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1.  緒言

　GTL (Gas To Liquid) プロセスにおいて，一酸化炭素と水
素の混合ガスである合成ガスを製造するオートサーマル改
質炉では，一般的に，噴流に純酸素，周囲流に水蒸気を添

加した天然ガスを用い，高圧・高総当量比条件下で酸素噴
流拡散火炎を形成させる．オートサーマル改質炉では，噴
流に純酸素を用いるため，噴流管出口部 (以降，バーナリッ
プと称す) は高温メタン / 酸素火炎に晒される．一般的に，
オートサーマル燃料改質炉のバーナは，ウォータジャケッ
ト等で覆うことによって，バーナ周辺が高温に晒される対
策を施しているものの，酸素噴流管のバーナリップは非常
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Abstract : Observations of coaxial oxygen-jet diffusion flames stabilized in a high pressure environment and measurements 
of flame stabilization limits, flame base positions and stream lines as well as flow turbulence were performed when jet 
turbulence and co-flow turbulence were enhanced. Comparing the results with those of the flames with no turbulence 
enhancement, the flame stability characteristics and stabilization mechanism for turbulence enhanced diffusion flames 
were discussed. For co-flow turbulence enhanced flames, flame stabilization limits, flame base positions and stream lines 
were not so different from those of the flames with no turbulence enhancement. On the other hand, jet velocity at the flame 
stabilization limits drastically decreased when jet turbulence was enhanced. From turbulence measurements and combustion 
experiments, it was proven that turbulence intensity near the burner lip for the jet turbulence enhanced flow significantly 
increased and the flame base position is located closer to the burner lip in comparison with the flames with no turbulence 
enhancement and co-flow turbulence enhancement, the latter being due to enhanced mixing between jet and co-flow when 
the flame is stabilized. From stream line observations, it was found that jet turbulence enhancement has significant effects 
on the weakening the recirculation zone which is formed near the burner lip and plays an important role for the flame 
stabilization especially at high pressure. It was also proven that flame base stability for jet turbulence enhanced flames at 
high pressure is strongly related to the characteristic scale of the recirculation zone formed near the burner lip.
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に短期間で熱損傷を引き起こしてしまう欠点がある．これ
を避けるための対策として，火炎をバーナリップ近傍に形
成させず，酸素噴流の十分下流に過濃火炎を定在させるこ
とが考えられる．
　前報[1]では，高圧環境下における同軸酸素噴流拡散火炎
の火炎基部の安定化メカニズムについて報告を行った．こ
の中で，オートサーマル改質炉が運転される高圧，高総当
量比条件下において，リフト火炎を発生させる，あるいは
吹き飛びを生じさせるためには，周囲流中のメタン濃度が
低く，周囲流速が低く，かつ，噴流管の径およびバーナリッ
プの厚みを小さくしなければならないことがわかった．火
炎基部の安定は，拡散混合による予混合化ガスの局所燃焼
速度と局所流速との釣り合いによるが，高圧下ではさらに，
バーナリップの近傍に形成される再循環渦が火炎基部の安
定性を大きく高めることが明らかになった．このため，高
圧・高総当量比条件下で，火炎基部をバーナリップに安定
化させることなくリフト火炎を形成させるオートサーマル
改質炉の設計を行う際に，大きな制約となってしまう．
　本研究では，この制約を軽減するための一つの試みとし
て，噴流拡散火炎の安定性に重要な役割を果たす火炎基部
近傍の流れの乱れ強さを強化することによって，意図的に
リフト限界および吹き飛び限界を変化させることを試み
た．その理由は，乱流が火炎基部近傍の混合過程と，再循
環渦の形成および安定性に影響を及ぼすと考えられるから
である．
　乱流が噴流拡散火炎の安定性に及ぼす影響については，
せん断流による乱流が噴流管下流で生成することから，主
にリフト火炎の安定性やリフト高さ，あるいは，火炎基部
より下流側の拡散火炎に対する乱流渦の影響に注目した研
究として行われてきた．
　Broalwell ら[2]および Miake-Lye と Hammer [3]は，広範
な噴流管径に対して，水素および炭化水素系燃料噴流に対
するリフト火炎に安定性について実測を行っている．また，
その安定性が噴流によって発生する大きなスケールの乱流
渦によって支配されると見なし，次元解析を基に火炎リフ
ト高さおよび吹き消え噴流速を予測する物理モデルを構築
し，当該物理モデルを用いた予測値が実験結果とよい一致
を示すことを報告している．
　Watson ら[4,5]は，メタン噴流拡散火炎に対して，PIV/
CH-PLIF 同時計測および CH/OH PLIF 同時計測を行ってい
る．また，Stårner ら[6,7]も同様の CH/OH PLIF 同時計測を
行っている．彼らは，リフト火炎において局所消炎が起き
ている領域の流速ベクトルを PIV によって観測し，さらに
反応帯位置を CH-PLIF によって求めている．彼らの計測結
果によって，メタン噴流拡散火炎は 3SL 以下 (SL は当量比  
φ = 1.0 のメタン / 空気予混合気における層流燃焼速度) の
流速の小さい領域で安定化すると報告している．また，燃
料過濃な比較的大きなスケールの乱流渦が半径方向に移動
し，反応帯を横切ることによって，火炎が局所的に伸長し
消炎が発生すると報告している．

　Takahashi ら[8]は，メタン噴流拡散火炎の局所消炎に関
する直接数値計算を行っている．彼らは，噴流火炎への乱
流渦の効果を模擬するため，燃料側もしくは周囲空気側か
ら流体を噴射し，渦を形成させた後に火炎帯近傍の温度場，
濃度場，熱発生速度を求めている．燃料噴流側から火炎帯
へ向かう渦の場合，火炎帯へ過剰にメタンおよびメチルラ
ジカルが供給され，連鎖反応が停止することによって局所
消炎を引き起こすとしている．また，周囲空気側から火炎
帯に向かう渦の場合，火炎帯へ過剰に酸素を供給すること
によって温度が低下し，局所消炎が生じると報告している．
　これらの研究は，燃料噴流拡散火炎と乱流渦の相互作用
として，リフト後の火炎安定性や噴流乱流拡散火炎の構造
に関する重要な知見を与えている．しかしながら，本研究
が目的とする火炎のリフト限界や吹き飛び限界といった安
定限界に及ぼす，バーナリップ近傍の乱流の流体力学的効
果ならびに乱流拡散効果とは視点が異なっており，能動的
に噴流および周囲流の乱流を強化した同軸酸素噴流拡散火
炎の火炎基部の安定性に関する研究は未だにない．特に，
高圧下において，乱流強化時の酸素噴流拡散火炎の安定性
を明らかにすることは，オートサーマル改質炉の設計に有
用であることと同時に燃焼学的にも興味深い．
　本研究では，最初に，乱流強化時のバーナリップ近傍の
非燃焼場における乱流計測を実施した．また，噴流または
周囲流に乱流強化を行った場合の，大気圧および高圧環境
下における同軸酸素噴流拡散火炎のリフトおよび吹き飛び
限界の圧力，周囲流中のメタンモル分率およびリップ厚さ
に対する影響を測定した．乱流強化時の火炎位置および火
炎基部位置を取得することにより，乱流強化時の同軸酸素
噴流拡散火炎の特性を解明する．さらに，乱流強化が同軸
酸素噴流拡散火炎の安定性に与える影響を解明するため，
非燃焼場における流跡線を観測した．これらの結果と乱流
強化を行わない結果とを比較することによって，乱流強化
が同軸酸素噴流拡散火炎の安定性に与える影響，および，
乱流強化時の火炎安定化メカニズムを解明することを目的
とする．本論文では，まず実験装置および実験方法に続い
て，乱流計測結果から求めた平均流速分布および乱れ強さ
の分布から乱流強化を行った場合におけるバーナリップ近
傍の流れ場の特徴を示した．次に，同軸酸素噴流拡散火炎
の安定限界に見られる特徴を述べ，さらに，火炎位置およ
びバーナリップ近傍の流れ構造の観測結果を元に同軸酸素
噴流拡散火炎の安定メカニズムを考察する．

2.  実験装置および実験方法

2.1.  同軸噴流バーナ諸元および乱流強化方法
　本研究で用いた同軸噴流バーナを図 1 に示す．同軸噴流
バーナは前報[1]で用いたものと同様で，高さ 200 mm, 内径 
16 mm の石英ガラス管および黄銅製の噴流管で構成されて
いる．噴流管には，内径 di = 3 mm, リップ厚み t = 0.5 mm 
の Type I と，di = 2 mm, t = 0.1 mm の Type II の 2 種類を用
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いた．バーナリップ厚みは所定の厚みになるように 3°の
テーパを施している．噴流管長さは，管内乱流の助走区間
長さ 25di～40di を考慮し，154 mm とした．また，周囲流
の流速分布を一様にするため，バーナ底部にスチールウー
ルおよびワイヤメッシュを，さらに，バーナリップ上流  
50 mm の位置にワイヤメッシュを設置した．本研究では，
噴流および周囲流の乱流強化を行うために，ステンレス製
のスパイラルおよび多孔板をそれぞれ噴流，周囲流の流路
に設置した．酸素噴流の乱流を強化するためのスパイラル
の線径は噴流管 Type I には 0.5 mm のものを，噴流管 Type 
II には 0.2 mm のものをそれぞれ使用した．スパイラルの
ピッチおよび長さは，噴流管 Type I および Type II に対し
てともに，5 mm および 80 mm である．噴流管に挿入する
スパイラルの上端位置は，バーナリップから上流 1 mm の
位置とした．周囲流に乱流強化を行う多孔板は噴流管 Type 
I および Type II に対して，それぞれ厚み 1 mm, 孔径 3 mm, 
孔ピッチ 4.5 mm のものを使用した．多孔板の開口率は噴
流管 Type I で用いた多孔板は 0.403, 噴流管 Type II で用い
た多孔板は 0.418 である．多孔板はバーナリップより上流 
50 mm の位置に設置した．

2.2.  乱流計測
　2.1 節に示した多孔板およびスパイラルによって発生す
る乱流強化の効果を把握するため，噴流および周囲流に空
気を用いた非燃焼場の乱流計測を実施した．噴流速および
周囲流速はそれぞれ 12.0 m/s および 3.0 m/s である．乱流
計測には，定温度型熱線風速計 (DANTEC, Streamline 
90N10) を用い，熱線プローブには白金メッキされたタング
ステンミニチュアプローブ (DANTEC, 55P11) を用いた．熱

線の径は 5 μm, 熱線の長さは 1.25 mm である．信号処理器
からの電圧出力は，AD 変換器 (National Instruments, 
AT-MIO-16E-1) を用いて 300 kHz の離散化された流速デー
タとして取得した．サンプリング期間は 5 秒間で，バーナ
リップからの高さ h = 1 mm における半径方向の平均流速
および乱れ強さを計測した．
　本研究では，噴流管 Type I に対して，噴流に乱流強化を
行った場合 (以降，SP と称す) および周囲流に乱流強化を
行った場合 (以降，PP と称す) について乱流計測を行い，
乱流強化を行わない場合 (以降，NT と称す) との比較を行っ
た．噴流管 Type II では，噴流管内径およびリップ厚みが
プローブの熱線の長さに対して小さく，正確な局所平均流
速および乱れ強さを計測できないと判断したため，実施し
ていない．

2.3.  燃焼実験および流れの可視化実験
　本研究では，高圧環境における乱流強化時の同軸酸素噴
流拡散火炎の安定性を明らかにするため，最も基本的な火
炎安定性の指標となる火炎リフトおよび吹き飛び限界を測
定した．また，火炎安定特性を解明するため，火炎位置お
よび火炎基部位置を取得した．リフト限界，吹き飛び限界
の測定，および火炎位置，火炎基部位置の取得は，東北大
学流体科学研究所の高圧燃焼反応流試験設備内にある内径 
550 mm, 内部高さ 1150 mm の連続燃焼用高圧容器に図 1 の
同軸噴流バーナを設置して実施した．また，乱流強化時の
火炎安定メカニズムを解明するため，非燃焼場における流
跡線の観測を行った．流跡線の観測については，接写を可
能にするため内径 150 mm, 内部高さ 965 mm の小型高圧容
器に設置して測定を実施した．
　本研究の実験条件を表 1 に示す．実験条件，リフトおよ
び吹き飛び限界の測定方法，火炎位置および火炎基部位置
の取得方法，および，流跡線の観測方法は前報[1]と同様で
ある．
　本研究では，表 1 に示す実験条件を SP および PP に対し
て実施し，NT との比較を行った．

3.  実験結果および考察
3.1.  乱流計測結果
　図 2 に P = 0.1 MPa および 0.5 MPa において噴流管 Type I 

Fig.1　Coaxial jet burner

Table 1　Experimental conditions
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を用いた噴流速 Uj = 12.0 m/s, 周囲流速 Uc = 3.0 m/s, バーナ
リップからの高さ h = 1 mm の平均流速 U および乱れ強さ 
u’ を示す．図 2 において横軸はバーナリップ外縁を r = 0 
としたときの半径方向位置を示している．
　P = 0.1 MPa (図 2(a), (b)) において，火炎基部が形成され
ると推測されるバーナリップ外縁 (r = 0) 付近に注目する
と，NT および PP の平均流速 U に大きな違いは現れなかっ
た．NT および PP の乱れ強さ u’ は，噴流管内壁近傍で発
生した乱れの影響により，r = -0.5 mm 付近で増大している．
PP については，周囲流側 (r > 0) において乱れ強さ u’ が他
に比べて増大しており，多孔板による乱流強化が確認され
た．
　SP の平均流速 U の分布については，周囲流 (r > 0) の U 
が NT や PP に比べてやや大きくなっていることから，流速
検定の誤差も無視できないがバーナリップ直上 (-0.5 ≦ r ≦0) 
の U は NT や PP よりも大きく，計測面であるバーナリッ
プから高さ h = 1 mm において，すでに乱流効果によって
噴流に広がりが生じていることを示唆している．さらに乱
れ強さ u’ もバーナリップ直上で NT および PP に比べて大
きく増大しており，スパイラル挿入による乱流強化が確認

できる．このことから，SP では噴流と周囲流の混合は，
NT および PP よりも，バーナリップ外縁 (r = 0) 付近で促進
されることが予想される．
　P = 0.5 MPa ( 図 2(c), (d)) では，平均流速 U および乱れ強
さ u’ の分布の様子は基本的に P = 0.1 MPa の場合と同様で
あるが，バーナリップ直上の平均流速 U は乱流強化の有無
にかかわらず P = 0.1 MPa よりも増大している．また，乱
れ強さ u’ も大きく，バーナリップ後流の構造に及ぼすレイ
ノルズ数の効果と考えられ，高圧環境では大気圧下に比べ
分子拡散が低下する一方で，乱流混合が促進され，火炎基
部の安定性に影響が現れることが予想される．

3.2.  乱流強化時の高圧同軸酸素噴流火炎の安定限界
　図 3 に P = 0.1 MPa および 0.5 MPa の周囲流中のメタン
モル分率 Xc, CH4= 0.2 における同軸酸素噴流拡散火炎のリフ
トおよび吹き飛び限界 (火炎安定限界) を示す．実験パラ
メータは，噴流速 Uj, 周囲流速 Uc, 周囲流中のメタンモル
分率 Xc, CH4, 乱流強化の有無 (NT, PP, および SP) および圧力 
P である．PP および SP ともに周囲流中のメタンモル分率 
Xc, CH4 の増大にともない火炎安定限界噴流速は増大し，前

Fig.2 Turbulence measurement results for Type I under the conditions of P = 0.1 and 0.5 MPa, Uj = 12.0 m/s and Uc = 3.0 m/s 
near the burner lip, h = 1.0 mm.
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報[1]で示された NT と同様の傾向を示したため，ここでは 
Xc, CH4 = 0.2 の火炎安定限界に限定して述べる．図 3 におい
て，黒塗り記号 (◆, ▲, ●) がリフト限界，白抜き記号 (◇, 
△, ○) が吹き飛び限界を示している．また，原点を通る実
線は以下の式 (4) で示される総当量比 φov = 1 となる組成を
示している．

 (4)

式 (4) において，Xi は噴流および周囲流ガス成分 i のモル
分率，(Xf/XO)st は量論組成における燃料と酸素のモル比，A 
は断面積，U は流速，添字 f, o, c，j はそれぞれ，燃料，酸素，
周囲流，噴流を表している．
　図 3 において，周囲流速 Uc を一定に保ち噴流速 Uj を増
大させると火炎リフトが生じるが，データ点が白抜きで示
された条件では，火炎リフトが生じると同時に吹き飛ぶ．
　はじめに，P = 0.1 MPa に対する，リップ厚さの大きい噴
流管 Type I におけるデータに着目すると (図 2 (a))，乱流強
化の有無にかかわらず周囲流速 Uc が増大すると，火炎リ
フト限界および吹き飛び限界の噴流速 Uj がわずかに減少
した．このことは，前報[1]と同様，周囲流に空気を用いた
同軸燃料噴流拡散火炎のリフト限界および吹き飛び限界の
噴流速 Uj が周囲流速 Uc の影響を受け低下するとする 
Takahashi ら[9]の報告と傾向が一致している．乱流効果に
着目すると，NT と PP の火炎リフト限界もしくは吹き飛び
限界の噴流速 Uj はほとんど同じであった．これに対して，
SP では，NT および PP と比較して大きく減少した．また，
乱流強化の有無にかかわらず，おおむね総当量比 φov< 1 で
火炎リフトが生じ，φov>1 において火炎吹き飛びが見られ
た．

　次に，P = 0.5 MPa の場合，リフト限界および吹き飛び限
界の噴流速 Uj は P = 0.1 MPa と比較して増大している．乱
流強化に着目すると，NT および PP のリフト限界の噴流速 
Uj はほとんど変わらなかった．また，PP は NT と同様，リ
フト限界の噴流速 Uj は周囲流速 Uc の増大にともない増大
する傾向が現れた．本研究では，特に高圧実験において供
給可能なガス量の限界から，総当量比 φov > 1 となる流速条
件での火炎リフトおよび吹き飛びを測定できなかった．こ
れに対し，SP では，リフト限界の噴流速 Uj は大きく低下し，
さらに，周囲流速 Uc の影響を受けず一定の噴流速 Uj で火
炎リフトが発生している．また，リフト限界の噴流速 Uj 
の低下と同時に，総当量比 fov > 1 となる流速条件で火炎リ
フトが発生している．
　図 3(b) にバーナリップの薄い (t = 0.1 mm) 噴流管 Type II 
を用いた場合の火炎安定限界を示す．噴流管 Type II は噴
流管 Type I よりも管径が小さいため低流量で高速噴流を得
ることが可能である．このため，総当量比 φov > 1 の組成ま
で実験が可能になった．
　P = 0.1 MPa において，リフト限界および吹き飛び限界の
噴流速 Uj は，噴流管 Type I と同様に，周囲流速 Uc の増大
とともに減少傾向にあり，乱流強化の有無にかかわらず，
噴流管 Type I と比較して減少した．また，概ね総当量比 
φov > 1 の組成において火炎吹き飛びが発生することは噴流
管 Type I を用いた場合と同様である．乱流強化に着目する
と，SP における火炎リフトおよび吹き飛びが発生する噴流
速は NT と比較して低下している．噴流管 Type II を用いた
場合，NT と比較したときの SP の低下量は Type I よりも小
さい．噴流管内径減少およびスパイラル線径減少にともな
う噴流の乱れおよび乱流スケールの減少が火炎安定限界噴
流速に影響を与えているものと思われる．非常に興味深い

Fig.3 Flame lifting and blowout limit for the coaxial oxygen-jet diffusion flames under the conditions of P = 0.1 and 0.5 MPa, Xc, CH4 = 0.2 and 
various turbulence control conditions.
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現象として，PP において周囲流速 Uc の増大にともない吹
き飛び限界の噴流速 Uj は SP に近づいていることである．
大気圧下においてバーナリップが薄い噴流管を用いた場
合，周囲流の乱れも火炎安定限界に大きく影響を与えてい
ることが示唆される．
　P = 0.5 MPa に対する噴流管 Type II を用いた場合，噴流
管 Type I と同様に，圧力の増大とともにリフト限界および
吹き飛び限界の噴流速 Uj は増大した．PP は NT とほぼ同
じであったが，噴流管 Type I に見られたような周囲流速 Uc 
の増大とともにリフト限界および吹き飛び限界の噴流速 Uj 
が増大する様子は見られなかった．一方で，SP は NT およ
び PP と比較して低下した．低下量については，噴流管 
Type I を用いたときよりも小さい．噴流管 Type I と同様に，
SP では火炎リフトが発生する噴流速 Uj の低下にともない
総当量比 φov > 1 における組成で火炎リフトが見られた．噴
流管の種類にかかわらず SP におけるこのような傾向は，
高圧，高総当量比条件下で運転されるオートサーマル改質
炉に対して非常に望ましい結果であると言える．

3.3. 	 乱流強化時の高圧酸素噴流拡散火炎の火炎位置およ
び火炎基部位置の変化

　図 3 に示された同軸酸素噴流拡散火炎のリフト限界およ
び吹き飛び限界の噴流速 Uj の圧力および乱流効果に関す
るメカニズムを明らかにするため，火炎位置と火炎基部位
置の変化を調べた．
　図 4 および図 5 に P = 0.1 MPa および 0.5 MPa に対する
乱流強化を行った場合の周囲流中のメタンモル分率 Xc, CH4 
= 0.2 における火炎位置を示す．前報[1]では，NT において
周囲流中のメタンモル分率 Xc, CH4 の増大にともない火炎は
噴流側に形成されることを報告した．周囲流中のメタンモ
ル分率 Xc, CH4 の増大にともなう火炎位置の変化は，PP お
よび SP においても同様の傾向であったため，ここでは圧
力および乱流効果に着目し Xc, CH4 = 0.2 の火炎位置につい
てのみ述べる．流速条件は噴流速 Uj = 12.0 m/s，周囲流速 
Uc = 2.0 m/s で，総当量比 φov > 1 となる組成である．座標
軸はバーナリップ外縁を原点とし，噴流管半径方向を r, 高
さ方向を h としている．火炎位置は前報[1]と同様に CH ラ
ジカル発光の強度分布から求めており，噴流管中心軸に対
し左右火炎位置の算術平均である．各条件における h が最
小となるプロットが火炎基部位置に相当する．
　P = 0.1 MPa において，噴流管 Type I と Type II を比較す
ると (図 4(a) および (b))，噴流管 Type II を用いて形成され
る火炎は，乱流強化の有無にかかわらずバーナリップ外縁
より大きく周囲流側に位置している．このことは，前報[1]
と同様，噴流管径減少にともなうレイノルズ数減少および
拡散流束増大に起因し，マイクロフレームにおける火炎位
置形成[10-13]と同様のメカニズムである．また，乱流効果
に着目すると，Type I および Type II ともに PP の火炎位置
は NT とほとんど変わらないのに対し，SP は大きく周囲流
側に位置している．これは，3.1. 節で述べた乱流計測結果 

(図 2(a)) から，噴流管にスパイラルを挿入した SP は，バー
ナリップ直上 (-0.5 < r < 0) の乱れ強さが NT および PP と比
べて増大しており，より周囲流側で噴流と周囲流の混合が
促進されるためと考えられる．P = 0.1 MPa では，火炎が周
囲流側に位置するほど火炎基部位置はバーナリップから上方
に離れている．特に，火炎が明確に周囲流中に位置している
噴流管 Type II では顕著である．このことから，P = 0.1 MPa 
において，火炎基部のバーナリップからの高さは周囲流の
影響が大きいと推測される．また，噴流管 Type I では，
Type II と比較して，火炎基部はバーナリップに近づいてい
るため，周囲流の影響が小さい．このため，周囲流速 Uc 
の増大にともなうリフト限界および吹き飛び限界の噴流速 
Uj の減少量は噴流管 Type II に比べて小さくなる．
　これに対して，P = 0.5 MPa における火炎位置 (図 5(a) お
よび (b)) を見ると，P = 0.1 MPa に比べてバーナリップ上面
直上に位置し，火炎の下流への広がりが減少している．こ
の原因として，バーナ軸方向の流れの特性時間が P = 0.1 
MPa の場合に等しいのに対し，動粘性係数および物質拡散
係数は圧力に逆比例するため，速度境界層および濃度境界
層の発達が遅く，下流への火炎の広がりが小さくなったこ
とが考えられる．また，高圧環境下における乱流強化を行っ
た火炎位置の特徴として，SP における火炎基部が NT およ
び PP よりもバーナリップに接近していることが挙げられ，
P = 0.1 MPa とは逆の傾向を示した．
　図 6(a) および (b) に，それぞれ噴流管 Type I および Type 
II において，周囲流中のメタンモル分率 Xc, CH4 を変化させ
たときの火炎基部位置の変化および圧力の影響を示す．火
炎位置と同様に火炎基部位置も左右火炎基部位置の算術平
均である．また，流速条件は噴流速 Uj = 12.0 m/s，周囲流
速 Uc = 2.0 m/s である．
　P = 0.1 MPa において，乱流強化の有無にかかわらず噴流
管 Type I および Type II ともに周囲流中のメタンモル分率 
Xc, CH4 が減少すると火炎基部位置は半径外側方向および
バーナリップから離れる方向に移動する．NT におけるこ
のような傾向が現れる理由は，前報[1]にて報告済みである
が，乱流強化を行った場合においても同様のことが言えよ
う．
　これに対して P = 0.5 MPa において，火炎基部位置は周
囲流中のメタンモル分率 Xc, CH4 によってほとんど移動せず
バーナリップ中心直上にある．乱流効果に着目すると，
P = 0.1 MPa と同様に，PP と NT の火炎基部位置にほとん
ど変化はない．一方で，SP は明らかに噴流管中心側に位置
し，かつ，バーナリップに接近しており，P = 0.1 MPa と逆
の傾向を示していることが明確に分かる．このように，高
圧環境下の火炎基部位置が乱流強化によって大気圧下と逆
転することは非常に興味深い現象と言える．
　図 7(a) および (b) にそれぞれ噴流管 Type I および Type II 
において噴流速 Uj を変化させたときの火炎基部位置の変
化および圧力の影響を示す．これらの図には特徴的な圧力
の影響が現れている．P = 0.1 MPa では乱流強化の有無にか
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Fig.4　Flame position for the coaxial oxygen-jet diffusion flames under the conditions of P = 0.1 MPa, Uj = 12.0 m/s and Uc = 2.0 m/s.

Fig.5　Flame position for the coaxial oxygen-jet diffusion flames under the conditions of P = 0.5 MPa, Uj = 12.0 m/s and Uc = 2.0 m/s.
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かわらず噴流速 Uj の増大にともない，火炎基部は半径方
向および高さ方向ともにバーナリップから離れていく．NT 
における噴流速 Uj の増大にともなう火炎基部高さの増大
は，前報[1]にて報告済みであるが，PP および SP において
も同様の傾向が表れた．
　これに対して，P = 0.5 MPa では噴流速 Uj の増大にとも
ない，火炎基部は中心軸方向かつバーナリップに接近して
いく．火炎リフトおよび吹き飛びの際には，火炎基部はバー
ナリップから離れて行かなければならないであろう．この
ため，高圧環境下では，噴流速 Uj を増大させると火炎基
部は，一旦バーナリップに接近し，後に離れて行くメカニ
ズムが存在していると考えられる．これらの結果として，
図 3(a) および (b) に示すように，高圧環境下では火炎安定
限界噴流速が増大すると考えられる．乱流効果に着目する
と，火炎基部位置がバーナリップに接近する過程は NT お

よび PP に大きな差は見られなかった．一方で，SP は NT 
および PP と比較してバーナリップにより接近しており，
高圧環境下特有の火炎安定メカニズムが存在していると考
えられる．
　前報[1]では，非燃焼場における流跡線を撮影することに
よって，高圧環境下における火炎安定メカニズムがリップ
直上に形成される再循環渦に支配されることを示した．次
節では，本研究における乱流強化された同軸噴流拡散火炎
についても非燃焼場における流跡線撮影を実施し，火炎安
定メカニズムを考察する．

3.4.	 バーナリップ近傍の流れ構造におよぼす乱流強化お
よび圧力の影響

　図 8 に噴流管 Type I におけるバーナリップ近傍の流跡線
撮影写真を示す．周囲流中に混入させたシーディング粒子 

Fig.6 Flame base position varying with Xc, CH4 for the coaxial oxygen-jet diffusion flames under the conditions of Uj = 12.0 m/s, Uc = 2.0 m/s and 
P = 0.1 and 0.5 MPa. The digits near the plots represent methane mole fraction in co-flow, Xc, CH4. The expanded scales of plots surrounded 
by the dashed circles (the results at P = 0.5 MPa) are shown in each figures.

Fig.7 Flame base position varying with Uj for the coaxial oxygen-jet diffusion flames under the conditions of Xc, CH4 = 0.2, Uc = 2.0 m/s and  
P = 0.1 and 0.5 MPa. The digits near the plots represent jet velocity, Uj. The expanded scales of plots surrounded by the dashed circles (the 
results at P = 0.5 MPa) are shown in (b) Type II (di = 2.0 mm, t = 0.1 mm).
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Fig.8　Stream line near the burner lip at Uj = 12.0 m/s and Uc = 2.0 m/s for Type I.

Fig.9　Stream line near the burner lip at Uj = 12.0 m/s and Uc = 2.0 m/s for Type II.
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(SiO2) の平均粒子径は 1 μm, 撮影に用いたディジタル 
CMOS カメラ (Nikon D7000) の露光時間は 1/20 - 1/50 s であ
る．噴流速 Uj は図 4, 図 5 および図 6 に等しく，噴流速 
Uj = 12.0 m/s, 周囲流速 Uc = 2.0 m/s である．圧力は P = 0.1 
MPa および 0.5 MPa で，左に NT, 中央に PP, 右に SP を示
している．NT の流跡線写真は前報[1]で示されたものと同
じ写真であるが，比較のために再度掲載した．P = 0.1 MPa 
において，微小ではあるが，NT および PP でバーナリップ
直上に再循環渦が見られた (図 8(a), (b))．SP (図 8(c)) にお
いては，NT および PP と比べて周囲流の流跡線は大きく噴
流側に屈曲しており，乱流計測結果 (図 2(a), (b)) から示さ
れた噴流の広がりとあわせれば，噴流と周囲流の混合層の
幅が増大し，乱流混合が促進されている様子が分かる．但
し，SP では再循環渦は見られず，再循環渦形成による噴流
と周囲流の予混合化促進効果はないものと考えられる．
　一方，P = 0.5 MPa では，再循環渦がバーナリップ直上に
明確に観測された (図 8(d), (e), (f))．また，P = 0.5 MPa では，
周囲流と噴流のせん断層付近で流れが乱れている様子がわ
かる．これは圧力増大によって噴流のレイノルズ数が増大
したためであると考えられ，再循環域の形成と相まって，
火炎基部に予混合気を形成させやすい条件となっていると
いえる．
　図 9 に噴流管 Type II の流跡線を示す．シーディング粒
子の平均粒子径および撮影に用いたディジタル CMOS カメ
ラの露光時間は Type I と同様である．流速条件は図 8 と同様
である．P = 0.1 MPa では，バーナリップ厚みが t = 0.1 mm 
と薄いため，噴流管 Type I に比較して流跡線の屈曲は大き
くなく，乱流強化の有無にかかわらず再循環渦の形成は見
られなかった (図 9(a), (b), (c))．一方，P = 0.5 MPa では，写
真からは必ずしも明確には見えないものの，このような薄
いバーナリップにおいても再循環渦が見られた (図 9(d), 
(e), (f))．
　ここで，再循環渦のスケールを定量化して示すことを試
みる．撮影された画像を拡大して調べると，流跡線の屈曲
と再循環渦の違いを詳しく見ることができる[1]．再循環渦
は真円ではないので，本研究では再循環渦の上下方向の大
きさを特性渦スケールとして，噴流速 Uj および周囲流速 
Uc の影響を調べた．
　図 10 および図 11 に，再循環渦の特性渦スケール hr と噴
流速 Uj および周囲流速 Uc との関係を示す．流速条件は図 
10 が周囲流速 Uc = 2.0 m/s，図 11 が噴流速 Uj = 12.0 m/s で
ある．また，特性渦スケール hr がゼロである点は再循環渦が形
成されなかった条件である．P = 0.5 MPa では，P = 0.1 MPa 
と比較して再循環渦の形成される流速範囲が広く，かつ，
特性渦スケール hr が増大している．乱流効果に着目すると，
P = 0.1 MPa および 0.5 MPa に対する NT および PP におけ
る特性渦スケールはほとんど差が見られなかった．一方で，
SP は NT および PP と比較して大きく低下していることが
明らかで，噴流管に挿入したスパイラルの効果と考えられ
る．

　次に，火炎基部位置と特性渦スケールの大きさが火炎安
定メカニズムに与える影響について考察する．図 10 に示
されるように，噴流管 Type I の P = 0.1 MPa における特性
渦スケールは NT および PP ともに 0.1 mm 以下であり，SP 
においては，実験を行った流速条件に対して再循環渦の形
成は見られなかった．再循環渦の特性渦スケールと図 6(a) 
および (b) と比較すると，火炎基部は再循環渦の下流 (上方) 
に位置していることが分かる．また，噴流管 Type II にお
いては乱流強化の有無にかかわらず再循環渦は観測されな
かった．よって，P = 0.1 MPa における乱流強化時の火炎安
定メカニズムについても，乱流強化の有無にかかわらず前
報[1]と同様に局所流速と拡散混合した未燃ガスの局所燃焼
速度との釣り合いによると考えられる．この場合，図 3 に
見られるように周囲流速 Uc が増大すると火炎安定限界噴
流速が減少することも傾向が一致する．また，大気圧下に
対する SP における火炎安定限界噴流速の低下は，火炎基
部が形成されるバーナリップ近傍の平均流速 U が NT およ
び PP よりも増大していることが要因である (図 2)．
　一方，P = 0.5 MPa に対する NT および PP における噴流
管 Type I の特性渦スケールは P = 0.1 MPa と比較して約 10 
倍大きい．しかし，SP においては，NT および PP の特性
渦スケールのおおよそ半分である．図 4(a) および図 5(a) に
示された火炎基部位置と比較すると，Uj = 12.0 m/s におい
て火炎基部は再循環渦の中にあり，噴流管 Type II の特性
渦スケールと比較しても，図 6(b) および図 7(b) に示された 
P = 0.5 MPa における火炎基部は，再循環渦の内部かごく近
傍にあると考えてよい．したがって，高圧環境下に対する
乱流強化時の火炎安定限界噴流速の増大もまた，バーナ
リップ直上に形成される再循環渦が噴流と周囲流との混合
を促進し，火炎基部を強化することに起因すると考えられ
る．再循環渦の形成とその特性渦スケールの観点から，圧
力の増大は，動粘性係数の減少によって，大気圧下におい
てリップ厚さを厚くすることと同等の効果をもたらしてい
ることは前報[1]でも報告しているが，乱流強化時に対して
も同様のことが言えよう．
　高圧環境下 (P = 0.5 MPa) での SP においては，バーナ
リップ近傍の乱れ強さの増大 (図 2) による乱流混合促進に
よって，火炎は NT および PP と比べてバーナリップによ
り接近した位置で火炎が安定 (図 7) し，火炎基部を強化す
る．しかしながら，噴流管へのスパイラルの挿入は，火炎
安定化に重要な役割を果たす再循環渦の特性スケールの大
きさを減少させる効果がある (図 9, 10, 11) ため，NT およ
び PP に比べて火炎安定限界噴流速は低下すると考えられ
る．
　図 3(a) に示したように，P = 0.5 MPa での噴流管 Type I 
における NT および PP は，周囲流速 Uc の増大にともない
火炎安定限界の噴流速は増大した．一方で，噴流管 Type I 
における SP および噴流管 Type II では火炎安定限界噴流速
は概ね一定であった．これも，再循環渦スケールが関係し
ていると推測されるため，再循環渦スケールの大きさと周
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囲流速との関係を測定した結果を図 11 に示す．図 11 (a) に
おいて，P = 0.5 MPa に対する噴流管 Type I における NT お
よび PP では，周囲流速 Uc の増大とともに再循環渦の特性
スケールは線形的に増大している．一方で，SP において周
囲流速 Uc を増大させると一定の特性渦スケールの値に漸
近するような傾向を示した．図 3 (a) に示す P = 0.5 MPa に
対して噴流管 Type I を用いた場合，PP において周囲流速 
Uc の増大にともない火炎安定限界の噴流速が増大するこ
と，および SP において火炎安定限界噴流速が一定になる

ことが理解できる．
　また，P = 0.5 MPa に対して噴流管 Type II を用いた場合，
周囲流速 Uc の増大にともなう再循環渦の特性渦スケール
の増大は噴流管 Type I と同様に見られた (図 11(a))．但し，
その増加量は NT, PP および SP ともに噴流管 Type I に比べ
て小さい (図 11(b))．したがって，図 3 (b) に示すように，P 
= 0.5 MPa に対して噴流管 Type II を用いた場合，火炎安定
限界噴流速は一定になるものと考えられる．特に SP に対
して，スパイラルには再循環渦の消滅，もしくは，特性渦

Fig.10　Characteristic scale of recirculation zone varying with Uj at Uc = 2.0 m/s.

Fig.11　Characteristic scale of recirculation zone varying with Uc at Uj = 12.0 m/s.
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スケールの減少効果があることは先にも述べたが，バーナ
リップ厚みの小さい Type II では，噴流管 Type I と比べて
その減少効果が小さいことが分かる．このため，図 3 (b) 
に示すように，P = 0.5 MPa に対して噴流管 Type II を用い
た場合，SP の火炎安定限界噴流速の NT および PP に対す
る低下量は噴流管 Type I に比べて小さくなる．以上のよう
に，P = 0.5 MPa における再循環渦の流体力学的効果は火炎
安定限界の噴流速を決定する重要な支配因子となることが
分かった．
　実用オートサーマル改質炉においては，純酸素噴流管の
熱損傷を避けるために，高圧，高当量比条件下における火
炎リフトが必要となる．図 3 から分かるように高圧環境下
では大気圧下と比較して純酸素噴流拡散火炎のリフトおよ
び吹き飛び噴流速は非常に大きくなる．また，高圧環境下
における火炎安定メカニズムはバーナリップ直上に形成さ
れる再循環渦によって支配されることが分かった．高圧環
境下における SP の火炎安定性は，バーナリップ近傍の乱
れ強さの増大によって，噴流と周囲流の乱流混合が促進さ
れ，火炎付着時は NT および PP と比べてよりバーナリッ
プに接近した位置で安定する (図 7)．このため，酸素噴流
管の熱損傷を促進してしまう可能性がある．一方で，噴流
管へのスパイラルの挿入は高圧環境下において火炎基部強
化に重要な役割を果たす再循環渦の特性渦スケールを減
少，もしくは，消滅させる効果があることが分かった (図 9, 
10, 11)．このため，図 3 より火炎安定限界の噴流速は低下し，
高圧環境下においても高当量比条件下で火炎リフトを発生
させることが可能になった．したがって，実運転において
は，バーナリップに火炎を極力付着させずに，火炎リフト
の状態を保つことによって酸素噴流管の熱損傷を避けるこ
とが可能になると考えられる．

4.  結言

　二種類の同軸噴流バーナの噴流および周囲流の乱流強化
を行い，高圧環境における純酸素噴流拡散火炎の安定限界
噴流速の測定，火炎位置および火炎基部位置の測定，バー
ナリップ近傍の流跡線の観測を行い，高圧環境における乱
流強化が同軸酸素噴流拡散火炎の安定性に与える影響を調
べた．これらの計測結果と乱流強化を行っていない場合と
を比較し，純酸素噴流拡散火炎の安定限界の特徴と火炎安
定メカニズムについて考察を行った．本研究で得られた知
見は以下のとおりである．
1. 周囲流に多孔板を挿入し乱流強化を行った場合，火炎安
定限界の噴流速は，大気圧下におけるリップ厚みが小さ
く周囲流速が大きい場合を除き，乱流強化を行わない場
合とほとんど同じであった．また，本実験範囲において，
火炎位置，火炎基部位置および再循環渦の特性スケール
の大きさもまた，乱流強化を行わない場合とほぼ同じ結
果を得た．大気圧および高圧環境下において，周囲流に
乱流強化を行った場合における火炎安定メカニズムにお

よぼす影響は小さい．
2. 噴流にスパイラルを挿入し噴流の乱流強化を行った場
合，リップ近傍での乱れ強さは乱流強化を行わない場合
および周囲流の乱流を強化した場合に比べて増大した．
高圧環境下におけるスパイラルの挿入は，噴流と周囲流
の混合を促進し，火炎基部が乱流強化行わない場合およ
び周囲流の乱流を強化した場合と比べてよりバーナリッ
プに接近する原因となる．

3. 噴流にスパイラルを挿入し噴流の乱流強化を行った場合
における流跡線観測より，噴流の乱流強化には高圧環境
下において火炎リフトおよび吹き飛びに重要な役割を果
たすリップ直上に形成される再循環渦の消滅，もしくは，
特性渦スケールを減少させる効果があり，火炎安定限界
噴流速の顕著な低下をもたらすことが分かった．
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