 
・壁面境界層内は，温度場と速度場のアナロジーが成立する． 
 
第 4章では，燃焼室内の圧力，温度，そして流速が非定常的に変化する環境

において，壁乱流が発達していない壁面境界層の壁面熱伝達現象を解明し，こ

の環境において精度と計算負荷を両立できる壁面熱伝達モデルを明らかにする

ことを目的とする．上述のように，エンジン燃焼室内では，壁乱流が十分に発

達していない条件が存在する．急速圧縮膨張装置の燃焼室形状を工夫すること

により，壁乱流が発達していない壁面境界層を形成し，壁面境界層内の流速分

布および壁面熱流束を計測した．そして，これらの結果を活用して，壁乱流が

十分に発達していない壁面境界層における熱伝達特性を調査し，このような環

境においても，計算負荷の増大なく壁面熱流束を定量的に予測可能な壁面熱伝

達モデルを提案する．最後に，提案した壁面熱伝達モデルをエンジン CFDに適
用し，エンジン燃焼条件におけるモデル適用性を明らかにする．第 4 章では，
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壁面熱伝達モデルで考慮している以下に示す仮定の適用性を明らかにし，修正

する． 
 
第 4章で検証，修正する壁面熱伝達モデルの仮定 
・壁面境界層内の流動特性は，壁乱流が発達した乱流境界層内の流動特性と同

じである． 
 
第 5章では，第 2章から第 4章までの結論を述べる． 
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Figure 1-1 Time history of increase of global mean temperature from that in 1960 [1] 

 

 

Figure 1-2 Time history of atmospheric carbon-dioxide ppm [1] 
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Figure 1-3 Transition of CO2 emission regulation in Japan, USA and EU [3] 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figure 1-4 Annual light-duty vehicle sales by technology type, Blue Map Scenario [6] 
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Figure 1-5 Thermal efficiency and losses under various compression ratio calculated by 
zero-dimensional simulation in engine combustion chamber [58] 
 
 



 

第 2章 
 

雰囲気温度・圧力が変化する乱流

境界層の壁面熱伝達 
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2.1 はじめに 

 

 前述のように，内燃機関の燃焼室内は，ピストン圧縮膨張により，温度およ

び圧力が 1サイクル中に常温, 常圧から，最大で 1000K, 5MPa相当（非燃焼場），
2000K, 10MPa相当（燃焼場）まで変化する．そして，ピストン挙動に起因して，
燃焼室内の流速も時々刻々と変化する．このように，エンジン燃焼室内は，非

定常が強い環境ではあるが，定常状態で形成される乱流境界層の流動特性，壁

面熱伝達特性を基に構築された壁面熱伝達モデルがエンジン開発に適用されて

いる．このような環境において，計算負荷を低く抑えつつ，精度が担保された

壁面熱伝達モデルを確立するためには，温度・圧力そして流速の 1 サイクル中
の変化が乱流境界層の壁面熱伝達特性に及ぼす影響を調査し，定常状態の乱流

境界層の特性を基に構築された壁面熱伝達モデルの適用性を明らかにする必要

がある． 
本章では，燃焼室内ガスの温度, 圧力そして流速が非定常的に変化する乱流

境界層の壁面熱伝達現象を解明し，この環境において高い精度と低い計算負荷

を両立できる壁面熱伝達モデルを明らかにすることを目的とする．まず，温度, 

圧力そして流速が 1 サイクル中で非定常的に変化する乱流境界層を急速圧縮膨
張装置で表現し，壁面境界層内の流速分布と壁面熱流束を計測し，両者の関係

を明らかにする．次に，得られた計測結果を用いて，定常状態の乱流境界層の

壁面熱伝達特性を基に構築された壁面熱伝達モデルによる壁面熱流束予測精度

および以下に示す仮定の妥当性を明らかにする． 
 

第 2章で検証する壁面熱伝達モデルの仮定 
・壁面境界層内は，準定常状態であり，さらに壁面に対して垂直方向のみ物理

量が変化する． 
・壁面境界層内は，温度場と速度場のアナロジーが成立する． 
 

以上の取り組みを通して，雰囲気温度，圧力そして流速が変化する乱流境界

層において，高精度と低計算負荷を両立できる壁面熱伝達モデルを明らかにす

る． 
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2.2 実験装置，計測方法および計測条件 

 

2.2.1. 実験装置，計測方法 

 
 第 1章で述べたように，エンジン燃焼室内の高温高圧場においては，壁面境
界層は，非常に薄くなると考えられ，壁面から数 100μm以内の領域で急激な速
度勾配が生じることが報告されている[167], [170], [171]．そのため，このような
領域を高解像度かつ鮮明にとらえるためには，高倍率かつ明るい光学系が必須

となる．図 2-1に本研究における計測システムの全体図を示す．本研究では，倍
率と明るさを両立するために，開口数が大きい長作動距離対物レンズを用いて，

μPIVシステムを構築した[172], [173]．長作動距離対物レンズは，観測位置から
約 40mm 離れた位置にレンズ先端部を配置する必要があるため，光学的自由度
が高い燃焼室形状が求められる．そのため，光学的自由度が高くエンジン燃焼

室内における圧縮膨張を表現できる供試機関が求められる．さらに，このよう

な圧縮膨張が生じる場において，発達した乱流境界層に近い流れを形成できる

ようにするため，燃焼室形状の設計自由度が高いことも供試機関には要求され

る．そのため，本研究では，バルブや煩雑な冷却水経路を持たないため，光学

的窓や燃焼室形状の設計自由度が高く，なおかつエンジン 1 サイクル分のピス
トン挙動を再現できる急速圧縮膨張装置(rapid compression and expansion machine, 
以下 RCEM)を用いた．図 2-2に RCEMの全体図を示す．RCEMの圧縮比は，量
産のガソリンエンジンと同等の 14.2 に設定した．また，ピストンのストローク
は 95mm，ピストンボア径は 89mmである．行程容積は，625ccであり，2.5Lの
4気筒エンジンの単室容積と同じとした．RCEMは，任意のタイミングでパルス
ジェットバルブ（PDV3-80A, CKD）駆動させることで，空気室に蓄圧された空
気が空気緩衝室に流入し，緩衝室内のピストンが押される．それに連動して，

緩衝室内のピストンと連結されたカムが急速に動く．カムとローラは常に接触

しており，カムに沿ってローラが動く．そして，ローラに接続されたピストン

が燃焼室内で動作し，圧縮膨張を行う．カムが動き出した後の圧縮開始直前に，

カムに設置した遮断板がフォトインタラプタを通過する．これにより，デジタ

ルディレイパルスジェネレータ（DG645, Stanford Research）に信号が入力され，
この信号をトリガーとして，計測システムを同期させた．図 2-3にシリンダヘッ
ドの概略図を示す．ピストンの上昇により圧縮された空気は，縦×横=15mm×
10mmの連通路を通って燃焼室内に流入する．燃焼室は，直径が約 35mm，厚さ
が 17mm の縦型の円筒形状をしている．燃焼室両側には，厚さ 20mm のサファ
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イアガラスの可視化窓が取り付けられている．壁乱流が発達した壁面境界層内

流動を再現するため，燃焼室に流入した空気が平板部に沿って流れるように燃

焼室形状を設計した．燃焼室内の圧力は，シリンダヘッド部に設置した圧力変

換器（Type6125, Kistler）により計測した．そして，燃焼室内の圧力計測結果を
用い，燃焼室内の気体を理想気体と仮定したうえで，状態方程式により燃焼室

内の平均ガス温度を算出した． 
 エンジン燃焼室内のガス温度は，非常に短時間で大きく変化するため，燃焼

室内における壁面熱流束を把握するためには，数 kHz 以上の時間応答性が求め
ら れ る ． そ の た め 本 章 で は ， 3 軸 型 構 造 を 持 つ 高 応 答 熱 電 対

(TCS-244-AL-MU(MU-X)-L-Z-11443, MEDTHRM)を用いて，燃焼室内壁面温度お
よび壁面から鉛直方向に 4mm内側の壁面内温度を計測し，壁面熱流束を算出し
た．図 2-4に燃焼室内の詳細形状を示す．燃焼室の平板部に M12の雌ネジを設
け，高応答熱電対を取り付けた．高応答熱電対からの信号は，アンプで増幅さ

れ，ADコンバータを介してデータロガーにて 10kHzのサンプリング周波数で記
録した．記録した壁面温度の時系列計測結果を境界条件として，完全陰解法に

て壁内部の非定常熱伝導方程式を解き，壁面内部の温度勾配を算出することに

より，壁面熱流束を求めた[174]．なお，壁内部の材料構成とその温度に応じた
熱伝導率の変化を考慮して，壁内部の温度勾配を算出した． 
 壁面境界層内速度分布および乱流統計量は，時系列PIV により計測した．
前述のように，開口数が大きい長作動距離対物レンズ（M Plan Apo×5, Mitutoyo）
を用いた．光源には，高繰り返しダブルパルス Nd:YAGレーザ(LDP-100MQG, Lee 
Laser)を使用した．レーザ照射に高速度カメラ(SA-X2, Photron)を同期させ，2枚
1組の粒子画像を取得した．トレーサ粒子は，平均粒径 2-3μm，かさ密度 180kg/m3

の軽量かつ粒子径の小さい中空粒子(ゴッドボール B-6C，鈴木油脂工業)を使用
し，微細な渦運動に対する流体追従性を確保した．瞬時流速分布は，市販の PIV
解析ソフトウェア(KoncertoⅡ, 西華デジタルイメージ)を用い，直接相互相関法
にて算出した．検査窓は，24pix×32pixとし，オーバーラップは 66%×50%とした．
図 2-5に μPIVにより計測した，瞬時流速分布を示す．壁面に平行な方向を x方
向，垂直な方向を y方向と定義し，左端の壁面を原点とした．x×y=2680×32m (壁
面から第 1層目のみ x×y=2680×64m) (赤枠部)の領域において瞬時流速を空間平
均し，さらに空間平均した後の流速をその時刻から 3ms 間，時間平均して，平
均流速とした．平均流速と瞬時流速を用いて，以下の式により，変動流速 ui’お
よび乱流運動エネルギ kを検査窓ごとに算出した 𝑢௜ᇱ = 𝑢௜ −𝑈௜. (2-1) 𝑘= ଵଶ ൫𝑢పᇱଶതതതത൯, (2-2) 
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なお， 𝑓̅は𝑓および その変動成分𝑓ᇱのレイノルズ平均を表し，𝑓は，任意の物理
量を意図する.そして，平均流速算出と同様に空間平均し，3ms間の時間平均処
理を施した．なお，本実験では，2次元 PIVを実施したため，x×y平面に対して
鉛直方向の流速は，計測できていない．壁乱流が発達した乱流境界層における

DNS 解析結果[175]より，壁面近傍領域では，x 方向の流速成分が他の方向の成
分に対して，非常に大きい．そして，x×y平面に対して鉛直方向の流速は，y方
向の流速成分より大きい，もしくは概ね等しい．そのため，本研究では，x×y
平面に対して鉛直方向の流速成分は，y方向の流速成分と概ね等しいと仮定して
kを算出した．時系列 μPIV計測は，図 2-4に示すように，高応答熱電対の中央
位置において実施した．レーザシート光は，シリンドリカルレンズを用いた光

学系にレーザビームを導入して形成し，高応答熱電対と対向した位置に設置し

たサファイアガラス製のレーザ窓を介して燃焼室内へ入射した． 
 

2.2.2. 計測条件 

 
 表 2-1 に RCEM の運転条件を示す．RCEM のピストン速度はエンジン回転
数 300rpm相当とし，下死点から圧縮上死点に達するまでの時間が 95ms(エンジ
ン回転数 300rpm 相当)になるよう，空気室内の圧力を調整した．CFD 解析によ
り，本実験のピストン速度条件にて形成される燃焼室内流速は，一般的なエン

ジンの常用回転数 2000rpm における圧縮行程中の平均流速と同等であることを
確認している．燃焼室内には，乾燥空気を充填し，初期圧力 Pin，初期ガス温度

Tin，そして壁面温度 Twは，それぞれ Pin=101.3kPa, Tin=298K，そして Tw=298Kと
した．また，本章では，雰囲気温度，圧力が変化する乱流境界層の壁面熱伝達

現象に着目するため，非燃焼場で実験を実施した．計測サイクル数は，3サイク
ルとした．表 2-2 にPIV 計測条件を示す．PIV で用いたダブルパルスレーザの
エネルギは，1mJ/pulse(ダブルパルスで 2mJ)とし，ダブルパルスレーザ間隔は，
7sとした．そして，各レーザの繰り返し周波数は 10kHzとした．そのため，レ
ーザに同期した高速度カメラの撮影速度は，20kfpsに設定し，0.1msごとに瞬時
流速分布を取得した．高速度カメラの空間解像度は，x×y=672×1024pixとした． 
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2.3 壁面境界層内の流動特性 

 

2.3.1. 壁面境界層内の平均流速分布 

 

図 2-6 に 3 サイクル分の燃焼室内圧力を示す．図より，3 サイクルの燃焼室
内圧力はほぼ一致しており，実験の再現性は確保できていると考えられる．そ

のため，以降は，3 サイクルの平均値を示す．また，TDC 近傍において，すべ
てのサイクルの燃焼室内圧力履歴に振動が確認できる．これは，急速圧縮膨張

装置のカムとロッド部が連結されていないため，TDC 近傍においてカム上面か
らロッド部が離れたことに起因して生じたものと考えられる．図 2-7，図 2-8に
3 サイクルの燃焼室内圧力を平均化した燃焼室内平均圧力 P および理想気体の
状態方程式で算出した燃焼室内平均温度 Tを，図 2-9に高応答熱電対で計測した
壁面温度 Twをそれぞれ示す．そして，図 2-10に燃焼室内ガスの動粘性係数を示
す．動燃性係数は，燃焼室内平均圧力と平均温度を用いて熱物性値表から特定

した．図 2-7，図 2-8より，圧縮開始から膨張終了にかけて，燃焼室内平均圧力
および温度は，常圧常温状態から P≒2.5MPa,T≒700Kの高圧高温状態まで大き
く変化する．それに伴い，図 2-10に示すように，動粘性係数が大きく変化する． 
図 2-11にPIVで計測した壁面近傍平均流速分布を示す．なお，y方向の平均

流速を U，x方向の平均流速を Vとする．図より，本実験で構築したPIVによ
り壁面近傍の急激な平均流速変化をとらえることができている．また，壁面か

ら十分に離れた領域の流速が，ピストン圧縮膨張に起因して変化していること

が分かる．なお，U は V に対して十分に大きく，本実験で用いた燃焼室内は，
壁面に平行な方向の流速が支配的な流動場であることを確認でき，壁乱流が発

達した壁面境界層が形成できている可能性が高い． 

壁面境界層内流動の特徴を考察するためには，u+と y+との関係を調査する必

要がある．したがって，実験結果から摩擦速度 uを推定する必要がある．uは以

下のように定義される 𝑢ఛ = ඥ𝜌𝜏௪ = ට𝜈ௗ௎ௗ௬ቚ௬ୀ଴. (2-3) 

なお，式(2-3)中の,およびwは，燃焼室内の平均ガス密度，動粘性係数および

壁面せん断応力である．式(2-3)に従って uを算出するためには，壁面上の平均

流速勾配を得る必要があり，壁面最近傍領域の粘性が流動を支配している領域

（以下，粘性底層）の平均流速を高解像度で計測できなければならない．しか

し，本実験では壁面から 64m以内の流速分布は計測できていないため，粘性底
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層の流速分布を高解像度で計測できているとは言い難い．そのため，壁面から

十分離れた領域の平均流速分布を用いて摩擦速度を推定した．第 1 章で言及し
たように，壁乱流が十分に発達した乱流境界層では，壁面から十分に離れてい

る乱流が支配的な領域（以下，対数則域）では，u+は y+の対数の関数で表現で

きる．本実験で用いた燃焼室内は，壁面に沿う流速成分が支配的な流れである

ことから，対数則域に近い流速分布が得られるものと考えられる．対数則域の

無次元流速分布を仮定し，壁面から十分に離れた領域の平均流速分布(壁面から

約 1mm 以上離れた領域)を用いた摩擦速度推定法の 1 つとして，以下の関係式
が西岡により提案されている[176] ଵ௨ഓ = ଵ఑௨ ቄ𝜔− ቀ1− ଴.ଽଽଷఠ ቁ𝑙𝑛𝜔ቅ, (2-4) 

𝜔= 𝑓ቀ௎௬ఔ ቁ = 𝑙𝑛ቀ௎௬ఔ ቁ+ 𝜅𝐵+ 𝑙𝑛𝜅. (2-5) 

u+と y+の関係を明らかにするため，式(2-4)および式(2-5)を用いてPIV計測結果
から uを推定した．これまでの研究により，壁乱流が発達した壁面乱流境界層
では，式(2-5)中のと Bは，それぞれ 0.41および 5.2程度になることが明らかに
されている[177]．本研究で用いた燃焼室内では壁乱流が十分に発達していると
仮定し，と Bは，それぞれ 0.41および 5.2とした． 

u+と y+の関係を図 2-12に示す．なお，図 2-12(a)では，壁面温度と燃焼室内平
均圧力状態における空気の動粘性係数を用いて u+と y+を算出した．一方，図

2-12(b)では，燃焼室内平均圧力と平均ガス温度状態における空気の動粘性係数
を用いて，u+と y+を算出した．なお，壁乱流が発達した乱流境界層における u+

と y+の関係を破線で併せて示す．図 2-12より，壁面から十分に離れた領域にお
いて対数則域の u+分布を確認できる．そのため，本実験においては，壁乱流が

発達した乱流境界層におけるとBを式(2-5)に適用して摩擦速度を推定すること
は，妥当であると言える．また，壁面に近づくにつれて，無次元速度分布は，

対数則からの乖離が観察できる．これは，粘性が流動に及ぼす影響が大きくな

っていることを示しており，これも壁乱流が発達した乱流境界層の遷移領域で

観察できる特徴であると言える．このように，本章で供試した燃焼室内では，

壁乱流が発達した乱流境界層内流動の特徴を再現することができていると考え

られる．しかしながら，破線と実験結果の間には，若干の解離が確認でき，図

2-12(a)と図 2-12(b)から，u+と y+の算出に用いる熱物性に，無次元流速分布が影

響を受ける． 

本章で供試した燃焼室内において，定常状態で形成される乱流境界層内の無

次元流速分布をどの程度再現できているかを明らかにするため，u+と y+を算出

するためにどのような状態の熱物性値を用いるべきかを考える．まず，図 2-12(a)
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と図 2-12(b)を比較すると，図 2-12(b)では，u+が対数則域から乖離し，減衰する

領域においても乱流境界層の無次元流速分布に近い分布になっていることに対

して，図 2-12(a)は，当該領域の u+分布が乱流境界層の分布から乖離している．

燃焼室内平均ガス温度と壁面温度のどちらの状態の動粘性係数を用いて u+と y+

の関係を分析すべきかを明確にするためには，壁面近傍領域の乱流特性を分析

する必要がある．流体の粘性が流動に対して支配的となる壁面最近傍領域では，

流速の乱流成分を表す変動流速はほとんど零になることが知られている．そし

て，壁乱流が発達した乱流境界層において，このような領域は，y+≦10 に存在
すると考えられる．すなわち，本実験で得られた壁面境界層内の変動流速分布

が零に漸近する y+を評価することにより，壁面境界層内の流動特性を分析する

ために用いた動粘性係数の妥当性を明確にすることができる． 

 

2.3.2. 壁面境界層内の乱流特性 

 

図 2-13 に壁面近傍の変動流速分布を示す．なお，y 方向成分を u’，x 方向成
分を v’とする．そして，図 2-14に壁面近傍の乱流運動エネルギ kを示す．これ
らの図から，壁面近傍の u’，v’そして kは，ピストン圧縮膨張に起因して，1サ
イクル中で変化している．壁面に平行な成分の変動流速である u’は，壁面最近
傍領域において急激に増加し，極大値を迎えて零まで減衰する．これは，壁面

近傍の流体の粘性が流れ場に対して支配的となる領域において，壁面と流体と

のせん断により u’が増加すると考えられる．一方，壁面に垂直な方向の変動流
速成分である v’は，壁面から十分に離れた領域においては，u’と同等の値を示し，
壁面に近づくにつれて緩やかに減衰し，壁面最近傍領域で零になる．そのため，

壁面最近傍領域においては，u’が v’に対して支配的となる．以上から，乱流運動
エネルギは，壁面に近づくにつれて増加し，壁面最近傍領域において極大値を

持ち，零まで減衰する． 
壁面近傍の乱流特性を詳細に分析するため，図 2-15に uで無次元化した変動

流速 u’+，v’+を y+に対して示す．なお，図 2-15(a)では，高応答熱電対で計測し
た壁面温度と燃焼室内平均圧力状態における空気の動粘性係数を用いて，u’+,v’+,
そして y+を算出した．一方，図 2-15(b)では，燃焼室内平均圧力と平均ガス温度
状態における空気の動粘性係数を用いて，u’+,v’+，そして y+を算出した．図から

u’は y+≦100壁面近傍で増大しており，極大値を持つ．図 2-15(a)では，y+≦200
で増大し，y+=80から y+=100で極大となる．図 2-15(b)では，y+≦100で増大し，
y+=40から y+=50で極大となる．u’が増大する領域において，Uは対数則域から
乖離し減衰しており，粘性が流動に対する影響が大きくなる領域であることが
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分かる．そのため，流体の粘性が流れ場に及ぼす影響が大きくなり，主流が持

つ運動エネルギが壁面とのせん断により急激に減衰することが起因し，流体の

乱流成分である u’が上述の y+領域で増大したと考えられる．このような特徴は，

発達した乱流境界層で観察できる特徴である．また，u’+,v’+が零に漸近する領域
は，図 2-15(a)では，y+≒30に位置し，図 2-15(b)では，y+≒10に位置している．
前述のように，u’+がほとんど零になる領域は，y+≦10に存在すると考えられる．
したがって，雰囲気温度および圧力が非定常的に変化する壁面境界層内の流動

特性を分析する上で，燃焼室内平均圧力と平均ガス温度状態における空気の動

粘性係数を用いて無次元流速分布や無次元変動流速を評価することが妥当であ

ると考えられる． 

以上の結果を踏まえて図 2-12(b)を見返してみると，圧縮行程では，壁乱流が
発達した乱流境界層内における無次元流速分布(破線)とほとんど重なる分布が
得られている．これに対して，膨張行程では，対数則域の無次元流速分布は観

察できるものの，壁乱流が発達した乱流境界層内における無次元流速分布と乖

離している領域が観察できる．これは，膨張行程では，ピストン挙動が圧縮行

程と逆転することが起因していると考えられる．そのため，本章で供試した燃

焼室内においては，対数則域は観察できているが，壁乱流が発達した乱流境界

層内流動と全く同じ流動特性は表現できていないと言える．本章では，雰囲気

温度，圧力そして流速が変化する乱流境界層内における壁面熱伝達特性を対象

としており，壁乱流が発達した乱流境界層内流動の特徴，すなわち対数則域の

無次元流速分布を再現できていることが重要であると考えている．この点にお

いて，本章で供試した燃焼室を用いることは妥当であると考えられる． 
最後に，壁面境界層内におけるレイノルズ応力と壁面せん断応力との関係に

関して，定常状態で壁乱流が発達した乱流境界層内における特性と比較する． 
壁乱流が発達した乱流境界層では，y+≧100の乱流が流れ場に対して支配的な領
域においては，壁面せん断応力とレイノルズ応力が概ね等しくなる．本章で供

試した燃焼室内で形成した壁面境界層においてもこのような特徴が観察できる

かどうかを評価するため，図 2-16に壁面せん断応力wで無次元化したレイノル

ズ応力 −𝑢’𝑣’ାതതതതതതതതതを y+に対して示す．なお，図 2-16においては，燃焼室内平均圧力
と平均ガス温度状態における空気の動粘性係数を用いた．また，発達した乱流

境界層における−𝑢’𝑣’ାതതതതതതതതത分布を破線で併せて示す．図から−𝑢’𝑣’ାതതതതതതതതതは，y+≧100にお
いて，0.5から 1に近い値となるが，発達した乱流境界層における分布から乖離
している．そのため，雰囲気温度・圧力，そして流速が変化する環境において

対数則域が形成された壁面境界層においては，壁面せん断応力とレイノルズ応

力との関係は，定常場で壁発達した乱流境界層における関係と異なると考えら

れる．  
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2.4 壁面熱伝達特性 

 

2.4.1. 壁面熱流束および熱伝達係数 

 

雰囲気温度，圧力そして流速が変化する環境で形成された乱流境界層の壁面

熱流束および熱伝達係数の時系列的な変化を調査する．図 2-17に，高応答熱電
対で計測した 3サイクル分の壁面熱流束 qwを示す．この図から，TDC近傍にお
いて，qw は，約±15%の計測ばらつきで計測できていることが分かる．なお，
図 2-17に示す結果は，PIV用のパルスレーザが高応答熱電対に照射されること
による壁面熱流束増加分を補正している(詳細は，付章 B 参照)．この図から，
TDC 近傍において，qwは，約±15%の計測ばらつきで計測できていることが分
かる．これ以降は，3 サイクルの平均値をそれぞれの図に示す．図 2-18 に 3 サ
イクル平均の qw を示す．qw は，P，T の上昇に伴って増加し，TDC 直前の
-15deg.ATDC近傍で極大となり，その後，減少に転じる．-15deg.ATDCで極大値
を示す要因としては，図 16に示すように，-15deg.ATDCにおける Uが TDCよ
りも大きくなることであると考えられる．このように-15deg.ATDC近傍において
qwが極大になるため，図 2-7，図 2-8に示すように，P，Tは TDC直前に極大値
を持つ． 
図 2-19に熱伝達係数 hを示す．hは以下の式に実験値を代入して算出した ℎ = ௤ೢ்ି்ೢ . (2-6) 

hは，qwと同様に，圧縮行程後半にかけて増加する．つまり，圧縮行程後半にか

けて壁面に伝熱しやすくなる．第 1章で言及した式(1-35)に代表される壁面熱伝
達モデルおよび式(2-6)を鑑みると，熱伝達係数は，燃焼室内のガス密度や定圧
比熱，そして，摩擦速度に影響を受けると考えられる．そのため，図 2-20，図
2-21 そして図 2-22 に燃焼室内平均ガス密度，定圧比熱 cpそして，uをそれぞ
れ示す．これらの図から，TDC に近づくに従い，燃焼室内の平均ガス密度が大
きく増加していることが分かる．そのため，ピストン圧縮により燃焼室内の平

均ガス温度と併せてガス密度が増加することが，圧縮行程後半にかけて h が増
加する要因であると考えられる．また，hは，qwと同様に，-15deg.ATDC近傍で
極大値を持ち，その後．減少に転じる．これは，-15deg.ATDC 近傍における u
が TDCよりも大きくなることが要因であると考えられる．なお，このような u

の時系列的変化は，-15deg.ATDC近傍における Uが TDCよりも大きくなること
に起因していると考えられる． 
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2.4.2. 雰囲気温度・圧力が変化する乱流境界層の壁面熱流束予測 

 

 雰囲気温度，圧力そして流速が変化する乱流境界層における壁面熱流束を高

精度かつ低計算負荷で予測できるようにするため，第 1 章で記述した，定常状
態において壁乱流が発達した乱流境界層の特性を基に構築された壁面熱伝達モ

デル（以下参照）の適用性を検証する．表 2-3にそれぞれの壁面熱伝達モデルの
特徴を示す． 

Launder and Spalding [116] 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓଶ.ସସ௟௡௬శାଶ.ଷଶା ഏ రൗ౩౟౤ (ഏ రൗ )ቀమలೖ ቁబ.ఱቀ భುೝିଵቁቀ భುೝቁబ.మఱ (𝑇−𝑇௪). (1-11) 

Han and Reitz [118] 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ்ଶ.ଵ௟௡௬శାଶ.ହ𝑙𝑛 ( ்்ೢ ). (1-12) 

Huh et al. [120] 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ(்ି்ೢ )ା൫ଶ.ଵଽହ௬శା଼଻.ଵଶ௉௥ିଶ଼.ଽ଼൯೏ು೏೟ ഌೠഓଶ.ଵଽହ௟௡௬శାଵଷ.ଶ௉௥ିହ.଺଺ . (1-13) 

Rakopoulos et al. [122] 

𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ்௟௡ ೅೅ೢା൭ ೤శషరబబ.రళలళశ భುೝାଵଵ଻.ଷ଻൱೏ು೏೟ ഌೠഓభబ.రళలళቄ௟௡ቀ௬శା భುೝబ.రళలళቁି௟௡ቀସ଴ା భುೝబ.రళలళቁቅାଵ଴.ଶଷ଼ସ. (1-14) 

上式に実験で計測した物理量を代入し壁面熱流束を算出し，高応答熱電対で計

測した壁面熱流束と比較することで，検証を進めた．既往研究では，高応答熱

電対で計測した壁面熱流束と第 1 章で記述した壁面熱伝達モデルを実装した
CFD で予測した壁面熱流束を比較して，壁面熱伝達モデルの精度検証が進めら
れてきたが，CFD に適用した乱流モデルの精度と壁面熱伝達モデルの精度を切
り分けることが困難となる．そのため，本研究では，上式に実験で計測した物

理量を代入し算出した壁面熱流束と高応答熱電対で計測した壁面熱流束を比較

した．両者の比較を進める上で，壁面境界層内のガス温度分布を決める必要が

ある．一般的に，上述の壁関数を用いた壁面熱伝達モデルでは，壁面第 1 層目
の計算メッシュは壁面から十分に離れた対数則域に位置することを前提として

いる．このような領域におけるガス温度は，燃焼室内の平均ガス温度と同等で

あると考えられる．そのため，上式には，燃焼室内の平均ガス温度を代入した．

本節で対象とした壁面境界層内では，乱流境界層内の無次元流速分布に近い無

次元流速分布が観察できており，y+>100 で対数則域が観察できている．そのた
め，上式には様々な温度分布を想定し，y+＝150，200，250，300 を代入した．
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uは，壁面から十分に離れた領域の U 分布を式(2-4)および式(2-5)に代入し，推
定した．また，壁面熱流束は，壁面最近傍領域における熱物性が大きく影響す

ると考えられるため，燃焼室内平均圧力，壁面温度状態における空気の動粘性

係数を摩擦速度推定に用いた． 
 図 2-23 に式(1-35)で算出した壁面熱流束と高応答熱電対で計測した壁面熱流
束を示す．壁面境界層内の空間的な密度変化，圧縮非定常項を考慮しない，最

も単純な壁面熱伝達モデルの一例として，式(1-11)を用いた．なお，本章におい
ては，壁乱流が発達した乱流境界層に近い流動を対象としているため，対数則

域が観察できなくなり，なおかつ後述する壁面熱流束が零近くになる

30deg.ATDC 以降の壁面熱流束予測結果は比較していない．図より，式(1-11)で
予測した壁面熱流束は，高応答熱電対で計測した壁面熱流束に対して全体的に

低い値を示し，両者の間が大きく乖離する結果となった． 

 次に，式(1-11)と同じく壁面境界層内の空間的な密度変化は考慮せず，圧力非
定常項を考慮した壁面熱伝達モデルの代表である式(1-13)で算出した壁面熱流
束を高応答熱電対で計測した壁面熱流束と比較した．その結果を図 2-24に示す．
図から，式(1-11)と同様に，式(1-13)で予測した壁面熱流束は，高応答熱電対で
計測した壁面熱流束に対して全体的に低い値を示した． 

 以上の結果から，圧力非定常項の有無に関わらず，壁面境界層内の密度変化

を考慮しない壁面熱伝達モデルでは，雰囲気温度，圧力そして流速が非定常的

に変化する環境において，壁面熱流束を過小評価することが分かった． 

 次に，圧縮非定常項を考慮せず，壁面境界層内の空間的な密度変化を考慮し

た壁面熱伝達モデルである，式(1-12)で予測した壁面熱流束と高応答熱電対で計
測した壁面熱流束を比較した．その結果を図 2-25に示す．この図から，式(1-12)
で表現される壁面熱伝達モデルで予測した壁面熱流束は，高応答熱電対で計測

した壁面熱流束に非常に近い値を示すことが分かる．  

 最後に，壁面境界層内の空間的な密度分布および圧力非定常項を考慮した，

式(1-14)で示される壁面熱伝達モデルの壁面熱流束予測精度を検証した．図 2-26
に，式(1-14)で予測した壁面熱流束と高応答熱電対で計測した壁面熱流束を示す．
図から，壁面熱伝達モデルによる予測結果と高応答熱電対による計測結果は良

く一致していることが分かる．しかし，図 2-25に示す，壁面境界層内の空間的
な密度変化のみを考慮した壁面熱伝達モデルと予測精度はほとんど変わらない

結果となった．  

 以上の結果から，壁面境界層内の空間的な密度変化を考慮した壁面熱伝達モ

デルを用いることが，雰囲気温度，圧力そして流速が非定常的に変化する乱流

境界層における壁面熱流束を高精度に予測するためには重要であると言える．

燃焼室内の平均圧力は壁面境界層内でほぼ均一となると予測できるが，壁面境
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界層内では，急激な温度勾配が生じる．それゆえ壁面境界層内では，急激な密

度分布が生じると考えることができる．そのため壁面境界層内の密度変化を考

慮しない式(1-11)および式(1-13)で予測した壁面熱流束は，高応答熱電対で計測
した壁面熱流束から乖離する結果が得られたものと考えられる． 

 以上の壁面熱伝達モデル評価結果をまとめると，雰囲気温度，圧力そして流

速が非定常的に変化する乱流境界層において壁面熱流束を定量的に予測するた

めには，以下の仮定を考慮した壁面熱伝達モデルを適用する必要がある． 

 
壁面熱流束を定量的に予測するために考慮すべき壁面熱伝達モデルの仮定 
・壁面境界層内は，準定常状態であり，さらに壁面に対して垂直方向のみ物理

量が変化する． 
・壁面境界層内は，温度場と速度場のアナロジーが成立する． 
・壁面境界層内の密度変化を考慮する． 

 

 なお，圧力仕事項に関しては，どのような環境においても考慮が必須とは言

えないが，以下に示す環境においては，考慮する必要があると考える．なお，

式(1-14)から，摩擦速度が非常に小さくなる条件においては，壁面熱流束が無限
大に近づき，定量的な予測が難しいと考えられる．そのため，適用する条件に

対してロバストなモデル構築が圧力仕事項を考慮する壁面熱伝達モデルの課題

である． 
 
圧力仕事項を考慮する必要性が高まると考えられる条件 
・エンジン回転数が速い条件(燃焼室内圧力の時間的な変化が大きい条件) 
・膨張行程中期において，負の壁面熱流束となる条件 
 
 本章では，エンジン回転数 300rpm相当の圧縮膨張速度にて実験を実施したた
め，常用エンジン回転数(2000rpm相当)の場合と比べて，圧力の時間的な変化速
度は小さくなる．そのため，圧力仕事項が壁面熱流束に与える影響が小さかっ

たものと考えられる．エンジン回転数が速い，つまり燃焼室内の圧力時間変化

が大きくなる条件においては，圧力仕事項を考慮する必要性が高まると考えら

れる．また，燃焼室形状やエンジン諸元によっては，膨張行程中期において，

下に凸の極値を持つ壁面境界層内温度分布が得られ，壁面熱流束は，負の値を

示すことが報告されている[178]．この現象は，壁面境界層内の圧力が急激に低
下することで生じると考えられ，圧力仕事項を考慮した壁面熱伝達モデルを用

いることで，このような壁面熱流束挙動を予測できることが示されている[122]． 
 次に，上記仮定を考慮して構築された壁面熱伝達モデルを CFDに適用した際
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の摩擦速度推定法に関して述べる．壁面熱伝達モデルを構成するほとんどの物

理量は，直接計算することができる．しかし，計算負荷の観点から，壁面第 1
層目の計算格子が対数則域に位置することがほとんどであるため，摩擦速度は

対数則域の流速，乱流統計量から推定する他ない.そのため，壁面境界層内の密

度変化を考慮した式(1-12)，式(1-14)による壁面熱流束予測精度を保証するため
には，摩擦速度推定法の妥当性を確保することが重要になる． 

 対数則域の平均流速分布を用いて，式(2-4)，式(2-5)で摩擦速度を推定した場
合は，上述のように壁面熱流束を定量的に予測可能であることを明らかにした．

では，壁乱流が発達した乱流境界層内の流動特性である，壁面せん断応力とレ

イノルズ応力との関係を仮定して uを推定した場合の壁面熱流束予測精度を検

証する．なお，本手法は，エンジン開発における CFDで一般的に適用されてい
る．  

 まず，壁面近傍においては，以下に示すように，対数則域の乱流運動エネル

ギ生成項 Pkと散逸項が釣り合うと仮定する 𝑃௞ −𝜖= 0. (2-7) 
Pkは以下のように表現でき 𝑃௞ = 𝜈௧ ቀడ௎డ௬ቁଶ, (2-8) 

式(2-7)，式(2-8)から以下のような関係が得られる． 𝜈௧ ቀడ௎డ௬ቁଶ = ϵ. (2-9) 

乱流境界層の乱流が流れ場に対して支配的な対数則域においては，−𝑢′𝑣′തതതതതതതとwが

概ね等しい．そのため，uは以下のように表現できる 𝑢ఛଶ = −𝑢ᇱ𝑣ᇱതതതതതതതത = 𝜈௧ ቀడ௎డ௬ቁ. (2-10) 

式(2-9)の左辺は，式(2-10)から，以下のように表現できる． 𝜈௧ ቀడ௎డ௬ቁଶ = 𝜈௧ ቀ௨ഓమఔ೟ቁଶ = ௨ഓరఔ೟ . (2-11) 

そのため，式(2-10)は以下のように変形できる． ௨ഓరఔ೟ = 𝜖. (2-12) 𝜈௧は，k，そして，定数 Cを用いて，以下のように表現でき， 𝜈௧ = 𝐶ఓ ௞మఢ , (2-13) 

式(2-12)と式(2-13)を適用することで，以下のように uを表現できる 
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𝑢ఛ = 𝐶ఓభర√𝑘. (2-14) 

このように，乱流境界層における乱流特性を仮定して式(2-14)で推定した uを壁
面境界層内の密度変化を考慮した式(1-12)に適用した．また，式(1-12)には，前
述のように，y+＝150，200，250，300 を，T には，燃焼室内平均ガス温度を代
入した．式(1-12)に代入する y+以内の領域において，PIV により計測した k を
平均し，式(2-10)に代入することで，uを推定した．平均化する領域は，uによ
り異なるため，kの平均化領域が壁面から想定した y+までの範囲となるように，

式(2-14)による u推定と kの空間平均化を逐次代入法で，収束するまで計算した．
つまり，壁面から任意の距離を yiとし，壁面から yiまで kを平均し，式(2-14)に
代入し，uを推定する．そして，推定した uから y+を計算し，yiの位置が想定し

た平均化範囲に対応する y+となるまで，yiを変化させて k の空間平均化および
u推定を繰り返し実施する． 
 図 2-27 に，式(2-14)で予測した uを壁面境界層内の密度変化を考慮した式
(1-12)に代入して算出した qwおよび高応答熱電対で計測した qwを示す．図より，

式(1-12)による予測結果と高応答熱電対を用いた計測結果は，TDC直前から膨張
行程において，乖離していることが分かる．そのため，本章で対象とした雰囲

気温度・圧力そして流速が非定常的に変化する乱流境界層においては，式(2-14)
では正確に摩擦速度を予測できず，壁面熱流束の予実差につながったものと考

えられる．図 2-17において，本章で対象とした乱流境界層においては，対数則
域におけるレイノルズ応力と摩擦速度の関係が定常条件で形成された乱流境界

層における両者の関係と乖離していることを示した．これが，式(2-14)により摩
擦速度を正確に予測できなかった要因であると考えられる．本章で供試した燃

焼室内に形成された壁面境界層は，対数則域は観察できるものの，壁乱流が発

達した乱流境界層内流動と全く同じ流動特性にはなっていない．このような壁

面境界層内においても，対数則域の平均流速分布を用いて摩擦速度を予測する

ことができれば，壁面熱流束を低計算負荷で定量的に予測できる．しかしなが

ら，一般的なエンジン CFDでは，壁面せん断応力とレイノルズ応力との関係を
用いて摩擦速度を予測するため，壁乱流が発達した乱流境界層内流動と完全に

一致しない壁面境界層においても，これらの関係を用いて摩擦速度を予測でき

る考え方が必要不可欠となる．この考え方に関して，第 4章に詳細を記述する． 
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2.5 本章の結論 

 

 本章では，燃焼室内ガスの温度，圧力そして流速が非定常的に変化する乱流

境界層の壁面熱伝達現象の把握を目的とした．雰囲気温度，圧力そして流速が 1
サイクル中で非定常的に変化する乱流境界層を急速圧縮膨張装置で表現し，壁

面境界層内の流速分布と壁面熱流束を計測した．そして，得られた計測結果を

用いて，定常状態の乱流境界層の壁面熱伝達特性を仮定した壁面熱伝達モデル

の適用性を検証し，以下の結論を得た． 

 

1. 雰囲気温度，圧力および流速が非定常的に変化する乱流境界層においても，
定常状態で形成された乱流境界層の壁面熱伝達特性を仮定することで壁面

熱流束を定量的に予測できる．したがって，壁面熱伝達モデルで考慮してい

る以下の仮定は，このような非定常な環境においても成立していると考えら

れる． 
・壁面境界層内は，準定常状態であり，さらに壁面に対して垂直方向のみ物

理量が変化する． 
・壁面境界層内は，温度場と速度場のアナロジーが成立する． 
 

2. 壁面境界層内に急峻な温度分布が形成され，圧力の空間的な変化が少ないと
仮定できる環境においては，壁面境界層内で急峻な密度変化が生じる．エン

ジン燃焼室内に形成される壁面境界層は，このような特徴を有すると考えら

れる．そのため，壁面熱流束を高精度で予測するためには，壁面境界層内の

密度変化を考慮した壁面熱伝達モデルを用いることが重要である． 
 

3. 定常状態における乱流境界層の壁面熱伝達特性を仮定した壁面熱伝達モデ
ルで壁面熱流束を高精度で予測するためには，摩擦速度を高精度に予測する

必要がある．壁面から十分に離れた領域の平均流速分布を用いて摩擦速度を

推定することで，対数則域が観察できる壁面境界層における摩擦速度を精度

良く推定できる．壁乱流が発達した乱流境界層内の壁面せん断応力と壁面境

界層内のレイノルズ応力との関係から摩擦速度を推定した場合では，前述の

推定法に比べて，壁面熱流束の予実差が大きくなる． 
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Figure 2-1 Measurement system of high response thermocouple, time resolved PIV, 
and pressure transducer applied for RCEM 
 
 

 
 

Figure 2-2 Schematic of RCEM actuated by high pressure compressed air 
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Figure 2-3 Configuration of cylinder head assembly equipped on RCEM 
 
 
 

 
 
Figure 2-4 Schematics of combustion chamber and measurement area of PIV and high 
response thermocouple 
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Figure 2-5 Instantaneous velocity distribution obtained by time resolved time resolved 
PIV and the way of averaging (averaging area: x × y = 2680 × 32m, averaging 
duration: 3ms) 
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Figure 2-6 Time series history of in-cylinder pressure during 3 cycle under the condition 
of Ne=300rpm 

 
Figure 2-7 Time series history of mean in-cylinder pressure averaged 3 cycles under the 
condition of Ne=300rpm 
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Figure 2-8 Time series history of mean in-cylinder gas temperature averaged 3 cycles 
under the condition of Ne=300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2-9 Time series history of mean wall temperature averaged 3 cycles under the 
condition of Ne=300rpm 
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Figure 2-10 Time series history of kinetic viscosity based on in-cylinder pressure and 
gas temperature averaged 3 cycles under the condition of Ne=300rpm 
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Figure 2-11 Mean velocity U and V distribution in the wall boundary layer under the 
condition of Ne = 300rpm 
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Figure 2-12 (a) Non-dimensional mean velocity distribution based on the thermal 
properties under wall temperature and in-cylinder pressure condition in the wall 
boundary layer under the condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2-12 (b) Non-dimensional mean velocity distribution based on the thermal 
properties under in-cylinder pressure and gas temperature condition in the wall 
boundary layer under the condition of Ne = 300rpm 
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Figure 2-13 Turbulent intensity (u’ and v’) distribution in the wall boundary layer under 
the condition of Ne = 300rpm 
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Figure 2-14 Turbulent kinetic energy distribution in the wall boundary layer under the 
condition of Ne = 300rpm 
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Figure 2-15 (a) Non-dimensional turbulent intensity distribution based on the thermal 
properties under wall temperature and in-cylinder pressure condition in the wall 
boundary layer under the condition of Ne = 300rpm 
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Figure 2-15 (b) Non-dimensional turbulent intensity distribution based on the thermal 
properties under in-cylinder pressure and gas temperature condition in the wall 
boundary layer under the condition of Ne = 300rpm 
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Figure 2-16 Reynolds stress distribution in the wall boundary layer under the condition 
of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2-17 Time series history of wall heat flux during 3 cycles under the condition of 
Ne = 300rpm 
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Figure 2-18 Time series history of wall heat flux averaged 3 cycles under the condition 
of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2-19 Time series history of heat transfer coefficient averaged 3 cycles under the 
condition of Ne = 300rpm 
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Figure 2-20 Time series history of mean gas density averaged 3 cycles under the 
condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2-21 Time series history of mean specific heat at constant pressure averaged 3 
cycles under the condition of Ne = 300rpm 
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Figure 2-22 Time series history of friction velocity averaged 3 cycles under the 
condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2-23 Wall heat flux estimated by the Eqs. (1-11), (2-4) and (2-5), and that 
measured by the high response thermocouple under the condition of Ne = 300rpm 
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Figure 2-24 Wall heat flux estimated by the Eqs. (1-13), (2-4) and (2-5), and that 
measured by the high response thermocouple under the condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2-25 Wall heat flux estimated by the Eqs. (1-12), (2-4) and (2-5), and that 
measured by the high response thermocouple under the condition of Ne = 300rpm 
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Figure 2-26 Wall heat flux estimated by the Eqs. (1-14), (2-4) and (2-5), and that 
measured by the high response thermocouple under the condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2-27 Wall heat flux estimated by the Eqs. (1-12) and (2-14), and that measured 
by the high response thermocouple under the condition of Ne = 300rpm 
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Table 2-1 RCEM operating condition 

Compression time 95 ms (300rpm相当) 

Ambient gas Dry air 

Initial gas pressure 101.3 kPa 

Initial gas temperature 298 K 

Initial wall temperature 298 K 

Initial gas pressure 101.3 kPa 

Measured cycle 3 cycles 

Operation Without combustion 

 
Table 2-2 Measurement condition of PIV 

Laser pulse energy 1 mJ 

Time between each laser 7 s 

Repetition frequency of each laser 10 kHz 

Frame rate of high speed camera 20 kfps 

Spatial resolution of high speed camera 672×1024 pixel 

 
Table 2-3 Characteristics of wall heat transfer models 
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3.1. はじめに 

 
 第 2 章では，雰囲気温度，圧力そして流速が 1 サイクル中に大きく変化する
乱流境界層の熱伝達特性について述べた．雰囲気温度，圧力および流速が非定

常的に大きく変化する環境においては，壁面温度もこれら物理量の影響を受け

て，非定常的に変化する．アルミや鉄といった比熱が大きい材料を燃焼室壁面

に適用した場合は，壁面温度変動幅は 10K 以下であるが，壁面に低比熱かつ低
熱伝導率な遮熱材を適用した場合は，1サイクル中で壁面温度が 100K以上変化
する．今後は，更なる熱効率改善に向けて，遮熱材を壁面に適用したエンジン

が普及していくものと予想される．したがって，遮熱材を想定した壁面温度の 1
サイクル中の非定常的な変化が壁面熱伝達特性に及ぼす影響を明らかにし，壁

面熱流束を机上で高精度かつ低計算負荷で予測できるようにする必要がある． 
 これまでの研究により，遮熱材による壁面熱流束低減効果は，主に壁面温度
とガス温度差が小さくなることが主な要因であると考えられてきた．しかし，

壁面温度変化により，壁面境界層内流体の温度が変化し，それに伴い動粘性係

数や密度等の熱物性が変化するため，熱の伝わり方の指標である熱伝達係数に

も何らかの影響を及ぼす可能性がある．既往研究から，定常的に壁面温度を変

化させた乱流境界層においては，壁面温度が熱伝達係数に影響を及ぼすことが

報告されているが，1サイクル中に壁面温度，雰囲気温度，圧力そして流速が非
定常的に変化する乱流境界層においては，明らかにされていない．更なる熱効

率改善に向けて，遮熱材を適用した冷却損失低減技術のニーズが高まることが

予測できるため，遮熱材を想定した壁面温度の 1 サイクル中の非定常的な変化
が壁面熱伝達特性に及ぼす影響を明らかにし，壁面熱流束を机上で高精度かつ

低計算負荷で予測できるようにする必要がある． 
 そのため，本章では，燃焼室内のガス温度，圧力，流速に加え壁面温度が非
定常的に変化する乱流境界層の壁面熱伝達現象を解明し，この環境において高

い精度と低い計算負荷を両立できる壁面熱伝達モデルを明らかにすることを目

的とする．低熱伝導率な材料中に空隙を設けることで，体積比熱と熱伝導率を

同時に低減する遮熱材を表面に塗布した薄膜熱電対を，第 2 章で用いた急速圧
縮膨張装置に適用し，燃焼室内ガス温度の変化に追従して壁面温度が大きく変

化する乱流境界層を形成した．そして，薄膜熱電対により，このような乱流境

界層における壁面熱流束および熱伝達係数を評価し，第 2章で用いたPIVと組
み合わせて，壁面境界層内の流動と壁面熱流束および熱伝達係数との関係を把

握する．そして，第 2 章と同様に，得られた計測結果を用いて，定常状態の発
達した乱流境界層の流動特性を仮定した壁面熱伝達モデルの適用性を検証する．
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本章では，第 2 章と同様に，壁面熱伝達モデルで考慮している以下に示す仮定
の妥当性を明らかにする． 
 
第 3章で検証する壁面熱伝達モデルの仮定 
・壁面境界層内は，準定常状態であり，さらに壁面に対して垂直方向のみ物理

量が変化する． 
・壁面境界層内は，温度場と速度場のアナロジーが成立する． 
 

3.2. 実験装置，計測方法および計測条件 

 

3.2.1. 実験装置，計測方法 

 

 本章では，第 2章の表 2-1の諸元を持つ RCEMを供試し，第 2章で言及した
PIV 計測システムおよび，以下で述べる壁面熱流束計測システムを適用した．
本章では，壁面温度が燃焼室内ガス温度に追従して 1 サイクル中で大きく変化
する乱流境界層の熱伝達特性を明らかにするため，燃焼室に挿入した高応答熱

電対の位置を中心に，直径 12mm の範囲の金属壁表面に遮熱材をコーティング
した．ガス温度に追従して壁面温度が変化する機能を実現するためには，熱伝

導率および体積比熱を最小化することが有効なため[58]，低熱伝導率材料中に空
隙を設け，低体積比熱を実現した遮熱材を供試した．本章では，金属壁の表面

に遮熱材をコーティングした壁面を遮熱壁と定義する．遮熱壁を適用した条件

における壁面熱流束を把握するためには，遮熱壁面および遮熱壁内部の温度分

布を把握する必要がある．エンジン内において，遮熱壁表面の温度は，非常に

短時間で大幅に変化すると言われている．そのため，福井らは，試験用単気筒

エンジンにコーティングした遮熱壁面上に，約 10mの燐光膜を塗布し，特定波
長の紫外レーザを照射することで得られた燐光発光寿命を計測し，遮熱壁面温

度を算出した[78]．燐光体を用いた光学計測は，非常に高応答な計測が可能であ
る．しかしながら，壁面温度の計測ばらつきが高応答熱電対よりも大きくなる

ため，壁内部の非定常熱伝導方程式に計測した壁面温度を適用して壁面熱流束

を算出することを想定すると，壁面熱流束の誤差が大きくなる．そのため，本

章では，薄膜積層型の高応答熱電対を用いて，遮熱壁面の壁面表面および背面

の温度履歴を計測し，壁面熱流束を算出した．また，薄膜積層型を用いること

で，遮熱壁表面に熱接点を配置できるため，直接的に遮熱壁表面の温度を計測

することができる．図 3-1に薄膜積層熱電対の構造を示す．薄膜積層型熱電対の
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母材は，燃焼室を形成するアルミ材の熱拡散率に近い素材とした．熱電対の構

成金属として Ag-Niを採用した．直径 0.5mmの熱電対素線を絶縁被覆し，母材
の直径 0.9mm の穴に耐熱接着剤で固定し，母材表面に遮熱材を塗布した．壁面
の表面粗さは、壁面近傍の流動および壁面熱伝達特性に影響すると考えられる

ため，遮熱壁面の表面粗さは，金属壁面と同等になるように研削加工を実施し

た．研削加工時に熱電対素線の先端部と遮熱壁面の高さが同じになるように，

熱電対素線の先端部も併せて切削・研削加工を施す．薄膜状の熱電対は，端面

切削後に Agと Niをスパッタリングによって膜厚 400nmで成膜し，中央で積層
させて，直径 1.5mm の熱接点を形成した．また，センサ表面から内部への熱伝
導の 1次元を確保するため，センサ側面に熱拡散率 0.84mm2/sのアルミナを配置
した．本センサの時間応答性を評価するために，パルス発振した半導体 Nd:YAG
レーザを，薄膜積層型熱電対の熱接点に照射し，壁面温度の時系列変化を調査

した．なお，実験には外部信号でレーザ発振期間を制御可能な，波長 532nm の
半導体 Nd:YAGレーザを用いた．図 3-2にエネルギメータで計測したレーザ出力
を示す．レーザ照射直後は，出力がオーバーシュートする特性を示したが，そ

の後は，定常的に約 1W 程度の出力が得られている．このような出力履歴を持

つレーザ光を薄膜積層型熱電対の熱接点に照射した際に計測された温度履歴を

図 3-3に示す．また，図 3-2で得られたレーザ出力履歴を境界条件として，薄膜
積層熱電対内部の 1 次元非定常熱伝導方程式を解き，熱電対表面の温度履歴を
算出した．この結果を図 3-3に併せて示す．1次元非定常熱伝導方程式より得ら
れた結果は，時間遅れが全くない条件における熱電対表面温度履歴を表してい

ると考えた．図 3-3から，薄膜積層型熱電対で計測した表面温度は，1次元非定
常熱伝導方程式で算出した表面温度に対して約 50sの時間応答遅れ（時間応答
性 20kHz）を持つと言える．既往研究[78]から，遮熱壁面の温度を計測するため
には，数 kHz 以上の時間応答性が必要になると考えられ，本章で供試する薄膜
積層型熱電対は，エンジン圧縮膨張時の遮熱壁面の急峻な温度変化を十分にと

らえることができると考えられる．薄膜積層型熱電対からの信号は，アンプで

増幅され，ADコンバータを介してデータロガーにて 10kHzのサンプリング周波
数で記録する．壁面熱流束は，第 2 章と同様に，壁面温度およびの時系列計測
結果を境界条件として，完全陰解法にて壁面内部の非定常熱伝導方程式を解き，

壁面内部の温度勾配を算出することにより求めた．壁面内部の温度分布は，壁

面内部を構成する材料の熱伝導率(温度依存性考慮)を用いて，算出した．なお，
遮熱壁面を適用した場合は，母材内部の熱伝導が抑制されるため，本章で使用

した薄膜積層型熱電対では，遮熱壁表面から約 20mm離れた位置の背面温度を，
室温(298K)と仮定して壁面熱流束を算出した．また，第 2章と同様に，高応答熱
電対へのレーザ照射が壁面熱流束に及ぼす影響は，補正した(詳細は，付章参照)． 
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 PIV計測システムは，第 2章で述べた長作動距離対物レンズ(M Plan Apo×5, 
Mitutoyo)，高繰り返しダブルパルス Nd:YAGレーザ(LDP-100MQG, Lee Laser)，
そして高速度カメラ(SA-X2, Photron)で構成されるシステムを用い，壁面境界層
内の 2次元瞬時流速分布を計測した．そして，第 2章と同様に平均流速 U,V分
布，変動流速 u’,v’分布，そして乱流運動エネルギ k 分布を算出した．なお，本
章においても x×y 平面に対して鉛直方向の流速成分は，壁面に垂直な y 方向の
流速成分と概ね等しいと仮定して kを算出した． 
 

3.2.2. 計測条件 

 
 本章では，第 2 章の表 2-2 と同じ条件で実験を実施した．RCEM のピストン
速度はエンジン回転数 300rpm相当とし，下死点から圧縮上死点に達するまでの
時間が 95ms(エンジン回転数 300rpm相当)になるよう，空気室内の圧力を調整し
た．燃焼室内には，乾燥空気を充填し，初期圧力 Pinおよび初期温度 Tinは，そ

れぞれ Pin=101.3kPa, Tin=298Kとした．また，本章では，雰囲気温度，圧力，流
速，そして壁面温度が非定常的に変化する乱流境界層の壁面熱伝達現象に着目

するため，非燃焼場で実験を実施した．計測サイクル数は，3 サイクルとした．
時系列 PIVで用いたダブルパルスレーザのパルス間隔は，7sとした．そして，
PIVのサンプリング周期は 10kHzとし，0.1msごとに瞬時流速分布を取得した． 

 

3.3 壁面境界層内の流動特性 

 

3.3.1. 壁面境界層内の平均流速分布 

 

 図 3-4に 3サイクルの燃焼室内圧力を平均した燃焼室内平均圧力 Pおよび平
均ガス温度 T を示す．また，比較のため，第 2 章で対象とした金属壁面条件に
おける結果も併せて示す．図 3-5に燃焼室内の平均ガス密度を示す．燃焼室内の
平均ガス密度は，燃焼室内平均圧力と平均ガス温度を用いて理想気体の状態方

程式から算出した．第 2 章と同様に，圧縮開始から膨張終了にかけて，燃焼室
内平均圧力・温度は，常圧常温状態から P≒2.5MPa,T≒700Kの高圧高温状態ま
で大きく変化し，それに伴い燃焼室内の平均ガス密度が大きく変化することを

確認できた．しかし，遮熱壁条件における燃焼室内圧力および温度は，金属壁

条件とほぼ一致している．冷却損失が低減できた場合は，圧縮上死点近傍にお
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いて燃焼室内圧力および温度は，高くなる．本章で供試した燃焼室は，サファ

イア製の可視化ガラスの占める割合が大きく，燃焼室内の一部の壁面にしか遮

熱材を適用していないため，燃焼室内圧力および温度は，金属壁条件とほとん

ど同じになったと考えられる．次に，図 3-6に壁面温度履歴 Twを示す．なおこ

れ以降の図においても，比較のため，金属壁面条件における結果も併せて示す．

遮熱壁面では，平均ガス温度の変化に追従して，壁面温度が 50K 以上スイング
している．一方，金属壁面温度は，ほとんど変化していない．そのため，圧縮

上死点近傍において，遮熱壁面温度と金属壁面温度は，約 50K の差があること
が分かる．これは，遮熱壁面の特徴である，低体積比熱かつ低熱伝導率な熱物

性が起因している．なお，燃焼室内の最高ガス温度 Tmax≒700Kであるため，圧
縮上死点において，金属壁面温度と遮熱壁面温度との差は，ガス温度に対して

約 7.1%となる．また，圧縮上死点近傍において，壁面温度の振動を観察できる．
これは，前述のように，圧縮上死点近傍において，ピストンがカム上面から離

れ，燃焼室内圧力および温度が振動するためであると考えられる．遮熱壁は，

金属壁と比べて比熱が非常に小さいため，金属壁条件と比べて，燃焼室内圧力

およびガス温度変動が壁面温度に影響しやすくなると考えられる．それゆえ，

遮熱壁条件においては，壁面温度の圧縮上死点近傍における壁面温度振動が観

察できたものと考えられる． 
 このように，雰囲気温度，圧力に加えて壁面温度が 1 サイクル中に大きく変
化する環境における流動特性を調査するため，図 3-7および図 3-8に TDC直前
および直後の時刻（-15deg.ATDC，15deg.ATDC）における壁面境界層内の U,V
を y に対して示す．図より，壁面境界層内の平均流速分布は，第 2 章で述べた
金属壁条件とほとんど一致しており，壁面に平行な流速成分が支配的な流れ場

を形成できていることが確認できる． 
 次に，図 3-9 および図 3-10 に TDC 直前および直後の時刻（-15deg.ATDC，
15deg.ATDC）における壁面境界層内の u+を y+に対して示す．摩擦速度は，第 2
章で言及したように，壁面から十分に離れた領域の平均流速分布を式(2-4)およ
び式(2-5)に適用して算出した．なお，動粘性係数は，燃焼室内の平均圧力およ
び平均ガス温度状態における空気の動粘性係数を用いた．図から，壁面温度が 1
サイクル中に非定常的に変化する遮熱壁条件においても，金属壁条件と同様に

対数則域の流速分布が観察できており，壁乱流が発達した乱流境界層内の特徴

を持つ壁面境界層を形成できていると考えられる．次に，遮熱壁条件と金属壁

条件との差異を分析する．まず，y+>100の対数則域に関して，TDC以前の圧縮
行程では大きな差異は観察できないが，TDC 後の膨張行程では，遮熱壁条件に
おける u+が金属壁条件よりも小さくなる．図 3-7から，壁面から 1mm以上離れ
た領域の無次元流速が遮熱壁条件と金属壁条件で異なっていることから，膨張



第3章 壁面温度が変化する乱流境界層の壁面熱伝達 

58 

 

行程における y+>100の領域で観察される両者の差異は，主流の平均流速の差に
起因していると考えられ，壁面温度の非定常的な差が引き起こした現象ではな

いと考えられる．一方，y+<100 の領域では，圧縮，膨張行程のどちらにおいて
も差異が観察できており，遮熱壁条件における u+が金属壁条件よりも大きい．

この領域は，第 2 章で述べたように，流れ場に対して流体の粘性が影響を及ぼ
す遷移領域である．図 3-11 に壁面温度および燃焼室内平均圧力状態における空
気の動粘性係数を時系列的に示す．このように，壁面温度が 1 サイクル中で非
定常的に変化することにより，壁面に接する空気の動粘性係数が変化しており，

壁面近傍領域における空気の動粘性係数も変化している可能性がある．したが

って，壁面温度の非定常的な変化に起因する壁面境界層内の動粘性係数の変化

が y+<100の遷移領域の無次元流速分布に影響を与えたのではないかと予測でき
る．また，y+<100 の遷移領域は，壁面境界層内の壁面に平行な x 方向の変動流
速成分である u’および乱流運動エネルギ k が極大値を示す領域である．そのた
め，これらの乱流特性も壁面温度の非定常的な変化に影響を受けると考えられ

る． 
 

3.3.2. 壁面境界層内の乱流特性 

 

 本節では，遮熱壁による壁面温度の非定常的な変化が，壁面境界層内の乱流

特性に及ぼす影響を調査する．図 3-12および図 3-13に TDC直前および直後の
時刻（-15deg.ATDC，15deg.ATDC）における壁面境界層内の変動流速 u’,v’を，
図 3-14および図 3-15に乱流運動エネルギ k をそれぞれ示す．これらの図から，
壁面から 1mm以上離れた領域においては，圧縮，膨張行程のどちらの時刻にお
いても，変動流速や乱流運動エネルギに大きな差異は観察できない．一方，壁

面温度が金属壁面よりも高い遮熱壁条件では，圧縮，膨張行程のどちらの時刻

においても壁面境界層内の u’および k の極大値が金属壁条件よりも小さい．こ
れは，上述のように遮熱壁面近傍領域の動粘性係数が金属壁条件よりも大きく

なることが起因していると考えられる．このような壁面温度上昇による壁面境

界層内の乱流運動エネルギ抑制効果は，壁面熱伝達現象に影響を及ぼすと考え

られる． 
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3.4 壁面熱伝達特性 

 

3.4.1. 壁面熱流束および熱伝達係数 

 

 本節では，遮熱壁による壁面温度の非定常的な変化が，壁面熱流束および熱

伝達係数に及ぼす影響を調査する．図 3-16に 3サイクル分の壁面熱流束 qwを示

す．図から，3サイクルの計測ばらつきは，TDC近傍において最大±15%である
ことを確認した．また，すべてのサイクルの TDC近傍において，壁面熱流束の
時間履歴に振動が確認できる．これは，前述のように，RCEM のカムとロッド

部が連結されていないため，TDC 近傍においてカム上面からロッドが離れたこ
とに起因して生じたものと考えられる．図 3-17に 3サイクル平均した qwを示す．

図 3-17より，遮熱壁による壁面温度上昇により，金属壁条件より壁面熱流束を
低く抑えることができていることを確認した． 
 次に，これまで十分に明らかにされていない，壁面温度の非定常的な変化が
熱伝達係数に与える影響に関して考察を進める．図 3-18に 3サイクル平均した
熱伝達係数 hを示す．図 3-18から，遮熱壁面の温度が金属壁面の温度に対して
高くなる圧縮行程から膨張行程までの広範囲に渡って，熱伝達係数が低下して

いる．したがって，遮熱壁による壁面温度上昇は，平均ガス温度と壁面温度と

の差を低減する効果に加え，熱伝達率低減効果も有すると考えられ，これらが

壁面熱流束低減要因であると考えられる．では，壁面温度上昇により熱伝達係

数が低下した要因を考える．まず，熱伝達係数は，以下のように表現でき ℎ = ୯౭்ି்ೢ , (3-1) 

以下に示す qwの定義 𝑞௪ = 𝜆ௗ்ୢ୷ቚ௬ୀ଴, (3-2) 

と併せて考えると，以下のように式(3-1)を変形できる． ℎ = ఒ୼௬, (3-3) 

したがって，式(3-3)から，壁面温度による熱伝達係数低減効果を考察するため
には，壁面に隣接する空気の熱伝導率および以下の式で表現されるyを評価す
ることが重要である． 
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Δ𝑦= 𝜆 ି்ೢ௤ೢ  (3-4) 

なお，壁面に接する空気の温度はほぼ壁面温度と同等と仮定し，壁面温度と燃

焼室内の平均ガス圧力状態におけるを熱物性値表から特定した． 
 まず，は，温度が高いほど大きいため，壁面温度が高い遮熱壁条件では大き
くなる．そのため，遮熱壁条件において熱伝達係数が低減した要因としては考

えられない．次に，図 3-19にΔyの時系列的な変化を示す．Δyは，壁面温度が
高い遮熱壁条件では金属壁条件に比べて，大きくなることがわかる．したがっ

て，壁面温度が高くなり，y が大きくなったことが熱伝達係数低減の要因であ
ると考えられる．式(3-4)で表現されるy は，温度境界層厚さすなわち壁面境界
層内の温度分布が大きく関係する因子であると考えられる．第 2 章で検証した
とおり，非定常な流れ場であったとしても，壁乱流が発達した乱流境界層にお

いては，壁面境界層内の速度場と温度場は，アナロジーが成立すると考えられ

る．このアナロジーを考慮すると，壁面温度上昇による動粘性係数の増加に起

因する乱流運動エネルギ抑制効果が，壁面境界層内の温度分布に影響を与え，

y の増大に寄与していると考えられる．壁面温度上昇が壁面境界層内の動粘性
係数および温度境界層厚さに及ぼす影響を詳細に分析するためには，壁面境界

層内の温度分布計測が必要不可欠となる．今後の課題として，壁面境界層内の

温度分布計測に取り組んでいく． 
 遮熱壁による冷却損失低減技術の開発を正確かつ効率的に進めるためには，
以上のような，遮熱壁面の温度上昇による壁面熱伝達抑制効果を高精度かつ低

計算負荷で予測できる壁面熱伝達モデルが必要不可欠となる．そのため，第 1
章で述べた壁面熱伝達モデルの，壁面温度が非定常的に変化する乱流境界層に

おける適用性を調査した． 
 

3.4.2. 壁面温度が変化する乱流境界層の壁面熱流束予測 

 

 本節では，第 1 章で述べた壁面熱伝達モデルの，壁面温度が非定常的に変化
する乱流境界層における適用性に関して述べる．第 2章では，壁面境界層内の，
空間的な密度変化を考慮した壁面熱伝達モデル(式(1-12)，式(1-14))を用いること
で，雰囲気温度・圧力が非定常的に変化する乱流境界層における壁面熱流束を

高精度で予測できることを明らかにした．本節では，遮熱壁面を想定し，雰囲

気温度，圧力に加えて壁面温度がガス温度に追従して非定常的に変化する乱流

境界層において式(1-12)，そして式(1-14)の適用性を検証した．第 2章と同様に，
本章で得られた計測結果を式(1-12)，そして式(1-14)に代入することで壁面熱流
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束を算出し，薄膜積層型熱電対で得られた壁面熱流束と比較することで検証を

進めた． 
Han and Reitz [118] 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ்ଶ.ଵ௟௡௬శାଶ.ହ𝑙𝑛 ( ்்ೢ ). (1-12) 

Rakopoulos et al. [122] 

𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ்௟௡ ೅೅ೢା൭ ೤శషరబబ.రళలళశ భುೝାଵଵ଻.ଷ଻൱೏ು೏೟ ഌೠഓభబ.రళలళቄ௟௡ቀ௬శା భುೝబ.రళలళቁି௟௡ቀସ଴ା భುೝబ.రళలళቁቅାଵ଴.ଶଷ଼ସ. (1-14) 

なお，摩擦速度は，前述のように壁面から十分に離れた領域の U 分布を式(2-4)
および式(2-5)に代入し，推定した．壁面熱流束は，壁面最近傍領域における熱
物性が大きく影響すると考えられるため，燃焼室内平均圧力，壁面温度状態に

おける空気の動粘性係数を摩擦速度推定に用い，式中のガス密度および定圧比
熱 cpも燃焼室内平均圧力，壁面温度状態における値を用いた．また，薄膜積層

熱電対により計測した壁面温度を式(1-12)，そして式(1-14)に代入した．式(1-12)，
そして式(1-14)中の密度および定圧比熱は，第 2章と同様に，燃焼室内平均圧力，
壁面温度状態における値を適用した．比較を進める際には，壁面境界層内のガ

ス温度分布を決める必要がある．一般的に，壁関数を用いた壁面熱流束予測モ

デルでは，壁面第 1 層目の計算メッシュは対数則域に位置し，壁面から十分に
離れた領域であるため，この領域のガス温度は，燃焼室内の平均ガス温度に近

いと考えられる．そのため，Tには，燃焼室内平均ガス温度を代入した．乱流境
界層においては，対数則域は，y+>100 の領域で観察できるため，様々な温度分
布を想定し，式(1-12)，そして式(1-14)に y+＝150，200，250，300を代入した． 
 図 3-20 に式(1-12)で算出した壁面熱流束と薄膜積層熱電対で計測した壁面熱
流束を比較した結果を示す．両者の比較から，式(1-12)で表現される壁面境界層
内の空間的な密度変化を考慮した壁面熱伝達モデルは，壁面熱流束を最大 20%
の誤差で定量的に予測可能であることが分かる．次に，図 3-21に式(1-14)で算出
した壁面熱流束と薄膜積層型熱電対で計測した壁面熱流束を示す．この図から，

第 2 章同様，壁面熱流束の予測精度は，壁面境界層内の空間的な密度変化のみ
を考慮した壁面熱伝達モデルである式(1-12)と予測精度はほとんど変わらない
結果となった．以上の結果から，雰囲気温度，圧力そして流速に加え，壁面温

度が非定常的に変化する乱流境界層壁面境界層においても，空間的な密度変化

を考慮した壁面熱伝達モデルを用いることが，壁面熱流束を高精度に予測する

ためには重要であると考えられる． 
 壁面熱流束計測結果と予測結果の間に差異が生じる要因として，2つ考えるこ
とができる．まず 1 つ目は，壁面熱流束算出方法による誤差である．本研究で
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は，高応答熱電対表面の熱接点から壁内部への 1 次元熱伝導を仮定して高応答
熱電対内部の温度分布を解析しており，高応答熱電対内部の構造に応じた 3 次
元熱伝導を考慮していない．できる限り高応答熱電対内の熱伝導が 1 次元的と
なるように構造設計されているが，1次元熱伝導を仮定した場合と 3次元熱伝導
を考慮した場合における壁面熱流束解析精度は十分に調査できていない．今後

の課題として，1次元熱伝導を仮定した場合と 3次元熱伝導を考慮した場合によ
る壁面熱流束計測結果の差を調査していく．2つ目は，壁面温度の非定常的な変
化による壁面熱流束予測精度の低下である．式(1-12)および式(1-14)で表現され
る壁面熱伝達モデルは，定常状態で形成される乱流境界層内の流動特性を仮定

して構築されている．そのため，壁面温度の 1 サイクル中の非定常的な変化が
予測精度に影響している可能性は否定できない． 
 

3.5 本章の結論 

 

 本章では，雰囲気温度，圧力そして流速の変化に加え，壁面温度が非定常的

に変化する乱流境界層の壁面熱伝達現象の解明を目的とした．第 2 章で用いた
急速圧縮膨張装置の燃焼室内に，体積比熱と熱伝導率を同時に低減する遮熱材

を適用し，燃焼室内ガス温度の変化に追従して壁面温度が大きく変化する乱流

境界層を形成した．このような乱流境界層における壁面熱流束および熱伝達係

数を評価し，第 2章で用いたPIVと組み合わせて，壁面境界層内の流動特性と
壁面熱流束・熱伝達係数との関係を調査した．そして，得られた結果を壁面温

度がほとんど変化しない条件における計測結果と比較した．さらに，定常状態

の発達した乱流境界層の流動特性を仮定した壁面熱伝達モデルの適用性を検証

し，以下の結論を得た． 
 
1. 壁面温度が燃焼室内のガス温度に追従し，TDC近傍において高温になる遮熱
壁条件においては，壁面温度が圧縮膨張によりほとんど変化しない金属壁条

件と比較して，壁面熱流束および熱伝達係数が小さくなる． 
 

2. 壁面温度が相対的に高くなることで，壁面最近傍領域に分布するガスの動粘
性係数が大きくなり，その結果，壁面境界層内の乱流運動エネルギが低下す

る．これが，遮熱壁条件において，金属壁条件よりも熱伝達係数が小さくな

る要因であると考えられる． 
 

3. 燃焼室内の温度，圧力そして流速の変化に加え，壁面温度が非定常的に変化
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する乱流境界層においても，定常状態で形成された乱流境界層の壁面熱伝達

特性を仮定することで壁面熱流束を約 20%の誤差で予測できる．壁面境界層
内の密度変化を考慮することが重要である． 
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Figure 3-1 Configuration of the high response thin-film thermocouple 
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Figure 3-2 Time series history of DPSS Nd: YAG laser output 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figure 3-3 Time series history of the surface temperature on the thin-film thermocouple 
estimated by one dimensional non-steady state heat conduction equation 
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Figure 3-4 Time-series history of in-cylinder gas pressure P and gas temperature T using 
under the condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3-5 Time series history of kinetic viscosity based on in-cylinder pressure and gas 
temperature averaged 3 cycles under the condition of Ne=300rpm 
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Figure 3-6 Time series history of mean wall temperature averaged 3 cycles under the 
condition of Ne=300rpm (metal and heat insulated wall) 
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Figure 3-7 Mean velocity U and V distribution in the wall boundary layer under the 
condition of Ne = 300rpm at -15deg.ATDC 
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Figure 3-8 Mean velocity U and V distribution in the wall boundary layer under the 
condition of Ne = 300rpm at 15deg.ATDC 
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Figure 3-9 Non-dimensional mean velocity distribution based on the thermal properties 
under in-cylinder pressure and gas temperature condition in the wall boundary layer 
under the condition of Ne = 300rpm at -15deg.ATDC 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3-10 Non-dimensional mean velocity distribution based on the thermal 
properties under in-cylinder pressure and gas temperature condition in the wall 
boundary layer under the condition of Ne = 300rpm at 15deg.ATDC 
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Figure 3-11 Time series history of kinetic viscosity based on in-cylinder pressure and 
gas temperature averaged 3 cycles under the condition of Ne=300rpm 
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Figure 3-12 Turbulent intensity u’ and v’ distribution in the wall boundary layer under 
the condition of Ne = 300rpm at -15deg.ATDC 
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Figure 3-13 Turbulent intensity u’ and v’ distribution in the wall boundary layer under 
the condition of Ne = 300rpm at 15deg.ATDC 
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Figure 3-14 Turbulent kinetic energy k distribution in the wall boundary layer under the 
condition of Ne = 300rpm at -15deg.ATDC 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3-15 Turbulent kinetic energy k distribution in the wall boundary layer under the 
condition of Ne = 300rpm at 15deg.ATDC 
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Figure 3-16 Time series history of wall heat flux during 3 cycles under the condition of 
Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3-17 Time series history of wall heat flux averaged 3 cycles under the condition 
of Ne = 300rpm 
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Figure 3-18 Time series history of heat transfer coefficient averaged 3 cycles under the 
condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3-19 Time series history of y averaged 3 cycles under the condition of Ne = 
300rpm 
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Figure 3-20 Wall heat flux estimated by the Eqs. (1-12), (2-4) and (2-5), and that 
measured by the high response thermocouple with heat insulated coating under the 
condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3-21 Wall heat flux estimated by the Eqs. (1-14), (2-4) and (2-5), and that 
measured by the high response thermocouple with heat insulated coating under the 
condition of Ne = 300rpm 
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4.1 はじめに 

 

 第 2章，第 3章では，壁乱流が発達した乱流境界層の壁面熱伝達に焦点を当
てた．一方，近年の研究により，エンジン燃焼室内のピストン頂面およびシリ

ンダヘッド面に形成される壁面境界層では，壁乱流は十分に発達しておらず，

乱流境界層の特徴である対数則域の流速分布が観察できない条件が存在すると

報告されている[170], [171]．そのため，エンジン運転条件や燃焼室形状によって
は，壁乱流が発達した乱流境界層内の特性を仮定した壁面熱伝達モデルが適用

できない可能性が高い．壁乱流が十分に発達していない壁面境界層（以下，非

発達乱流境界層）においては，壁面境界層内の低レイノルズ数効果を考慮した，

低レイノルズ数型乱流モデルを用いた壁面熱流束予測が選選択の 1 つとして考
えられる．これまでの研究から，応力-歪み相関式を仮定する渦粘性モデル[105], 
[106]や流れが物体に衝突する場所においても高精度な予測が可能な非線形渦粘
性モデル[107]が提案されており，エンジン燃焼室内で観察できる様々な流れに
適用できる可能性が高いと考えられる．しかしながら，燃焼室の壁面境界層内

を十分に解像できる細かな計算格子を配置する必要があるため，計算負荷が飛

躍的に増大する．計算負荷を抑える観点から，比較的粗い計算格子を壁面近傍

に配置した場合，非発達乱流境界層内の流動および壁面熱伝達特性を高精度に

予測できる壁面熱伝達モデルは，確立されていない．したがって，高精度かつ

エンジン開発に適用できる程度の低い計算負荷でエンジン燃焼室内における壁

面熱流束を予測するためには，非発達乱流境界層においても壁面熱流束を高精

度で予測できるモデルが必須となる． 
本章では，雰囲気温度，圧力そして流速が非定常的に変化する環境において，

非発達乱流境界層における壁面熱伝達特性を把握し，非発達乱流境界層にも対

応した壁面熱伝達モデルを提案することを目的とする．急速圧縮膨張装置の燃

焼室形状を工夫することにより，非発達乱流境界層を形成し，壁面境界層内の

流速分布および壁面熱流束を計測した．そして，これらの結果を活用して，非

発達乱流境界層における熱伝達特性を調査し，計算負荷を増大させることなく，

壁面熱流束を定量的に予測可能な壁面熱伝達モデルを提案する．最後に，提案

した壁面熱伝達モデルをエンジン CFDに適用し，エンジン燃焼条件におけるモ
デル適用性を明らかにする．本章では，壁面熱伝達モデルで考慮している以下

に示す仮定の適用性を明らかにし，修正する． 
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第 4章で検証，修正する壁面熱伝達モデルの仮定 
・壁面境界層内の流動特性は，壁乱流が発達した乱流境界層内の流動特性と同

じである． 
 

4.2 実験装置，計測方法および計測条件 

 

4.2.1 実験装置，計測方法 

 

 本章では，第 2章の表 2-1の諸元を持つ RCEMを供試し，第 2章で言及した
PIV計測および壁面熱流束計測システムを適用した．壁乱流が発達していない
壁面境界層内の流速分布形成を狙って RCEM の燃焼室形状を設計，試作した．
図 4-1に試作した燃焼室概略図を示す．第 2章で供試した燃焼室形状から連通路
位置を変更し，燃焼室中心部に連通路を配置した．そして，連通路入り口に，

直径 1mm，16穴のパンチングメタルを配置した．高応答熱電対および光学窓等，
その他構成部品の取り付け位置は，第 2 章で供試した燃焼室と同じである．な
お，事前に本燃焼室形状を対象に実施した CFD計算を実施し，壁乱流が発達し
た乱流境界層内流動の特徴，つまり対数則域が観察できない流動場を形成でき

ることを確認した．CFD計算では，y+≦1まで解像できる計算格子を配置し，壁
面最近傍領域の低レイノルズ数効果を考慮するため，低レイノルズ数型乱流モ

デルを適用した．図 4-1に示す形状の燃焼室を以後，燃焼室 Type 2と定義する．
燃焼室 Type 2内に形成される流速分布を調査するため，燃焼室内の広範囲を計
測対象とした PIV 計測を実施した．図 4-2に PIV 計測システムの概略を示す．
光源には，波長 532nmの連続発振 DPSS Nd:YAGレーザ(DPGL-8W, 日本レーザ)
を用い，レーザシート光学系を介して，燃焼室内に導入した．高速度カメラ，

トレーサ粒子および PIV 解析装置は，PIV 計測と同じ物を用いた．レンズは，
一般的に使用されているカメラ用レンズ(Micro-Nikkor 100mm f2.8s, Nikon)を使
用した．RCEMの運転条件は，表 2-1に示す条件と同様とした．トレーサ粒子が
露光時間内に動く距離を極力短くし，歪みの少ないトレーサ粒子像を計測する

ため，高速度カメラの露光時間を 15sに設定した．トレーサ粒子の撮影コマ間
における移動量を考慮し，撮影速度を 20000fps とした．瞬時流速分布は，直接
相互相関法にて算出した．なお，各時刻で，PIV解析を行う画像ペアの時間間隔
dtが適正値になるように，PIV解析を行う画像ペアを決定した．すなわち，300rpm
の条件にて，-45deg.ATDC から-5deg.ATDC までは，dt=50s，-5deg.ATDC から
TDCまでは，dt=100s,それ以降は dt=150sとなるように，PIV解析を行う画像
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ペアを決定した．検査窓は，32pix×32pixとし，オーバーラップは 50%×50%とし
た．図 4-3に 300rpmの条件における燃焼室内の瞬時流速分布を時系列的に示す．
図より，燃焼室 Type 2においては，連通路を通り燃焼室内に流入した空気は，
燃焼室上壁中心部に衝突し，その後，左右に分かれて燃焼室壁面に沿う流れを

形成する．そして，TDC 以降のピストン挙動が圧縮から膨張方向に転ずる時刻
において，燃焼室内の流速が急激に減衰する．4.3.1節で燃焼室 Type 2の壁面境
界層における流動特性を詳細に述べる． 
 PIV計測システムは，第 2章で述べた長作動距離対物レンズ(M Plan Apo×5, 
Mitutoyo)，高繰り返しダブルパルス Nd:YAGレーザ(LDP-100MQG, Lee Laser)，
そして高速度カメラ(SA-X2, Photron)で構成されるシステムを用い，壁面境界層
内の 2次元瞬時流速分布を計測した．そして，第 2章と同様に平均流速 U,V分
布，変動流速 u’,v’分布，そして乱流運動エネルギ k 分布を算出した．なお，本
章においては，燃焼室形状が第 2 章，第 3 章で用いたものと異なるが，図 4-2
から，壁面近傍では，壁面に平行な x方向の流速成分が壁面に垂直な y方向の流
速成分よりも十分に大きいと考えられるため，本章においても x×y 平面に対し
て鉛直方向の流速成分は，y方向の流速成分と概ね等しいと仮定して kを算出し
た．なお，第 4章では，壁面境界層内の乱流運動エネルギの散逸率を等方性乱
流を仮定し，以下の式で検査窓ごとに算出した． 

𝜀= 15𝜈ቀడ௨డ௫ቁଶതതതതതതത
, (4-1) 

ቀడ௨డ௫ቁଶ = ଵସ ൬ቀడ௨ೣడ௫ ቁଶ + ቀడ௨೤డ௫ ቁଶ + ቀడ௨ೣడ௬ ቁଶ + ቀడ௨೤డ௬ ቁଶ൰. (4-2) 

また，ቀడ௨డ௫ቁଶതതതതതതത
は，PIVで計測した 2次元流速成分で構成される速度勾配 4成分の

みを用いて算出した．そして，平均流速算出と同様に空間平均し，3ms間の時間
平均処理を施した． 
 壁面熱流束計測には，第 2章で供試した高応答熱電対(TCS-244-AL-MU(MU-X) 
-L-Z-11443, MEDTHRM)を用い，燃焼室内壁面温度および壁面から鉛直方向に
4mm内側の壁面内温度を計測し，壁面熱流束を算出した． 
  

4.2.2. 計測条件 

 

 表 4-1 に計測条件を示す．RCEM のピストン速度はエンジン回転数 300rpm，
500rpm 相当とし，下死点から圧縮上死点に達するまでの時間が 95ms(エンジン
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回転数 300rpm相当)，57ms（エンジン回転数 500rpm相当）になるよう，空気室
内の圧力を調整した．燃焼室内には，乾燥空気を充填し，初期圧力 Pinおよび初

期温度 Tinは，それぞれ Pin=101.3kPa, Tin=298Kとした．また，本章においても，
第 2章と同様に，非燃焼場で実験を実施した．計測サイクル数は，3サイクルと
した．時系列 PIVで用いたダブルパルスレーザのパルス間隔は，TDCまでの比
較的速い流速が観察できる時刻においては，10s (300rpm)，5s (500rpm)とし，
TDC後の流速が急激に減衰する時刻以降は，30s (300rpm)，10s (500rpm)とし
て計測した．そして，PIVのサンプリング周期は 10kHzとし，0.1msごとに瞬時
流速分布を取得した． 

 

4.3 壁面境界層内の流動特性 

 

4.3.1. 壁面境界層内の平均流速分布 

 

 図 4-4 および図 4-5 に燃焼室内平均圧力 P および燃焼室内の平均ガス温度 T
を示す．なお，図には，3サイクルの平均値を示す．また，第 2章で述べた 300rpm
相当のピストン速度において形成された乱流境界層における結果を併せて示す．

以後，第 2章で供試した燃焼室を燃焼室 Type 1と定義する．燃焼室 Type 1,2の
300rpm相当のピストン速度条件における結果を比較したところ，圧縮行程では，
燃焼室 Type 2は Type 1よりも P,T共に低く，膨張行程では，乱流境界層におけ
る結果よりも P,T共に高いことが分かる．この結果から，圧縮行程では，燃焼室
Type 2における冷却損失は，燃焼室 Type 1を用いた場合よりも大きいと考えら
れる．燃焼室 Type 2は，連通路入り口に，直径 1mm，16穴のパンチングメタル
を配置しているため，圧縮行程において空気がパンチングメタル部を通って燃

焼室内へ流入する際に，パンチングメタル部からの冷却損失が大きくなったも

のと考えられる．一方，膨張行程においては，燃焼室 Type 2における冷却損失
は，燃焼室 Type 1を用いた場合に比べて小さくなる．次に，燃焼室 Type 2を用
いた条件においてピストン速度を変化させた場合，ピストン速度が速くするこ

とにより，P,T共に高くなる．この結果から，ピストン速度が速くなることによ
り冷却損失量が低減していると考えられ，ピストン速度上昇による圧縮膨張時

間短縮効果によるものと考えられる．図 4-6および図 4-7にこのような圧力，温
度環境においてPIVで計測した壁面近傍 x方向平均流速 Uおよび y方向平均流
速 Vを示す．なお，図 4-6は，300rpm相当のピストン速度における結果を，図
4-7 は，500rpm 相当のピストン速度における結果をそれぞれ示す．図より，本
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章で用いた燃焼室において，ピストン速度によらず U は，壁面に近づくにつれ
て大きくなり，壁面最近傍領域において極大値を持つ．これは，壁乱流が発達

した乱流境界層内の流速分布と大きく異なる流速分布であると言える．また，

-35deg.ATDC 付近の時刻において，U は最も大きくなる．そして，TDC 後のピ
ストン挙動が圧縮から膨張に転ずる時刻以降において，図 4-2に示す燃焼室内全
体の流速分布と同様に，Uも大きく減衰する．次に，x方向平均流速 Vに関して，
TDC までの圧縮行程においては，壁面から遠ざかる方向の流れが形成され，壁
面に近づくにつれて，V は小さくなる．そして，TDC 後のピストン挙動が圧縮
から膨張に転ずる時刻以降において，Vは Uと同じく，大きく減衰する．また，
Uと Vを比較し，本章で用いた燃焼室においても，TDCまでの比較的速い流速
が観察できる圧縮行程においては，U は V に対して十分に大きく，壁面に平行
な方向の流速成分が支配的な流れが形成されている． 
 本章で供試した燃焼室内に非発達乱流境界層が形成されていることを検証す
るため，u+と y+との関係を調査する．u+および y+を評価するためには，摩擦速

度 uを推定する必要がある．本章においては，壁乱流が発達した乱流境界層形
成できていない可能性が高く，このような流動場に対して，式(2-4)，式(2-5)に
示す，乱流境界層内の特徴を基に平均流速分布から摩擦速度を推定する方法が

妥当であるかを検証できていない．そのため，高応答熱電対による壁面熱流束

計測結果と壁面熱伝達モデル式を用いて，摩擦速度を推定し，u+および y+を評

価した．なお，第 2 章において，雰囲気温度および圧力が非定常的に変化する
壁面境界層において，qw を正確に予測するためには，壁面境界層内の密度変化

を考慮する必要があることを示した．そのため，壁面熱伝達モデルとして，第 1
章で述べた式(1-12)を用い，以下のように摩擦速度を推定した．式(4-3)を用いて
推定した摩擦速度を，式(2-4),(2-5)に代表される壁面境界層内の流動特性から推
定した摩擦速度と区別するため uWHTと定義する． 𝑢ఛ_ௐு் = ௤ೢ(ଶ.ଵ௟௡௬శାଶ.ହ)ఘ௖೛்௟௡ ( ೅೅ೢ) . (4-3) 

なお，Tには，燃焼室内の平均ガス温度を適用し，y+は，乱流が支配的な領域を

想定し y+=200とした．ガス密度,および定圧比熱 cpは，燃焼室内平均圧力と壁

面温度状態における値を用いた．図 4-8 およびに図 4-9 に u+と y+との関係を示

す．なお，y+は燃焼室内平均圧力と平均ガス温度状態における空気の動粘性係数

および uを用いて算出した．両ピストン速度および時刻においても，u+と y+と

の関係は，壁乱流が発達した乱流境界層における u+と y+との関係から大きく乖

離している．さらに，乱流境界層内の流動特性である，対数則域の u+分布を観

察できない．したがって，本章で試作した燃焼室を供試することで，雰囲気温

度，圧力そして流速が非定常的に変化する環境において，壁乱流が発達してい
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ない壁面境界層を形成できていることを確認できた． 
 

4.3.2. 壁面境界層内の乱流特性 

 

 雰囲気温度，圧力そして流速が非定常的に変化する非発達乱流境界層内の乱

流特性を調査した．図 4-10に壁面境界層内における変動流速の x方向成分 u’を，
図 4-11に変動流速の y方向成分 v’をそれぞれ示す．本章で供試した燃焼室内に
おいて壁乱流は発達していないが，第 2 章，第 3 章で供試した燃焼室内に形成
された乱流境界層内と同等の乱れ強さとなっていることが分かる．このような

現象は，エンジンのピストン面上に形成された壁面境界層内においても観察さ

れている[171]．以下に，第 2 章および第 3 章で供試した燃焼室内における壁面
境界層内乱流特性と比較した結果を述べる． 
 まず，u’に関して，比較的 U が大きい-45deg.ATDC,-35deg.ATDC そして
-25deg.ATDC付近の時刻（図 4-6参照）において，u’は壁面に近づくにしたがい
緩やかに増加している．そして，特にピストン速度が速い 500rpm相当条件にお
いて，壁面最近傍領域における u’の増加が観察できる．第 2 章で述べた乱流境
界層においては，u’は壁面近傍の遷移領域において極大値を持つ分布が観察でき
る．さらに u’の極大値は，u’が yに対してほとんど変化しない壁面から 3mm以
上離れた領域の u’に対して，最大で 4 倍程度になる．第 2 章で述べた，遷移領
域における u’の急激な増加は，壁面と流体とのせん断で，主流が持つ運動エネ
ルギが急激に減衰することに起因していると考えられる．一方，第 2 章と同じ
ピストン速度である 300rpmにおける結果から，-45deg.ATDC,-35deg.ATDC付近
の時刻において，u’の最大値は，壁面から十分に離れた領域における u’の 2倍以
内となっている．そのため，本章で対象とする非発達乱流境界層では，壁面最

近傍領域における主流と壁面とのせん断の様子が乱流境界層と異なり，乱流境

界層と比較して，壁面最近傍における主流と壁面とのせん断が弱いと考えられ

る．-5deg.ATDC から TDC 後の U が大きく減衰する時刻においては，壁面境界
層内の u’は，yに対してほとんど変化しておらず，乱流境界層内で観察された壁
面最近傍領域の u’上昇は観察されない．そのため，壁面と流体とのせん断が非
常に弱い壁面境界層内流動であると考えられる． 
 次に，v’は，壁面から 0.5mm 以上の領域において，y によらずにほとんど変
化してない．そして，壁面から 0.5mm 以上の領域では，単調に減少することが
分かる．これは，第 2 章で述べた乱流境界層と同様の傾向である．しかし，特
に-45deg.ATDC,-35deg.ATDC付近の時刻において，壁面境界層内の v’の最大値は，
乱流境界層の結果よりも大きくなる．この結果から，乱流境界層では壁面に平
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行な成分の流速が支配的な流れ場であることに対して，本章で対象にした非発

達乱流境界層は，第 2 章で述べた乱流境界層と比較して，壁面に垂直な方向の
流速成分の影響が，相対的に大きくなる流れ場であると考えられる． 
 図 4-12および図 4-13に壁面境界層内における乱流運動エネルギ kを示す．比
較的 U および u’が大きい-45deg.ATDC,-35deg.ATDC 付近の時刻において k は，
壁面に近づくにつれて，緩やかに増加した後，減少し，その後壁面最近傍領域

にて，再び上昇に転ずる．この壁面最近傍領域の現象は，上述の u’分布と同様
な分布であり，壁面最近傍領域では，u’の影響が支配的となり，壁面と流体との
せん断に起因して，壁面最近傍領域で k が上昇するものと考えられる．一方，
-5deg.ATDC から TDC 後の U が大きく減衰する時刻においては，壁面から十分
に離れた領域では，kは，yに対してほとんど変化しておらず，壁面から 1.5mm
以内で緩やかに減衰する．このような Uが減衰している時刻においては，u’が y
に対してほとんど変化しないため，壁面境界層内の kは，v’と同様の空間分布と
なる． 
 以上のように，本章で対象とするような非発達乱流境界層において，乱流運
動エネルギ分布は，乱流境界層における特徴から乖離している．そのため，壁

面境界層内における乱流運動エネルギの生成と散逸との関係も，乱流境界層に

おいて観察される特徴からかい離している可能性がある．壁面境界層内の乱流

運動エネルギ生成と散逸の関係は，以下に示す，乱流レイノルズ数 Retを評価す

ることで分析することができる．  𝑅𝑒௧ = ௞మఔఢ = ఔ೟஼ഋఔ. (4-4) 

壁乱流が発達した乱流境界層においては，渦動粘性係数 vtと動粘性係数 v の比
vt/v は，y+の関数として表現でき，壁面境界層内全域における分布は，Reynolds 
[179]により以下に示す関数が提案されている． ఔ೟ఔ = 1 + 𝜅𝑦ା ቄ1 −𝑒𝑥𝑝ቀି௬శమ஺మ ቁቅ, (4-5) 

 =0.41, A=26. 
したがって，式(4-4)および式(4-5)から，乱流境界層における乱流レイノルズ数
Ret_devも，以下に示す y+のみの関数として表現できる． 𝑅𝑒௧_ௗ௘௩ = ଵ஼ഋ ቂ1 + 𝜅𝑦ା ቄ1 −𝑒𝑥𝑝ቀି௬శమ஺మ ቁቅቃ. (4-6) 

 =0.41, A=26. 
図 4-14 および図 4-15 に，y+≦200 領域で平均した Retを時系列的に示す．壁面

境界層内の Retは，本実験で計測した k およびを式(4-4)に適用することで算出
した．そして，式(4-6)で算出した Ret_devを y+≦200の領域において平均化し，図
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中の破線で併せて示す．図より，y+≦200 領域で平均した Retは，時系列的に変

化し，一定の値にならず，Ret_devと乖離していることが分かる．すなわち，壁面

境界層内の乱流運動エネルギ生成と散逸の関係は，乱流境界層と異なり，両者

の関係は，壁面境界層内流動の変化に応じて時々刻々と変化している．これは，

本章で対象とした非発達乱流境界層における vt/v が式(4-5)に示す乱流境界層に
おける値と異なっていることを示唆している．この差は，以下に示すように vt

を含むレイノルズ応力−𝑢′𝑣′തതതതതതതに影響を及ぼし，本章で対象としている非発達乱流
境界層内における−𝑢′𝑣′തതതതതതത分布は，乱流境界層における分布と異なると予想できる −𝑢′𝑣′തതതതതതത = 𝜈௧ ቀడ௎డ௬ቁ = ோ௘೟ఔ 𝐶ఓ ቀడ௎డ௬ቁ. (4-7) 

そのため，本章で対象とした非発達乱流境界層内におけるレイノルズ応力を乱

流境界層における値と比較した．乱流境界層では，対数則域において，−𝑢′𝑣′തതതതതതതは，
壁面せん断応力wと概ね等しく，以下の関係が成り立つ． ఛఘೢ = 𝑢ఛଶ = −𝑢′𝑣′തതതതതതത. (4-8) 

図 4-16および図 4-17に，本章で対象とした非発達乱流境界層内における−𝑢′𝑣′തതതതതതതを𝑢ఛଶで無次元化した結果を示す．併せて，壁乱流が発達した乱流境界層における
空間分布を破線で示す．図から，無次元化した−𝑢′𝑣′തതതതതതതは，乱流境界層における空
間分布と大きく異なっており，非発達乱流境界層では，式(4-8)は成り立たない
ことが分かる．この結果から，本章で対象としたような非発達乱流境界層内に

おいて Ret が乱流境界層内における結果と異なることが起因し，𝑢ఛଶと−𝑢′𝑣′തതതതതതതとの
関係が乱流境界層と異なると考えられる． 
 このように，非発達乱流境界層における流動特性は，乱流境界層における結
果と多くの点で異なっており，これが壁面壁面熱伝達特性に影響を及ぼすと考

えられる．そのため，次節で，非発達乱流境界層における壁面熱伝達特性に関

して述べる． 
 

4.4 壁面熱伝達特性 

 

4.4.1. 壁面熱流束および熱伝達係数 

 

 本節では，雰囲気温度，圧力および流速が非定常的に変化する非発達乱流境

界層における壁面熱流束および熱伝達係数に関して述べる．図 4-18に高応答熱
電対で計測した壁面温度から算出した壁面熱流束 qwを，図 4-19に熱伝達係数 h
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を示す．これらの図から，qw，h 共に TDC 直前で極大値を迎えており，これは
第 2 章で述べた乱流境界層における qw，h の時系列的な変化と定性的に一致し
ている．TDC 後に qw，h が大きく減衰しているが，これは，平均流速および乱
流運動エネルギが TDC後に大きく減衰する流動特性に起因すると考えられる． 
 

4.4.2. 非発達乱流境界層の壁面熱流束予測 

 

 本節では，雰囲気温度，圧力および流速が非定常的に変化する非発達乱流境

界層において，壁乱流が発達した乱流境界層の特性を基に構築された壁面熱伝

達モデルの適用性および仮定の妥当性を検証する．そして，高精度かつ低計算

コストで壁面熱流束を予測できる壁面熱伝達モデルに関して考察する．第 2 章
において，雰囲気温度，圧力そして流速が非定常的に変化する乱流境界層にお

いては，壁面境界層内の空間的な密度変化を考慮し，乱流境界層内の壁面熱伝

達特性に基づいて構築された壁面熱伝達モデル(式(1-12))を用いることで，壁面
熱流束を高精度で予測可能なことを示した．まず，乱流境界層の壁面熱伝達特

性を基に構成された壁面熱伝達モデル(式(1-12))の適用性を調査した． 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ்ଶ.ଵ௟௡௬శାଶ.ହ𝑙𝑛 ( ்்ೢ ). (1-12) 

第 2，3章と同様に，実験で得られた結果を上式に代入し算出した qwと高応答熱

電対で計測した qwを比較することで，上式の適用性を評価した．ここで，摩擦

速度 uをどのように推定するかを考える必要がある．本章で対象とした非発達
乱流境界層においては，乱流境界層における流動特性である対数則域の u+分布

を観察できない．そのため，式(2-4)，式(2-5)を用いて，対数則域の u+分布から

uを推定することができない．第 2章で述べたように，発達した乱流境界層にお
いては，壁面から十分に離れた領域において，壁面境界層内のレイノルズ応力

と壁面せん断応力がほぼ釣り合うと仮定でき，以下の式で uを推定する手法が

提案されている． 𝑢ఛ = 𝐶ఓభర√𝑘. (2-14) 

このように，乱流境界層における乱流特性を仮定して導いた式(2-14)を用いて推
uを推定した．具体的には，式(1-12)に代入する y+以内の領域において，PIVに
より計測した k を平均し，式(2-14)に代入することで，uを推定した．平均化す
る領域は，uにより異なるため，kの平均化領域が壁面から想定した y+までの範

囲となるように，式(2-14)による u推定と kの空間平均化を逐次代入法で，収束
するまで計算した．つまり，壁面から任意の距離を yiとし，壁面から yiまで k
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を平均し，式(2-14)に代入し，uを推定する．そして，推定した uから y+を計算

し，yiの位置が想定した平均化範囲に対応する y+となるまで，yiを変化させて k
の空間平均化および u推定を繰り返し実施する．このようにして推定した uを
式(1-12)に適用した．また，式(1-12)には，第 2章と同様に，y+＝150，200，250，
300を，Tには，燃焼室内平均ガス温度を代入した．なお，壁面熱流束は，壁面
最近傍領域における熱物性が大きく影響すると考えられるため，第 2 章，第 3
章と同様に，式(1-12)中のガス密度および定圧比熱 cpは燃焼室内平均圧力，壁

面温度状態における値を用いた．図 4-20および図 4-21に式(2-14)および式(1-12)
を適用して推定した qwと高応答熱電対で計測した qwを示す．図から，300rpm，
500rpmの両ピストン速度条件においても，両者は一致していないことが分かる．
したがって，雰囲気温度，圧力そして流速が非定常的に変化する非発達乱流境

界層においては，乱流境界層内の流動特性を仮定した壁面熱伝達モデルでは，

壁面熱流束を高精度に予測できないと考えられる． 
 以降では，本章で対象とした非発達乱流境界層においても高精度かつ低計算
コストで壁面熱流束を予測できる壁面熱伝達モデルの考え方に関して言及する．

まず，4.3.2 節で述べたように，非発達乱流境界層においては，壁面境界層内の
Retが乱流境界層における値と異なり，これが起因して，−𝑢′𝑣′തതതതതതതと𝑢ఛଶとの関係が乱
流境界層と異なる．そのため，乱流境界層の乱流特性を仮定した式(2-14)を適用
した場合，非発達乱流境界層における𝑢ఛଶ予測精度が悪化し，その結果，運動量
輸送と相関のある qwの予測精度も悪化したものと考えられる．すなわち，非発

達乱流境界層においては，−𝑢′𝑣′തതതതതതതと𝑢ఛଶとの関係が，乱流境界層と異なることが，
qw の予測精度を悪化させる主要要因であると考えた．したがって，非発達乱流

境界層においても成立する−𝑢′𝑣′തതതതതതതと𝑢ఛଶの関係を記述することが，非発達乱流境界
層を包括した高精度壁面熱流束予測のために重要になると考えられる．−𝑢′𝑣′തതതതതതതと𝑢ఛଶとの関係が乱流境界層と非発達乱流境界層で異なる理由は，前述のように壁
面境界層内の乱流エネルギの生成と散逸の関係が異なること，すなわち乱流レ

イノルズ数の空間分布が異なることであると考えられる．そのため，乱流境界

層内における乱流レイノルズ数である Ret_devと対象とする壁面境界層内の Retと

の差異を表現する項を用いることで，乱流境界層だけではなく，非発達乱流境

界層においても，−𝑢′𝑣′തതതതതതതと𝑢ఛଶの関係を記述することができるのではないかと考え
た．つまり，式(4-5)に示すように−𝑢′𝑣′തതതതതതതは，Retの 1次項を含むため，以下に示す
Retと Ret_devで構成される項を導入することで，−𝑢′𝑣′തതതതതതതと𝑢ఛଶの関係を記述すること
ができると考えた． 𝑢ఛଶ = ටோ௘೟೏೐ೡோ௘೟ −𝑢′𝑣′തതതതതതത. (4-9) 

壁面境界層内において，乱流運動エネルギの生成項と散逸項が釣り合うと仮定
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すると，式(2-9)および式(2-10)を用いることで 𝜈௧ ቀడ௎డ௬ቁଶ = ϵ， (2-9) 

𝑢ఛଶ = −𝑢ᇱ𝑣ᇱതതതതതതതത = 𝜈௧ ቀడ௎డ௬ቁ. (2-10) −𝑢′𝑣′തതതതതതതは，以下のように表現できる −𝑢ᇱ𝑣ᇱതതതതതതതത = 𝜈௧ ቀడ௎డ௬ቁ = ඥ𝜈௧𝜖= ඥ𝐶ఓ𝑘. (4-10) 

そして，式(4-9)および式(4-10)から，uを以下のように表現する 𝑢ఛ = ቀோ௘೟೏೐ೡோ௘೟ ቁభర𝐶ఓభర√𝑘. (4-11) 

このように壁面境界層内のRetを考慮した式(4-11)と式(1-12)で構成される壁面熱
伝達モデルを用いることで，非発達乱流境界層においても qwを高精度に予測で

きると考えた．本モデルの妥当性を検証するために，本モデルで予測した qwと

高応答熱電対で計測した qwを比較した．式(1-12)には，これまでの比較と同様に，
y+＝150，200，250，300を，Tには，燃焼室内平均ガス温度を代入した．式(1-12)
に代入する y+以内の領域において，PIV により計測した k および Ret，Ret_dev

を平均し，式(4-19)に代入することで，uを推定した．Retは式(4-4)に計測した k
とを代入して算出し，Ret_dev は，式(4-6)から算出した．また，平均化する領域
は，uにより異なるため，kの平均化領域が壁面から想定した y+までの範囲とな

るように，式(4-19)による u推定と式(4-4)による Retの空間平均化を逐次代入法

で，収束するまで計算した．図 4-22および図 4-23に式(4-11)と式(1-12)で構成さ
れる壁面熱伝達モデルで予測した qwと高応答熱電対で計測した qwを示す．この

図から，モデル予測結果と高応答熱電対による計測結果との差異は，図 4-20，
図 4-21におけるモデル予測結果と計測結果の差異よりも小さいことが分かる．
つまり，本章で提案した式(4-11)と式(1-12)で構成される壁面熱伝達モデルは，
非発達乱流境界層における壁面熱流束予測精度を改善できると考えられる．次

に，式(4-11)と式(1-12)で構成される壁面熱伝達モデルの乱流境界層における適
用性を検証する．まず，平板上に壁乱流が発達した乱流境界層において，式(4-11)
による uの予測精度を検証する．摩擦レイノルズ数 Re＝800の平板流れを対象
とした DNS計算結果[175]を用いて検証を実施した．図 4-24に DNSで直接計算
した摩擦速度 uDNSと，式(4-11)を用いて推定した摩擦速度 umodelとの比を示す．

なお， kおよび Ret，は壁から任意の y+までの領域において平均化し，式(4-11)
に代入した．図 4-24 の横軸には，平均化した領域 y+を示す．また，Ret_devは，

前述のように，式(4-6)から算出し，任意の y+まで平均化し，式(4-11)に適用した．
図より，y+=100 近傍の乱流が流れ場に対して支配的となる領域において，DNS
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で直接計算した uDNSと式(4-11)で推定した umodelはほぼ一致していることが分

かる．したがって，対数則域までを平均化領域とすることで，式(4-11)により乱
流境界層の uも精度良く予測できると言える．次に，第 2 章で対象とした，雰
囲気温度，圧力および流速が非定常的に変化する乱流境界層において，式(4-11)
と式(1-12)に各計測結果を代入して予測した qwと高応答熱電対で計測した qwを

比較した．第 2 章で対象とした壁面境界層内流動は，対数則域の流速分布は観
察できるものの，定常状態で壁乱流が発達した乱流境界層内における特性とは

完全に一致していない．つまり，壁面境界層内の−𝑢′𝑣′തതതതതതതと𝑢ఛଶとの関係は，壁乱流
が発達した乱流境界層における関係と異なる特性を持つ．したがって，本章で

提案した壁面熱伝達モデルを適用することで，壁面熱流束予測精度が向上する

と予想できる．モデル精度検証結果を図 4-25に示す．この結果から，モデルに
よる予測結果と高応答熱電対による計測結果は完全には一致していないものの，

図 4-22に示す非発達乱流境界層における予測精度と同等の予測精度を確保でき
ているものと考えられる．  
 最後に，CFDを活用して，エンジン内で観察される様々な流れ場において，
式(4-11)と式(1-12)で構成される壁面熱伝達モデルの適用性を検証した．本章で
は，エンジン内で観察される様々な流れ場をチャネル流れ CFDで表現した．計
算対象とした，5 種類のチャネル形状を図 4-26 に示す．壁面に平行な流れ，バ
ルブに代表される狭い領域を通過する流れ，壁面に衝突する流れ，そして，本

章で用いた RCEM燃焼室内を模擬した流れを Case1から Case5のモデルで表現
した．本計算では，CFDコードとして，STAR-CCM+を用いた．そして，壁面近

傍に 10mの計算格子を適用し，壁面境界層内を y+≦1まで解像した．乱流モデ
ルは，壁面近傍の低レイノルズ数効果を考慮した低レイノルズ数型 k-モデル
[180]を適用して，壁面境界層内の流動特性を計算した．また，エンジン燃焼室
内のピストン挙動に起因する流速の非定常性を模擬するために，Case1-4に関し
ては，流入境界に振幅 10m/s，周波数 1.7Hzの正弦波半周期分を繰り返し与えた．
また，Case5 に関しては，流入境界に振幅 10m/s，周波数 17Hz の正弦波 1 周期
分を繰り返し与えた．本計算では，様々な流れ場における壁面境界層内の流動

特性に焦点を当てたため，系の温度および圧力は，300K，101.3kPa一定とした．
図 4-27に Case1から Case5の図 4-26で示す領域における u+分布を y+に対して示

す．図から，壁乱流が発達した乱流境界層に近い u+分布から，乱流境界層にお

ける分布から大きく乖離した u+分布まで，様々な u+分布を計算で再現できてい

ることを確認できた．また，本計算で適用した計算格子サイズで，y+≦1領域を
解像することができている．このような流れ場における式(4-11)と式(1-12)で構
成される壁面熱伝達モデルの適用性を検証するため，以下に示す定義に従い 
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𝑢ఛ_ௗ = ටఛఘೢ = ට𝜈డ௎డ௬ቚ௬ୀ଴, (4-12) 

壁面における流速勾配から算出した摩擦速度 u_dと式(4-11)に y+≦100 領域にお
いて平均した kおよび Retを適用して推定した摩擦速度 uを比較した(図 4-28参
照)．その結果を図 4-29に示す．この図から，条件によって両者の差は，約 50%
程度であるものの，両者が一致している条件も多々確認することができ，u_dと

uとの間には，明確な相関関係を確認することができる．したがって，式(4-11)
は Case1から Case5までの様々な流れ場において，壁近傍に微小な計算格子を用
いた低レイノルズ数型 k-モデルに近い計算精度で摩擦速度を予測できるものと
考えられる．u_dと uとの差が大きくなる領域は，よどみ点や流れが壁面に衝突
する領域であり，このような領域における精度改善は今後進めていく必要があ

る．次節では，本モデルをエンジン CFDに実装し，エンジン燃焼開発への適用
性を検証する． 
 

4.4.3. 試験用単気筒 CAIエンジンにおける壁面熱流束予測 

 

 4.4.2節で提案した壁面熱伝達モデルを試験用単気筒エンジン 3D-CFDに実装
し，エンジン燃焼開発への適用性を検証した．試験用単気筒エンジンを計算対

象にとして，検証を進めた．表 4-1に単気筒エンジンの諸元および実験条件を示
す．ボア，ストロークはそれぞれ 89mm，100mm とした．燃焼モードは，CAI
としたが，燃焼室中心部に熱源を与えて燃焼開始時期を制御している．燃料は，

吸気行程にて燃焼室内に直接噴射した．燃料噴射量は，図示平均有効圧力 IMEP
≒4bar となるように設定した．エンジンに直結された動力計を用いて，回転数
2500rpm，油水温度 90℃一定の定常状態でエンジンを運転した．試験用単気筒エ
ンジンは，RCEM で用いた高応答熱電対が取り付け可能であり，壁面熱伝達モ

デルの壁面熱流束予測精度を検証できるように設計した．図 4-30に高応答熱電
対の取り付け位置を模式的に示す．高応答熱電対は，シリンダヘッドのスキッ

シュ棚位置および燃焼室中心位置に設置した． 
 3D-CFD 計算条件は，実験条件に準拠するように設定した．ソルバには，エ
ンジン解析用オープンソース CFD コード KIVA-4 を改良したものを使用した．
乱流モデルは，RNG k-モデルを用い，4.4.2節で提案した壁面熱伝達モデルを壁
面との境界条件として適用した．また比較のため，Han and Reitzにより提案さ
れた乱流境界層内の流動特性を仮定した壁面熱伝達モデル[118]（式(2-14)および
式(1-12)で構成，以下従来モデル）を適用した計算も併せて実施した．燃料は，
PRF90とし，KUCRSで生成した詳細化学反応スキームを簡略化した燃焼モデル
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を適用した． 
 図 4-31 に，試験用単気筒エンジンにおける熱発生率 ROHR 計測結果と CFD
による予測結果を示す．計測結果に対して，従来モデルを適用した CFD計算結
果は ROHR の立ち上がりが遅く，最大値が小さい．一方，本章で提案した壁面
熱伝達モデルを適用した CFD計算結果は，従来モデルを適用した結果と比較し
て，ROHRの立ち上がり時期，最大値ともに，計測結果に近づいている．次に，
図 4-32 に，試験用単気筒エンジンにおける qw計測結果と CFD による予測結果
を示す．まず，燃焼開始直前までは，どちらの計測位置においても，従来モデ

ルは，qw を過大評価しているのに対して，本章で提案したモデルは，計測結果

と良い一致を示している．そして，燃焼開始後において，スキッシュ棚の計測

位置(Point2)では，本章で提案したモデルは，高精度で qwを予測することができ

ている．しかし，燃焼室中心部(Point1)の計測位置においては，計測結果との乖
離が確認される結果となった．燃焼室中心部(Point1)においては，壁面近傍の計
算格子サイズがスキッシュ棚部(Point2)よりも大きく，さらに壁面に対して，計
算格子が直交しておらず，壁面近傍の燃焼化学反応予測精度が悪化していると

考えられる．そのため，燃焼室中心部(Point1)においては，モデルで予測した壁
面熱流束と高応答熱電対で計測した壁面熱流束の値が乖離したものと考えられ

る．今後，壁面近傍の消炎現象を明確にすることで，壁面近傍の化学反応を定

量的に予測するための要件(計算格子サイズや配置を含めて)を明らかにしてい
くことが課題であると考えている．一方，従来モデルを適用した CFD計算にお
いて，燃焼開始後は，どちらの計測位置ともに，qwが計測結果と乖離しており，

スキッシュ棚の計測位置(Point2)において，本章で提案したモデルとの差が大き
い結果となった．この要因を考察するために，図 4-33に，従来モデルおよび本
研究で提案したモデルを用いた場合の熱発生率分布を示す．スキッシュ棚部に

おける熱発生率分布が従来モデルを用いた条件と本研究で提案したモデルを用

いた条件で異なり，従来モデルを用いた条件において，熱発生が緩慢化し，後

燃えが長くなる．従来モデルを用いた条件では，圧縮行程の壁面熱流束を過剰

評価するため，CFD で予測した燃焼開始時期におけるガス温度が，実験結果よ
りも低くなる可能性があり，壁からの熱伝達による影響を大きく受けるスキッ

シュ棚部ではこの影響が顕著になると考えられる．そのため，従来モデルを用

いた条件においては，スキッシュ棚部の熱発生が緩慢化し，後燃えも長くなっ

たと考えられる．このように，従来モデルにおける圧縮行程での壁面熱流束予

測誤差が，スキッシュ棚部の熱発生挙動に影響を与え，壁面熱流束予測結果と

実験結果との間に差異が生じる要因となったと考えられる．このように，壁面

熱流束予測精度は，HCCIに代表されるような自着火が支配的となる燃焼の火炎
発達やエンドガス部における燃料混合気の自着火挙動に影響を与えると考えら
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れる．特に，最新のエンジンは，圧縮比が高くなる傾向にあり，ノッキング抑

制技術の確立が大きな課題となる．そのため，エンドガス領域における燃料混

合気の自着火，火炎発達予測が非常に重要であると言える．したがって，本研

究で新たに提案する壁面熱伝達モデルは，壁面熱伝達抑制技術だけではなく，

ノッキング抑制技術の開発に対しても貢献することができると考えられる． 
 

4.5 本章の結論 

 

 本章では，雰囲気温度，圧力そして流速が非定常的に変化する環境において，

非発達乱流境界層における壁面熱伝達現象を把握し，非発達乱流境界層にも対

応した壁面熱伝達モデルを提案することを目的とした．急速圧縮膨張装置を用

いて形成した，非発達乱流境界層内の流動特性と壁面熱流束の関係を分析した．

そして，非発達乱流境界層においても計算負荷を増大させることなく，壁面熱

流束を定量的に予測可能な壁面熱伝達モデルの考え方を考察し，以下の結論を

得た． 
 
1. 非発達乱流境界層において，乱流境界層の壁面熱伝達特性を仮定した壁面
熱伝達モデルで予測した壁面熱流束は，高応答熱電対で計測した結果と大

きく乖離し，定量的に予測できない． 
 

2. 非発達乱流境界層では，壁面境界層内の乱流レイノルズ数分布が乱流境界層
と異なり，その結果，非発達乱流境界層内のレイノルズ応力と壁面せん断

応力の関係も乱流境界層における関係から乖離する．これが，乱流境界層

内の流動特性を仮定した壁面熱伝達モデルで非発達乱流境界層の壁面熱流

束を定量的に予測できない理由であると考えられる． 
 

3. 対象とする壁面境界層内と乱流境界層内の乱流レイノルズ数の差異を表現
する項を導入することで，乱流境界層だけではなく，非発達乱流境界層に

おいてもレイノルズ応力と壁面せん断応力との関係を記述できる．そして，

本関係に基づき構築した新しい壁面熱伝達モデルを用いることで，乱流境

界層および非発達乱流境界層における壁面熱流束予測精度を改善できる． 
 
4. 壁面熱流束予測精度は，燃焼室内に分布する燃料混合気の着火時期に影響を

与える．本章で提案した壁面熱伝達モデルを，主に燃料混合気の自着火に

より燃焼が進行する CAIエンジンを対象とした CFDに適用した結果，壁面
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熱流束だけではなく，燃焼室内の熱発生予測精度も改善できた．本章で提

案したモデルは，CAI エンジンと同様に，燃料混合気の自着火予測が重要
となる，火花点火式ガソリンエンジンのノッキング時期予測においても，

予測精度改善に貢献できると考えられる． 
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Figure 4-1 Schematics of combustion chamber and measurement area of PIV and high 
response thermocouple 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4-2 Measurement system of time resolved PIV to measure the bulk flow velocity 
applied for RCEM 
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Figure 4-3 Distribution of instantaneous bulk flow velocity in Type 2 cylinder head 
measured by PIV 
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Figure 4-4 Time series history of mean in-cylinder pressure averaged 3 cycles under the 
condition of Ne=300rpm and 500rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4-5 Time series history of mean in-cylinder temperature averaged 3 cycles under 
the condition of Ne=300rpm and 500rpm 
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Figure 4-6 Mean velocity U and V distribution in the wall boundary layer under the 
condition of Ne = 300rpm 
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Figure 4-7 Mean velocity U and V distribution in the wall boundary layer under the 
condition of Ne = 500rpm 
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Figure 4-8 Non-dimensional mean velocity distribution based on the thermal properties 
under in-cylinder pressure and temperature condition in the wall boundary layer under 
the condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4-9 Non-dimensional mean velocity distribution based on the thermal properties 
under in-cylinder pressure and temperature condition in the wall boundary layer under 
the condition of Ne = 500rpm 
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Figure 4-10 Turbulent intensity (u’ and v’) distribution in the wall boundary layer under 
the condition of Ne = 300rpm 
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Figure 4-11 Turbulent intensity (u’ and v’) distribution in the wall boundary layer under 
the condition of Ne = 500rpm 
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Figure 4-12 Turbulent kinetic energy k distribution in the wall boundary layer under the 
condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4-13 Turbulent kinetic energy k distribution in the wall boundary layer under the 
condition of Ne = 500rpm 
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Figure 4-14 Time series history of spatially averaged turbulent Reynolds number Ret_avg 
in the wall boundary layer under the condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4-15 Time series history of spatially averaged turbulent Reynolds number Ret_avg 
in the wall boundary layer under the condition of Ne = 500rpm  
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Figure 4-16 Non-dimensional Reynolds stress -u’v’/u

2 distribution in the wall boundary 
layer under the condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4-17 Non-dimensional Reynolds stress -u’v’/u

2 distribution in the wall boundary 
layer under the condition of Ne = 500rpm 
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Figure 4-18 Time series history of wall heat flux averaged 3 cycles under the condition 
of Ne = 300rpm and 500rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4-19 Time series history of heat transfer coefficient averaged 3 cycles under the 
condition of Ne = 300rpm and 500rpm 
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Figure 4-20 Wall heat flux estimated by the Eqs. (1-12) and (2-14) and that measured by 
the high response thermocouple under the condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4-21 Wall heat flux estimated by the Eqs. (1-12) and (2-14) and that measured by 
the high response thermocouple under the condition of Ne = 500rpm 
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Figure 4-22 Wall heat flux estimated by the Eqs. (1-12) and (4-11) and that measured by 
the high response thermocouple under the condition of Ne = 300rpm 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4-23 Wall heat flux estimated by the Eqs. (1-12) and (4-11) and that measured by 
the high response thermocouple under the condition of Ne = 500rpm 
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Figure 4-24 Comparison of friction velocity between the result calculated by DNS and 
that estimated by (4-11) under the condition of Re= 800 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4-25 Wall heat flux in Type 1 cylinder head estimated by the Eqs. (1-12) and 
(4-11) and that measured by the high response thermocouple under the condition of Ne 
= 300rpm 
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Figure 4-26 Computational domain of various flow fields which is expected in engine 
combustion chamber 
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Figure 4-27 Non-dimensional mean velocity distribution in the wall boundary layer of 
Case 1-5 channel flow which was calculated by the numerical simulation 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4-28 Schematic of near wall mesh for numerical simulation and definition of uτ,d  
and uτ,m  
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Figure 4-29 Relationship between the friction velocity obtained by Eq. (4-12) and that 
estimated by Eq. (4-11) (Numerical simulation: channel flow Case 1-5) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4-30 Installation positions of the high response thermocouples in the cylinder 
head of single-cylinder 4 stroke gasoline test engine 
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Figure 4-31 Time series history of rate of heat release obtained by experiment and CFD 
in the single-cylinder 4 stroke gasoline test engine  
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Figure 4-32 Time series history of wall heat flux obtained by experiment and CFD in 
the single-cylinder 4 stroke gasoline test engine ((a): point 1, (b): point 2) 
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Figure 4-33 Time series history of ROHR calculated by CFD in single-cylinder 4 stroke 
gasoline test engine 
 

 

Table 4-1 Engine operating condition 
Engine Type 4stroke 1cylinder 

Bore × Stroke 89mm × 100mm 
Engine speed 2500 rpm 

Combustion mode CAI 
IMEP 4bar 
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熱効率を改善するためには，冷却損失の低減，そして冷却損失とその他の損

失との間に生じるトレードオフを迅速かつ効果的にブレークスルーすることが

重要であり，モデルベース開発が必要不可欠である．本研究では，自動車用エ

ンジン燃焼室内と同等の環境における壁面境界層内の流動特性と壁面熱流束と

を同一条件にて把握することにより，壁面熱伝達現象を明らかにすること，そ

して，壁面熱伝達モデルの高精度化を目的とした．各章で得られた結果を総括

すると以下の通りである． 
 第 2 章では，燃焼室内ガスの温度，圧力そして流速が非定常的に変化する乱
流境界層の壁面熱伝達現象の把握を目的とした．雰囲気温度，圧力そして流速

が 1サイクル中で非定常的に変化する乱流境界層を急速圧縮膨張装置で表現し，
壁面境界層内の流速分布と壁面熱流束を計測した．そして，得られた計測結果

を用いて，定常状態の乱流境界層の壁面熱伝達特性を仮定した壁面熱伝達モデ

ルの適用性を検証し，以下の結論を得た． 

 

1. 雰囲気温度，圧力および流速が非定常的に変化する乱流境界層においても，
定常状態で形成された乱流境界層の壁面熱伝達特性を仮定することで壁面

熱流束を定量的に予測できる．したがって，壁面熱伝達モデルで考慮してい

る以下の仮定は，このような非定常な環境においても成立していると考えら

れる． 
・壁面境界層内は，準定常状態であり，さらに壁面に対して垂直方向のみ物

理量が変化する． 
・壁面境界層内は，温度場と速度場のアナロジーが成立する． 
 

2. 壁面境界層内に急峻な温度分布が形成され，圧力の空間的な変化が少ないと
仮定できる環境においては，壁面境界層内で急峻な密度変化が生じる．エン

ジン燃焼室内に形成される壁面境界層は，このような特徴を有すると考えら

れる．そのため，壁面熱流束を高精度で予測するためには，壁面境界層内の

密度変化を考慮した壁面熱伝達モデルを用いることが重要である． 
 

3. 定常状態における乱流境界層の壁面熱伝達特性を仮定した壁面熱伝達モデ
ルで壁面熱流束を高精度で予測するためには，摩擦速度を高精度に予測する

必要がある．壁面から十分に離れた領域の平均流速分布を用いて摩擦速度を

推定することで，対数則域が観察できる壁面境界層における摩擦速度を精度

良く推定できる．壁乱流が発達した乱流境界層内の壁面せん断応力と壁面境

界層内のレイノルズ応力との関係から摩擦速度を推定した場合では，前述の

推定法に比べて，壁面熱流束の予実差が大きくなる． 
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 第 3 章では，雰囲気温度，圧力そして流速の変化に加え，壁面温度が非定常
的に変化する乱流境界層の壁面熱伝達現象の解明を目的とした．第 2 章で用い
た急速圧縮膨張装置の燃焼室内に，体積比熱と熱伝導率を同時に低減する遮熱

材を適用し，燃焼室内ガス温度の変化に追従して壁面温度が大きく変化する乱

流境界層を形成した．このような乱流境界層における壁面熱流束および熱伝達

係数を評価し，第 2章で用いたPIVと組み合わせて，壁面境界層内の流動特性
と壁面熱流束・熱伝達係数との関係を調査した．そして，得られた結果を壁面

温度がほとんど変化しない条件における計測結果と比較した．さらに，定常状

態の発達した乱流境界層の流動特性を仮定した壁面熱伝達モデルの適用性を検

証し，以下の結論を得た． 
 
1. 壁面温度が燃焼室内のガス温度に追従し，TDC近傍において高温になる遮熱
壁条件においては，壁面温度が圧縮膨張によりほとんど変化しない金属壁条

件と比較して，壁面熱流束および熱伝達係数が小さくなる． 
 

2. 壁面温度が相対的に高くなることで，壁面最近傍領域に分布するガスの動粘
性係数が大きくなり，その結果，壁面境界層内の乱流運動エネルギが低下す

る．これが，遮熱壁条件において，金属壁条件よりも熱伝達係数が小さくな

る要因であると考えられる． 
 

3. 燃焼室内の温度，圧力そして流速の変化に加え，壁面温度が非定常的に変化
する乱流境界層においても，定常状態で形成された乱流境界層の壁面熱伝達

特性を仮定することで壁面熱流束を約 20%の誤差で予測できる．壁面境界層
内の密度変化を考慮することが重要である． 

 
 第 4 章では，雰囲気温度，圧力そして流速が非定常的に変化する環境におい
て，非発達乱流境界層における壁面熱伝達現象を把握し，非発達乱流境界層に

も対応した壁面熱伝達モデルを提案することを目的とした．急速圧縮膨張装置

を用いて形成した，非発達乱流境界層内の流動特性と壁面熱流束の関係を分析

した．そして，非発達乱流境界層においても計算負荷を増大させることなく，

壁面熱流束を定量的に予測可能な壁面熱伝達モデルの考え方を考察し，以下の

結論を得た． 
 
1. 1. 非発達乱流境界層において，乱流境界層の壁面熱伝達特性を仮定した壁
面熱伝達モデルで予測した壁面熱流束は，高応答熱電対で計測した結果と
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大きく乖離し，定量的に予測できない． 
 

2. 非発達乱流境界層では，壁面境界層内の乱流レイノルズ数分布が乱流境界層
と異なり，その結果，非発達乱流境界層内のレイノルズ応力と壁面せん断

応力の関係も乱流境界層における関係から乖離する．これが，乱流境界層

内の流動特性を仮定した壁面熱伝達モデルで非発達乱流境界層の壁面熱流

束を定量的に予測できない理由であると考えられる． 
 

3. 対象とする壁面境界層内と乱流境界層内の乱流レイノルズ数の差異を表現
する項を導入することで，乱流境界層だけではなく，非発達乱流境界層に

おいてもレイノルズ応力と壁面せん断応力との関係を記述できる．そして，

本関係に基づき構築した新しい壁面熱伝達モデルを用いることで，乱流境

界層および非発達乱流境界層における壁面熱流束予測精度を改善できる． 
 
4. 壁面熱流束予測精度は，燃焼室内に分布する燃料混合気の着火時期に影響
を与える．本章で提案した壁面熱伝達モデルを，主に燃料混合気の自着火

により燃焼が進行する CAI エンジンを対象とした CFD に適用した結果，
壁面熱流束だけではなく，燃焼室内の熱発生予測精度も改善できた．本章

で提案したモデルは，CAI エンジンと同様に，燃料混合気の自着火予測が
重要となる，火花点火式ガソリンエンジンのノッキング時期予測において

も，予測精度改善に貢献できると考えられる． 
 
以上のように，本研究では，エンジン燃焼室内で観察される代表的な流動場

を表現し，壁面熱流束と壁面境界層内の流動特性との関係を解明することで，

高精度かつ低計算負荷を両立する壁面熱伝達モデルの考え方を明らかにしてき

た．今後の研究として，燃焼化学反応を伴う壁面境界層の壁面熱伝達現象を解

明する必要がある．これを明らかにするためには，壁面境界層内の物理量分布

に加え，壁面境界層内における火炎挙動と壁面熱流束との関係を詳細に解析す

ることが重要になる．エンジン燃焼室内を想定した環境においては，壁面境界

層厚さは非常に薄く，この領域における燃焼化学反応を分析するためには，計

測に加えて，乱流燃焼場における DNS計算が必要不可欠であると考える．可視
化計測，数値解析の両輪で燃焼化学反応を伴う壁面境界層における壁面熱伝達

現象を明らかにしていく． 
世界で最初のエンジンが量産されて以来，エンジン燃焼技術は絶えず進化し

続け，正味熱効率 50%の自動車用エンジンが当たり前となる時代もそう遠くな
い．しかし，まだ燃料の持つ発熱量の 50%が仕事に変換できず，熱効率向上の
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余地が依然として残っている．将来に渡り，持続可能なエネルギ消費社会の一

員として自動車が活躍し続けることができるよう，自動車用エンジンは常に進

化し続けていかなければならない． 
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付章 A 壁面熱伝達モデルの導出 
 
本章では，第 1 章で記述した，壁面熱伝達モデルの導出過程に関して，述べ
る． 
まず，以下の仮定を考慮した壁面境界層内の 1次元エネルギ方程式 డడ௧ ൫𝜌𝑐௣𝑇൯ + డడ௬ ൫𝜌𝑢𝑐௣𝑇൯ = డడ௬ ቄ(𝜆+ 𝜆௧) డ்డ௬ቅ + డ௉డ௧ −𝑄௖, (A-1) 

を考える．式(1-2)中の, cp, T, P, , t, y, uそして Qcは，それぞれ燃焼室内ガスの

密度，定圧比熱，温度，圧力，熱伝導率，乱流熱伝導率，壁面からの距離，流

速，そして熱発生項を示す． 
 
仮定 
・壁面境界層内の圧力勾配は無視できる． 
・壁面境界層内の流動は，壁面に平行な方向が支配的であり，壁面に垂直な流

動は無視できる． 
・局所的には，流れ方向の温度分布，流速分布は無視できる． 
 
さらに，壁面境界層内の流動は，壁面に平行な方向が支配的であり，壁面に垂

直な方向の流速は平行な方向の流速に対して十分に小さいと仮定することで，

式(1-2)の左辺第 2項を省略し，式(A-2)を得る డడ௧ ൫𝜌𝑐௣𝑇൯ = డడ௬ ቄ(𝜆+ 𝜆௧) డ்డ௬ቅ + డ௉డ௧ −𝑄௖. (A-2) 

さらに，エンジン燃焼室内において，CFDの計算ステップは一般的には 1deg.CA
以下であるため，計算ステップ間は定常状態とみなせると仮定する．また，壁

面境界層内での熱発生は考慮しないと仮定する．この仮定に基づき式(A-2)の非
定常項および熱発生項 Qcを省略することで，式(A-3)を得る డడ௬ ቄ(𝜆+ 𝜆௧) డ்డ௬ቅ = 0. (A-3) 

なお，ノッキングのように非常に短い時間で燃焼室内の圧力が変動する条件に

おいては，式(A-2)中の圧力の非定常項を省略しない．この場合の壁面熱伝達モ
デルは後述する． 
ここで，式(A-3)の左辺は熱伝達項であり，式(A-3)は壁面境界層内において熱流
束は空間的に変化しないことを示す．そのため，式(A-3)を壁面境界層内で積分
し，式(A-4)を得る 
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(𝜆+ 𝜆௧) ௗ்ௗ௬ = 𝑞௪. (A-4) 

qwは壁面熱流束を示す．そして，温度拡散係数と乱流温度拡散係数tを導入す

ることで，式(A-5)を得る 𝜌𝑐௣(𝛼+ 𝛼௧) ௗ்ௗ௬ = 𝑞௪. (A-5) 

は，プラントル数 Prと動粘性係数を用いて式(7)のように表現できる α = ఔ௉௥. (A-6) 

次に，壁面境界層内の熱と運動量輸送の関係は相関が成り立つと仮定すること

で，tは乱流プラントル数 Prtと渦動粘性係数tを用いて，式(A-7)のように表現
できる  α୲ = ఔ೟௉௥೟. (A-7) 

作動流体が空気もしくは，燃料/空気混合気の場合は，一般的に Prt=0.85~1.0 が
用いられる． 
そして，式(A-6)および(A-7)を式(A-5)に代入することにより，式(A-8)が導かれる 𝜌𝑐௣𝜈ቀ ଵ௉௥ + ఔ೟ఔ௉௥೟ቁ ௗ்ௗ௬ = 𝑞௪. (A-8) 

次に，壁面境界層の流動特性は，発達した乱流境界層内の特徴を満たすと仮定

して，渦動粘性係数と動粘性係数の関係をモデル化する．そのために，まず，

壁面せん断応力を考える．壁面せん断応力wは，以下のように表現でき， 𝜏௪ = 𝜌𝑢ఛଶ = 𝜌(𝜈+ 𝜈௧) ௗ௎ௗ௬, (A-9) 

uはwを速度の次元で表現した摩擦速度，Uは壁面平行方向流速の平均成分であ
る．次に，Uおよび yを以下のように uで無次元化したものを u+および y+とし， 𝑢ା = ௎௨ഓ, (A-10) 

𝑦ା = ௨ഓ௬ఔ , (A-11) 

式(A-9)に，式(A-10)および(A-11)を適用することで，式(A-12)が得られる． ቀ1 + ఔ೟ఔ ቁ ௗ௨శௗ௬శ = 1. (A-12) 

ここで，壁乱流が十分に発達した乱流境界層では，壁面から十分に離れた乱流

が支配的となる領域(y+≧40)において，以下の関係が成り立つことが知られてい
る 
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ௗ௨శௗ௬శ = ଵ఑௬శ. (A-13) 

はカルマン定数と呼ばれる定数であり，壁乱流が十分に発達した乱流境界層で
は，一般的に=0.41~0.42を適用する．また，このような乱流が支配的な領域で
は，以下のように見なすことができ 1 ≪ ఔ೟ఔ , (A-14) 

式(A-12)は以下のように表現できる ఔ೟ఔ ௗ௨శௗ௬శ = 1. (A-15) 

したがって，式(A-13)および(A-15)から，渦動粘性係数と動粘性係数の比は，以
下のように表現できる ఔ೟ఔ = 𝜅𝑦ା. (A-16) 

また，式(A-13)を壁面境界層内で積分することにより，無次元流速分布は，y+の

対数関数で表現できる 𝑢ା = ଵ఑𝑙𝑛𝑦ା + 𝐴 (y+≧40). (A-17) 

そのため，壁乱流が十分に発達した乱流境界層において，乱流が支配的となる

y+≧40 の領域は，対数則域と呼ばれている．なお，A は積分定数であり，壁乱
流が十分に発達した乱流境界層では，A=5.2を一般的に適用する．一方，y+≦10
の流体の粘性が流速分布に対して支配的となる領域（以下，粘性底層）におい

ては，渦動粘性係数がほとんど零であると見なすことができるため，式(A-12)
は，以下のように仮定できる ௗ௨శௗ௬శ = 1. (A-18) 

前述のように，式(A-18)を壁面境界層内で積分することにより，以下関係を得る 𝑢ା = 𝑦ା (y+≦10), (A-19) 
これら式(A-17)，(A-19)で表現される関数は，一般的に壁関数と呼ばれている． 

次に，壁面境界層内の温度勾配を以下で定義する無次元温度 T+を用いてモ

デル化する． 𝑇ା = ∫ ఘ௖೛௨ഓௗ்௤ೢ . (A-20) 

まず，T+と y+を用いて，式(A-8)を以下のように変形する ቀ ଵ௉௥ + ఔ೟ఔ ଵ௉௥೟ቁ ௗ்శௗ௬శ = 1. (A-21) 
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粘性底層においては，式(A-21)は以下のように見なすことができ ଵ௉௥ ௗ்శௗ௬శ = 1, (A-22) 

対数則域においては，以下のように表現でき， ఔ೟ఔ ଵ௉௥೟ ௗ்శௗ௬శ = 1, (A-23) 

そして，式(A-16)を適用して，以下の関係を得る 𝑑𝑇ା = ௉௥೟఑௬శ𝑑𝑦ା. (A-24) 

式(A-22)，(A-24)を前述のように壁面境界層内で積分することで，無次元温度分
布を以下のように表現する． 𝑇ା = 𝑃𝑟𝑦ା (y+≦10), (A-25) 𝑇ା = ௉௥೟఑ 𝑙𝑛𝑦ା + 𝐵 (y+≧40). (A-26) 

Bは，積分定数である．ここで，一般的にエンジン開発で適用される壁面熱伝達
モデルは，計算負荷を最小限に抑える観点から，壁面近傍に 0.5mm 以上の比較
的粗い計算格子を適用するため，壁面第 1 層目の計算セルは，対数則域に位置
することが多い．そのため，式(A-20)に式(A-26)を代入して，以下のように qw

を表現する 𝑞௪ = ∫ ఘ௖೛௨ഓௗ்ುೝ೟ഉ ௟௡௬శା஻. (A-27) 

壁面境界層内の密度変化を無視できると仮定した場合は，式(A-27)は以下のよう
に表現でき， 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ ∫ௗ்ುೝ೟ഉ ௟௡௬శା஻, (A-28) 

壁面境界層内で積分することにより，qwを以下のように表現できる 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓುೝ೟ഉ ௟௡௬శା஻ (𝑇−𝑇௪). (A-29) 

一方，壁面境界層内の密度変化を考慮した場合は，式(A-27)は以下のように表現
でき， 𝑞௪ = ௖೛௨ഓ ∫ఘௗ்ುೝ೟ഉ ௟௡௬శା஻, (A-30) 

作動流体を理想気体と仮定して，式(A-30)は以下のように変形できる 𝑞௪ = ௖೛௨ഓುೃ ∫భ೅ௗ்ುೝ೟ഉ ௟௡௬శା஻. (A-31) 

最後に，式(A-31)を壁面境界層内で積分することにより，qwを以下のように表現
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できる 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ்ುೝ೟ഉ ௟௡௬శା஻𝑙𝑛 ( ்்ೢ ). (A-32) 

Twは壁面温度である．以上のように導出した式(A-29)，(A-32)が，圧力非定常項
を考慮しない条件において，エンジン開発で一般的に適用される壁面熱伝達モ

デルの骨格である．なお，各研究者により，壁面境界層内の密度変化の考慮お

よび各定数（B および Prt）の取り扱いが異なり，それぞれ以下のように提案さ

れている．Launder and Spaldingは，壁面境界層内の密度変化は考慮せず，式(A-29)
に Prt=1.0，そして以下に示す Bを適用し 𝐵= 0.95 ௉௥೟఑ + 𝑃𝑟௧ గ ସൗୱ୧୬ (గ ସൗ ) ቀଶ଺௞ ቁ଴.ହ ቀ௉௥೟௉௥ − 1ቁ ቀ௉௥೟௉௥ቁ଴.ଶହ

, (A-33) 

以下の壁面熱伝達モデルを提案した[116]． 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓଶ.ସସ௟௡௬శାଶ.ଷଶା ഏ రൗ౩౟౤ (ഏ రൗ )ቀమలೖ ቁబ.ఱቀ భುೝିଵቁቀ భುೝቁబ.మఱ (𝑇−𝑇௪). (A-34) 

Han and Reitzは，式(A-32)に Prt=0.86，B=2.5を適用し，以下の壁面熱伝達モデ
ルを提案した[118]． 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ்ଶ.ଵ௟௡௬శାଶ.ହ𝑙𝑛 ( ்்ೢ ). (A-35) 

Angelberger et al.は，壁面境界層内の密度変化を考慮して，式(A-32)に Prt=0.85，
B=3.9を適用し，以下の壁面熱伝達モデルを提案した[117]． 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ்ଶ.଴଻௟௡௬శାଷ.ଽ𝑙𝑛 ( ்்ೢ ). (A-36) 

前述のように，ノッキング等により非常に短い時間で，燃焼室内圧力が変動

する環境においては，式(A-2)の圧力非定常項もしくは熱発生項を省略しないモ
デルが提案されている．このようなモデルでは，壁面境界層内の 1 次元エネル
ギ方程式を以下のように考える డడ௬ ቄ(𝜆+ 𝜆௧) డ்డ௬ቅ + 𝑆= 0 (A-37) 

Sは，圧力非定常項および熱発生項を含むソース項である．前述のように，壁面
境界層内で yに対して積分，式(A-5),(A-6)を代入することで，式(A-37)を以下の
ように変形する 𝜌𝑐௣𝜈ቀ ଵ௉௥ + ఔ೟ఔ ଵ௉௥೟ቁ ௗ்ௗ௬ + 𝑆= 𝑞௪. (A-38) 

そして，以下のように無次元数 S+を定義し 𝑆ା = 𝑆 ఔ௤ೢ௨ഓ, (A-39) 
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式(A-11)，(A-20)で定義される y+および T+を導入することで，式(A-38)は以下の
ように表すことができる ቀ ଵ௉௥ + ఔ೟ఔ ଵ௉௥೟ቁ ௗ்శௗ௬శ + Sା𝑦ା = 1. (A-40) 

そして，前述のように，壁面から任意の y+まで積分することで，T+は以下のよ

うになる 𝑇ା = 𝑃𝑟𝑦ା − Sା(𝑦ା)ଶ (y+≦10), (A-41) 𝑇ା = ௉௥೟఑ (𝑙𝑛𝑦ା −𝑆ା𝑦ା) + 𝐶 (y+≧40). (A-42) 

Cは積分定数であるが，S+の 1次関数として C=f(S+)と表現される．前述のよう
に，一般的にエンジン開発で適用される壁面熱伝達モデルは，壁面第 1 層目の
計算セルは，対数則域に位置することが多いため，式(A-20)に式(A-39)および
(A-42)を代入する 𝑞௪ = ∫ ఘ௖೛௨ഓௗ்ುೝ೟ഉ ൬௟௡௬శିௌ ഌ೤శ೜ೢೠഓ൰ା஼. (A-43) 

以下のように式変形し ቄ௉௥೟఑ ቀ𝑙𝑛𝑦ା −𝑆ఔ௬శ௤ೢ௨ഓቁ + 𝐶ቅ𝑞௪ = ∫𝜌𝑐௣𝑢ఛ𝑑𝑇, (A-44) 

さらに，S+の 1次関数である Cを定数 D,Eを導入して，以下のように定義する 𝐶= 𝐷𝑆ା + 𝐸. (A-45) 
式(A-44)に式(A-45)を代入して, ቀ௉௥೟఑ 𝑙𝑛𝑦ା + 𝐸ቁ𝑞௪ − ቀ௉௥೟఑ 𝑦ା + 𝐷ቁ𝑆ఔ௨ഓ = ∫𝜌𝑐௣𝑢ఛ𝑑𝑇, (A-46) 

ቀ௉௥೟఑ 𝑙𝑛𝑦ା + 𝐸ቁ𝑞௪ = ∫𝜌𝑐௣𝑢ఛ𝑑𝑇+ ቀ௉௥೟఑ 𝑦ା + 𝐷ቁ𝑆ఔ௨ഓ, (A-47) 

qwを以下のように表現する 𝑞௪ = ∫ ఘ௖೛௨ഓௗ்ುೝ೟ഉ ௟௡௬శାா + ቀುೝ೟ഉ ௬శା஽ቁௌ ഌೠഓುೝ೟ഉ ௟௡௬శାா . (A-48) 

壁面境界層内の密度は一定と仮定して，壁面境界層内で式(A-48)を積分すると以
下のようになる 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ(்ି்ೢ )ାቀುೝ೟ഉ ௬శା஽ቁௌ ഌೠഓುೝ೟ഉ ௟௡௬శାா . (A-49) 

Huh et al.は，式(A-49)において，圧力非定常項のみを考慮して，Sを以下のよう
に表現し 𝑆= ௗ௉ௗ௧ , (A-50) 
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Prt=0.9，=0.41とし，さらに Dおよび Eを，以下のように与え 𝐷= 87.12𝑃𝑟− 28.98, (A-51) 𝐸= 13.2𝑃𝑟− 5.66, (A-52) 
以下の壁面熱伝達モデル式[120]を提案した． 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ(்ି்ೢ )ା൫ଶ.ଵଽହ௬శା଼଻.ଵଶ௉௥ିଶ଼.ଽ଼൯೏ು೏೟ ഌೠഓଶ.ଵଽହ௟௡௬శାଵଷ.ଶ௉௥ିହ.଺଺ . (A-53) 

一方，壁面境界層内の空間的な密度変化を考慮して壁面境界層内で式(A-48)
を積分する場合は，qwは以下のように表現できる 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ்௟௡ ೅೅ೢାቀುೝ೟ഉ ௬శା஽ቁௌ ഌೠഓುೝ೟ഉ ௟௡௬శାா . (A-54) 

Wang et al.は，式(A-54)において，圧力非定常項と熱発生項を考慮し，熱力学第
一法則に基づき，比熱比を用いて Sを以下のように表現した 𝑆= − ଵఙିଵ ௗ௉ௗ௧ + 𝑄௖. (A-55) 

そして，Prt=0.86，=0.41，D=33.4，E=2.5とし，以下の壁面熱伝達モデル式[123]
を提案した． 𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ்௟௡ ೅೅ೢା൫ଶ.ଵ௬శାଷଷ.ସ൯ቀି భ഑షభ೏ು೏೟ାொ೎ቁ ഌೠഓଶ.ଵ௟௡௬శାଶ.ହ . (A-56) 

Rakopoulos et al.は，式(A-41)，式(A-42)に代わって，T+を以下のように表現し 𝑇ା = ௉௥೟఑ ቄ𝑙𝑛ቀ𝑦ା + ௉௥೟௉௥఑ቁ −𝑙𝑛ቀ40 + ௉௥೟௉௥఑ቁቅ+ 10.2384 + 𝑆ା ቊ௬శିସ଴ାଵଵ଻.ଷସቀುೝ೟ഉ ା భುೝቁುೝ೟ഉ ା భುೝ ቋ, (A-57) 

そのうえで，式(A-50)に示すように，圧力非定常項のみをソース項として考慮し，
Prt=0.88，=0.42として，以下の壁面熱伝達モデル[122]を提案した． 

𝑞௪ = ఘ௖೛௨ഓ்௟௡ ೅೅ೢା൭ ೤శషరబబ.రళలళశ భುೝାଵଵ଻.ଷ଻൱೏ು೏೟ ഌೠഓభబ.రళలళቄ௟௡ቀ௬శା భುೝబ.రళలళቁି௟௡ቀସ଴ା భುೝబ.రళలళቁቅାଵ଴.ଶଷ଼ସ. (A-58) 

 

付章 B レーザ照射による壁面熱流束増加分補正 
 
パルスレーザを高応答熱電対へ照射することで，少なからず壁面熱流束計測

に影響を及ぼす．図 B-1 に，第 4 章で用いた燃焼室形状における，レーザを照
射した条件と照射していない条件での壁面熱流束計測結果を示す．高応答熱電

対は，第 2 章および第 4 章で供試したものを用いた．なお，圧縮膨張速度は，
エンジン回転数 300rpm相当とした．図 B-1より，レーザを照射した条件におい
ては，レーザを照射していない条件よりも壁面熱流束が大きくなる． 



付章 
 

126 
 

次に，図 B-2 に上記の高応答熱電対を供試した際のサイクルごとの壁面熱流
束計測結果を示す．図 B-2より，壁面熱流束計測結果は，サイクル間で±15%の
ばらつきを持つため，高応答熱電対へのレーザ照射が壁面熱流束に及ぼす影響

は，壁面熱流束ピーク値のサイクル変動と同程度であると言える． 
本研究では，レーザ照射なし条件において，壁面熱流束が 0 以下となる領域

の平均値と，レーザ照射条件の同一領域の平均値を算出し，両者の差をレーザ

照射による壁面熱流束増加分と定義した．そして，高応答熱電対で計測した壁

面熱流束から上述の値を差し引くことで，レーザ照射が壁面熱流束計測結果に

与える影響を補正した．高応答熱電対により計測した壁面熱流束からレーザ照

射による壁面熱流束増加分を差し引いた値と，レーザを照射しない条件で計測

した壁面熱流束を図 B-3 に示す．両者は，定量的にほぼ一致していると考える
ことができ，本手法を用いて算出した壁面熱流束は，レーザ照射による影響を

補正できると判断した．また，各章それぞれの条件において，レーザを照射し

ない条件における壁面熱流束を計測し，上記手法により算出した壁面熱流束と

定量的にほぼ一致していることを確認して，実験を進めた． 
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Figure B-1 Wall heat flux measured by fast response thermocouple used in chapter 2 and 4 with and 

without laser emitted condition (Type 2 cylinder head, Ne=300rpm) 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure B-2 Cycle to cycle fluctuation of wall heat flux (Type 2 cylinder head, Ne=300rpm) 
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Figure B-3 Wall heat flux corrected the effect of laser emission (Type 2 cylinder head, Ne=300rpm). 
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