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1.　緒　　　　言

ガスエンジンは，排出ガスがクリーンなことから環境に
やさしく，陸用の発電施設だけでなく舶用分野においても
市場が拡大しつつある．株式会社 IHI 原動機 ( IPS ) は，
これらの市場要求に沿って，経済性はもとより環境適合性
や安全性をも追求した大型のガスエンジンを製造，販売し
てきた．筆者らは，これまで蓄積してきた技術的知見を活
かし，発電用ガスエンジンをさらに高効率化することを次
の開発ターゲットとした．開発のベースとなるエンジン
は，火花点火方式リーンバーンガスエンジンであるニイガ
タ 28AGS とした．本稿では，この高効率ガスエンジンの
要素技術開発について述べる．

2.　ニイガタガスエンジンにおける開発の歴史

IPS は 30 年以上にわたり，市場要求に沿ったガスエン
ジンの製造・販売を行ってきた．信頼性の高いディーゼル
エンジン PA5 をベースに，ガス専焼の火花点火方式リー
ンバーンガスエンジン 26HX-G，33CX-G といった液体
燃料とガス燃料の両方で運転できるデュアルフューエルエ
ンジンを開発した．第 1 図にニイガタガスエンジン開発
の歴史を示す．特に舶用分野で高まる環境規制に適合すべ

く開発した世界初の FPP（ Fixed Pitch Propeller：固定
ピッチプロペラ）直結型の船舶推進用デュアルフューエ
ルエンジン 28AHX-DF についても，高い性能，安定性か
ら好評価をいただいている．また，2002 年から市場に供
給しているマイクロパイロットガスエンジンは，現在でも
高性能を維持し経済性に優れていることから，多くのお客
さまから高い評価をいただいている．現在は，火花点火方
式でさらなる高性能化を図ったニイガタ 28AGS の開発を
2012 年に完了し，市場に供給している．

3.　市  場  環  境

3. 1　陸用分野

日本国内では，2011 年に発生した東日本大震災の経験
から，BCP（ Business Continuity Planning：事業継続計
画）対策の一環としてコージェネレーションシステムを
活用する事例が増加している．特に，電力を多く使う工場
では，電力不足が生産性に大きな影響を与える．このた
め，工場に自家用発電設備としてガスエンジンコージェネ
レーションシステムの導入が進められている．また，地域
と工業団地が一体となり，自家用発電設備から作り出した
エネルギー（電力，熱）と電力会社から購入した電力の
制御，最適化を図りながら，工業団地内に効率的にエネル
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ギーを供給するシステムなども導入されつつある．
一方，世界的にもシェールガスの利用増加によりガス燃
料が注目を浴びている．化石燃料ではあるが技術革新によ
り可採年数が大幅に長くなっている．また，液体燃料とガ
ス燃料の価格差の関係から経済性が合理的なケースがあ
り，ガスエンジンへの期待が高まっている．

3. 2　舶用分野

IMO（ International Maritime Organization：国際海事機
関）NOx Ⅲ次規制に代表されるように，船舶に対する環
境規制が年々厳しくなっている．ディーゼルエンジンでは
エンジン単体で NOx 規制を満足することが難しく，脱硝
装置などの付加設備により排出ガス清浄化が行われるケー
スがある．しかし，狭い船内では設置スペースの確保が困
難なことやコスト上昇などの問題がある．

第 2 図 ( 1 ) に燃料種の違いによる有害排ガス成分の比較
を示す．ガスエンジンでは，ガス燃料由来の有害物質が少
ない（第 2 図）ことに加え，希薄燃焼化によりディーゼ
ルエンジンに比べ NOx 排出量を抑制できる．このため，
脱硝装置などの付加設備を要することなく，エンジン単体
で NOx 規制を満足することが可能である．しかし，船舶
推進用としてガスエンジンを用いるには動特性などに対し

て解決すべき課題がある．このため，船舶推進用のガスエ
ンジンでは，エンジン単体での性能改善だけでなく電気推
進装置や蓄電装置を併用したハイブリッドシステムなどを
採用するケースもある．

4.　開発プロセス

4. 1　開発目標

開発ベースとした 28AGS のエンジン仕様およびライン
アップを第 1 表 ( 2 ) に示す．このエンジンは，点火プラグ
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第 1 図　ニイガタガスエンジン開発の歴史
Fig. 1　History of NIIGATA gas engine development
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第 2 図　燃料種の違いによる有害排ガス成分の比較
Fig. 2　Comparison of fuel and toxic substances
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により予燃焼室の理論空燃比の混合気に点火し，予燃焼室
からの火炎ジェットにより主燃焼室内の希薄混合気に着火
させる火花点火方式リーンバーンガスエンジンである．列
型 6 シリンダ ( 6L ) から V 型 18 シリンダ ( 18V ) のラ
インアップをもち，2 ～ 6 MW の出力レンジをカバーす
る．100 台以上の販売，運用実績をもつマイクロパイロッ
ト方式の AG シリーズに最新の火花点火方式を適用する
ことにより，NOx 排出量を低く維持したまま高い発電効
率を実現している．発電出力 2 MW クラスの列型エンジ
ンは，当時の世界最高レベルの発電効率を実現している．
また，28AGS は最適化された空燃比制御によって十分な
負荷投入特性を有している ( 3 )．さらに，有負荷生き残り
機能（発電設備が送電中に接続している商用電源が停電
した場合，商用電源から瞬時に切り離しを行い，そのまま
継続運転を行う）や始動から 40 秒以内で電圧確立が可能
な常用防災兼用発電装置としての機能を備えていることか
ら，東日本大震災後の BCP 対策として注目されている．
しかし，28AGS シリーズのリリース後，より高性能のガ
スエンジンが陸用の市場に出回るようになっていることか
ら，ニイガタガスエンジンの性能向上が必要な状況であ
る．
本開発では，28AGS の優れた特徴を維持しつつ，第 2

表に示す開発目標値のようなさらなる効率向上を目標とし
て段階的に取り組むこととした．Step 1 についてはすで
に開発を完了しており，現在は Step 2 に取り組んでいる．

4. 2　開発コンセプト

第 2 表の Step 1 の目標に対する効率向上の手段とし
て，以下に述べる要素について検討した．

4. 2. 1　点火源の強化による予燃焼室内の燃焼安定化

( 1 ) 予燃焼室から主燃焼室への火炎ジェット強化，安
定化による燃焼改善

第 3 図に燃焼室の構造を示す．28AGS に採用さ
れている予燃焼室付き火花点火方式では，点火プラ
グの放電火花を点火源とする．これにより，予燃焼
室内に直接供給されたガス燃料と主燃焼室から流入
した希薄混合気からなる，ほぼ理論空燃比の混合気
が燃焼する．その後，主燃焼室へ高温の燃焼ガスが
ジェット状に噴出することで主燃焼室内の希薄混合

パイロットガス 点火プラグ 予燃焼室 ( l≒1 )

主燃焼室 ( l≒2 )

メインガス

ピストン 予燃焼室噴孔火炎ジェット

第 3 図　燃焼室構造
Fig. 3　Schematic of the combustion chamber

第 1 表　28AGS 仕様とラインアップ
Table 1　28AGS specification

項　　　　　　目 単　位 仕　　　　　　　　　様

シリンダ数・配列 － 6L 8L 12V 16V 18V

シ リ ン ダ 径 mm 295

ス ト ロ ー ク mm 400

回 転 速 度 min−1 750/720

発電出力
50 Hz kW 2 000 2 650 4 000 5 300 6 000

60 Hz kW 1 900 2 550 3 800 5 100 5 750

正味平均有効圧力 MPa 2.0

点 火 方 式 － 火花点火

燃 焼 方 式 － 予燃焼室方式

始 動 方 式 － エアスタータ

燃 料 種 － 都市ガス，天然ガス

（注）　サイト条件：ISO 15550，発電機力率：0.9，燃料ガス低位発熱量：40.6 MJ/m3N，
　　　  メタン価 65 以上 

第 2 表　開発目標値
Table 2　Development target

項　　　目 開発目標値

シ リ ン ダ 数  ・ 配 列 6L 8L 12V 16V 18V

発 電 効 率  （％）
（ 5％裕度付き）

ベース 45.5 45.7 47.0 47.2 47.4

Step 1 47.8 48.0 49.3 49.7 49.9

Step 2 Step 1 + 1.0％ポイント

（注）　サイト条件：ISO 15550，発電機力率：0.9，燃料ガス低位発熱
　　　   量：40.6 MJ/m3N，メタン価 65 以上 
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気が燃焼し，その圧力上昇によりピストンが押し下
げられエンジンが駆動する．希薄混合気の安定した
燃焼を得るためには主燃焼室へ噴出する火炎ジェッ
トの安定化が必要不可欠である．このため，最初の
ステップとして，予燃焼室の形状変更による予燃焼
室内の流動状態および点火プラグ周りのガス濃度分
布の適正化に着目した．

( 2 ) 未燃ガス燃料の排出（メタンスリップ）削減
次に，発電効率の向上だけでなく環境適合性の改
善手段として，未燃ガス燃料の排出量の削減が挙げ
られる．28AGS では，ガス燃料は各シリンダに設け
た電磁弁により噴射され，吸気ポート内で空気と混
合し主燃焼室に供給される．主燃焼室内に多数存在
する狭い隙間に流入した希薄混合気は主燃焼室壁面
での過大な熱損失により燃焼せず，温室効果ガスと
してそのまま排出される（メタンスリップ）．このた
め，未燃焼となり得る部分（以下，デッドボリュー
ム）を削減することとした．

( 3 ) 混合気濃度の均一化によるノッキング抑制
ガス燃料は吸気行程の吸気バルブが開いている間
に主燃焼室内に供給する必要があるため，電磁弁に
より短時間に噴射する必要がある．また，ガス燃料
供給用電磁弁から二つの吸気バルブまでの流路長さ
に違いがあることから，主燃焼室内の混合気の濃度
分布は不均一になりやすい．この混合気濃度の不均一
性は，燃焼時の火炎伝ぱ速度のばらつき

· · · ·
やノッキング

などの要因となる．このため，3D-CFD（ Computational 

Fluid Dynamics：数値流体力学）シミュレーションに
より，ガス燃料供給用電磁弁下部の噴射口（ガスノ
ズル）の形状を見直し，主燃焼室内の混合気濃度の
均一化を図った．

4. 2. 2　空燃比制御の最適化による燃焼安定性の確保

安定燃焼に必要な要素として，空燃比制御とシリンダ間
バランス制御の二つに着目した．28AGS には，過給機の
コンプレッサにより圧縮された空気をコンプレッサの上流
に戻す給気バイパス方式が採用されている．このバイパス
ラインを通過する空気量をバイパス弁で制御することによ
り，空燃比が適正範囲に制御される．本方式ではバイパス
弁を比較的低温で使用できるというメリットがある．一
方，コンプレッサの上流に戻す空気分の圧縮エネルギーは
過給機の非効率な仕事であり，過給システム全体の効率が
低下するというデメリットがある．そこで，過給機のター

ビン側にバイパスラインを設けるウェイストゲート方式に
着目した．ウェイストゲート方式では，排ガスはバイパス
ラインからタービン後方へ排出されることから，排気マニ
ホルド（内燃機関の吸気・排気行程に発生するエネル
ギー損失）の圧力が低下し，排気行程のポンピングロス
を低減できる．また，吸排気差圧を大きくすることが可能
となることから，シリンダ内の充填効率が改善するメリッ
トもある．シリンダ間バランス制御については，各シリン
ダに設けられたシリンダ内圧力センサにより燃焼状態を監
視しながら，シリンダごとの点火時期や空燃比などを精密
に制御する手法を導入した．

4. 2. 3　機械損失，冷却損失の低減

エネルギー損失の低減にも着手した．一つは，ピストン
リングや軸受の摩擦抵抗など機械損失の低減である．機械
損失の低減には潤滑油の粘度指数の低減が効果的である．
そこで，エンジン設計を見直すとともに許容できる潤滑油
の最低粘度を検討した．適正な粘度については潤滑油温度
の調節により実現した．もう一つは冷却水による熱損失の
低減である．これに対しては，エンジンの冷却水温度を高
く調節することにより冷却損失を削減した．しかし，冷却
水温度の上昇に伴い燃焼室壁面温度も上昇するため，未燃
ガスの過熱によるノッキングなどの異常燃焼が発生しやす
くなる．このため，4. 2. 1 項 ( 3 ) のようなノッキングの
抑制技術などとの併用が必要である．
上述した要素技術において特に効率向上に対する寄与度
の大きかった予燃焼室形状の最適化とデッドボリューム削
減について，5 章で述べる．

5.　効率向上の要素技術開発

5. 1　予燃焼室形状の最適化

点火直前における予燃焼室内の混合気は，前述のとおり
マクロ的には理論空燃比の混合気であるが，局所的な濃度
は不均一になりやすい．このため，予燃焼室内の着火・燃
焼が安定しないと主燃焼室に噴出する火炎ジェットがサイ
クル間でばらつき，主燃焼室の燃焼安定性に悪影響を及ぼ
すことになる．したがって，主燃焼室に対する点火源を強
化するため，第 4 図に示す予燃焼室および主燃焼室の燃
焼改善ロジックに基づき予燃焼室内の燃焼安定化に取り組
むこととした．

第 5 図に予燃焼室形状の計算パラメータを示す．予燃
焼室の各部形状（第 5 図 - ( a ) ）を計算パラメータとし，
- ( b ) の組合せ条件で 3D-CFD シミュレーションを実施
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した ( 4 )．評価パラメータには主に予燃焼室内の TKE

（ Turbulent Kinetic Energy：乱流運動エネルギー）を用い
た．

第 6 図に V2/V1 と TKE の関係，第 7 図に噴孔総面
積と TKE の関係を示す．予燃焼室の計算パラメータのな
かで TKE の増加に対して影響度の大きかった代表的な要

素は，V2（予燃焼室本体部） と V1（スロート部）の容
積比 V2/V1（第 6 図），噴孔総面積（第 7 図）であっ
た．V2 内の流動は，V2 上部のガス燃料供給路から噴射
されるガス燃料の流動と主燃焼室から流入する希薄混合気
の流動により生成される．これらの結果から，主燃焼室か
ら流入する希薄混合気の流路を狭くしたことにより予燃焼

L
2

L
1

N
  × A

1

D2

V2
（ 予燃焼室本体部 ）

パイロットガス供給路

V1
（ スロート部 ）

b

D1

( a )　予燃焼室形状

　　　

( b )　計算パラメータ組合せ条件

No.
予燃焼室内径 長　　　さ 容　　　積 噴孔

総面積
スロート
部角度

( D1 ) ( D2 ) ( L1 ) ( L2 ) ( V1 ) ( V2 ) ( N × A1 ) ( b )

ベ ー ス 1.00 1.00 1.00 1.00 1.00 1.00 1.00 1.0

ケース 1 0.73 1.00 1.00 1.15 0.53 1.09 0.25 1.0

ケース 2 0.73 1.00 1.00 1.15 0.54 1.09 0.25 1.0

ケース 3 0.80 1.00 1.00 1.11 0.65 1.07 0.34 1.0

ケース 4 0.90 1.00 1.00 1.05 0.82 1.04 0.49 1.0

ケース 5 0.73 1.00 1.00 1.00 0.55 1.09 0.25 1.5

ケース 6 1.00 1.00 1.00 1.00 1.00 1.00 0.55 1.0

ケース 7 0.73 0.75 0.91 0.93 0.49 0.73 0.25 1.5

ケース 8 0.80 0.75 0.91 1.00 0.59 0.70 0.34 1.5

ケース 9 0.73 0.75 0.91 0.93 0.49 0.73 0.25 1.5

ケース 10 0.73 0.75 0.91 0.85 0.49 0.57 0.25 1.5

ケース 11 0.73 0.75 0.91 1.02 0.49 0.73 0.25 1.0

ケース 12 1.00 0.75 0.91 0.86 0.49 0.73 0.25 1.5

ケース 13 0.73 0.75 0.91 0.93 0.49 0.73 0.25 1.5

ケース 14 0.73 0.75 0.91 0.88 0.49 0.73 0.21 1.5

ケース 15 0.73 0.75 0.91 0.88 0.49 0.73 0.16 1.5

（注）　各数値はベースとなる予燃焼室に対する比率表示とした．

第 5 図　予燃焼室形状の計算パラメータ
Fig. 5　Parameters for PCC shape
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第 4 図　予燃焼室および主燃焼室の燃焼改善ロジック
Fig. 4　Logic of improving combustion in Pre Combustion Chamber ( PCC ) and Main Combustion Chamber ( MCC )
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室内全体の流動が活発化し TKE が増加したものと考えら
れる．

TKE が増加すると，予燃焼室内の燃焼圧力が上昇する．
第 8 図に TKE と予燃焼室内燃焼圧力 ( DPmax ) の関係を
示す．なお，ここで扱う予燃焼室内の燃焼圧力は，点火プ
ラグによる着火直後の予燃焼室内の最大燃焼圧力 ( P2 ) と
主燃焼室内圧力 ( P1 ) の差圧 ( DPmax ) を指標とした．第 9

図に DPmax：TKE の評価指標，第 10 図に予燃焼室内に
おける熱発生率，第 11 図に予燃焼室内における MFB

（Mass Fraction Burned：燃焼質量割合）を示す．DPmax

が上昇した要因は，TKEの増加に伴い，予燃焼室内の燃焼
が早期化したためと考えられる．点火時期は同一であるも
のの改善後の方が予燃焼室内熱発生率最大値の発生角度
（第 10 図）や MFB 50％の発生角度（第 11 図）が進角
し，急速燃焼が認められた．
また，DPmax の上昇は，予燃焼室から主燃焼室への火炎

ジェットの噴出エネルギーの増加であり，主燃焼室内の希
薄混合気に対する点火源が強化されたことを意味してい
る．第 12 図に主燃焼室における燃焼圧力，第 13 図に主
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：主燃焼室
：予燃焼室

P2

P1 DPmax

最
大
燃
焼
圧
力

低
高

第 9 図　DPmax：TKE の評価指標
Fig. 9　DPmax : Evaluation index for TKE
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第 10 図　予燃焼室内における熱発生率
Fig. 10　Rate of heat release in PCC

T
K

E

V2/V1

（ 注 ） V1 ： スロート部
 V2 ： 予燃焼室本体部

減
   
少

減   少

増
   
加

増   加

：ベース
：パラメータスタディ
：最適化後

第 6 図　V2/V1 と TKE の関係
Fig. 6　Relationship between TKE and V2/V1
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第 7 図　噴孔総面積と TKE の関係
Fig. 7　Relationship between TKE and total area of nozzle holes
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第 8 図　TKE と予燃焼室内燃焼圧力 ( DPmax ) の関係
Fig. 8　Relationship between DPmax and  TKE
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燃焼室における燃焼期間を示す．これにより，主燃焼室内
最大燃焼圧力も上昇し（第 12 図），燃焼期間が短縮した
（第 13 図）．また，火炎ジェットのサイクルごとのばら

· ·

つき
· ·
が抑制されることが期待される．ただし，主燃焼室に

対する過度の点火源強化は燃焼圧力の許容値超過や NOx

生成量の増加などの要因ともなり得るため，これらに対す
るマージンを考慮しながら適正な予燃焼室形状を決定し
た．

6L テスト機による検証の結果，主燃焼室内の燃焼のば
·

らつき
· · ·

が抑制されることが確認された．予燃焼室の形状変
更前後の主燃焼室内最大燃焼圧力のトレンドデータを第 14

図に示す．サイクル間の COV（ Coefficient of Variation：
燃焼変動率）が約 20％改善した．また，第 15 図に主燃
焼室における燃焼期間を示すように燃焼圧力の上限値を超
えることなく主燃焼室内燃焼圧力を高く調整できた結果，

約 0.4％ポイントの効率向上が確認された．
5. 2　デッドボリュームの削減

デッドボリュームの削減により，無駄なガス燃料消費減
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第 11 図　予燃焼室内における MFB
Fig. 11　Mass fraction burned in PCC
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第 12 図　主燃焼室における燃焼圧力
Fig. 12　Peak firing pressure in MCC
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第 13 図　主燃焼室における燃焼期間
Fig. 13　Duration of combustion in MCC
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第 14 図　主燃焼室最大燃焼圧力のトレンド－最適化前後
Fig. 14　PFP trends ̶ Before and after optimization
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少による効率の向上効果と同時にメタンスリップ排出削減
の効果が得られる ( 5 )．また，デッドボリューム部に流入
した混合気は膨張行程中に燃焼領域に流出するため，通常
の燃焼と異なるノッキングなどの発生要因にもなり得る．
このように，デッドボリュームの削減は性能改善や環境負
荷軽減だけでなく燃焼安定性の向上にも寄与する．
筆者らは燃焼室内のデッドボリュームを洗い出し，その
削減方法を検討した．第 16 図に燃焼室内のデッドボ
リュームを示すように，大小合わせて複数のデッドボ
リュームがある．これらのなかで特に容積が大きい領域
に，ピストンとシリンダライナの隙間（トップランド部）
とシリンダヘッドとシリンダライナの隙間（ラビリンス
部）がある（第 16 図の破線部分）．トップランド部につ
いては，ピストントップリングの位置を高くすることによ
る容積の削減が効果的である．しかし，ピストントップリ
ングが入る溝部を上部に上げ過ぎると，ピストン頭部の冷

却用オイルギャラリ成形が困難となる．その結果，部品の
十分な冷却ができず潤滑油が炭化し，ピストンリングの固
着や摺

しゅうどう

動部の損傷などにつながる．また，ピストン頭部の
局部的なヒートスポットが火種となりノッキングの発生要
因になり得る．
そこで，ベースエンジンである 28AGS 開発初期のトッ
プランド容積を基準とし，ピストントップリング位置を変
えてトップランド容積変更試験を実施した．トップランド
容積とピストントップリング溝部の温度を第 17 図に示
す．トップランド容積を基準に対して 4 割程度削減して
もピストントップリング溝部の温度に大きな変化は見られ
なかったが，トップランド容積を 8 割程度まで削減する
と，温度は上昇し潤滑油が炭化する可能性が高まるレベル
となった．この結果に基づき，ピストンおよびピストンリ
ングの温度が過度に上昇せず，かつデッドボリュームを削
減できるピストントップリング位置を決定した．
これらの取組みにより，ベースエンジン 28AGS に対し
てデッドボリュームは約 50％，未燃ガス燃料は約 40％減
少した．

5. 3　要素技術の組合せとフィールド評価

5. 1 節と 5. 2 節で述べた手法と 4. 2 節で述べた要素技
術の組合せにより，6L テスト機にて Step 1 の目標値で
ある約 2.3％ポイントの効率向上が確認されている．これ
らの要素技術のうちの一部については，すでにフィールド
に適用され評価されている．しかし，評価に長時間を要す
る耐久性に関わる要素，たとえば点火プラグなどについて
は十分な検証が完了していない．当該点火プラグが設置さ
れた各サイトにおいて，さまざまな条件下で運用されてい
るが，これまでに 5 000 時間以上の連続運転実績が得ら
れている．引き続き，継続運転を通じて信頼性（耐久性）
の検証・評価を行う．第 18 図にフィールドにおける点火
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第 16 図　燃焼室内のデッドボリューム
Fig. 16　Dead volume areas inside the combustion chamber
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第 17 図　ピストンリング溝部温度計測結果
Fig. 17　Temperature measurement results at piston ring groove
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第 15 図　主燃焼室における燃焼期間
Fig. 15　Duration of combustion in MCC
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プラグ寿命評価例を示す．

6.　さらなる発電効率向上

Step 1 の開発を完了し，現在 Step 2 実現への取組みを
進めている．Step 2 では，Step 1 要素の見直しとともに
以下の要素に焦点を絞った．

( 1 ) 火花点火源強化による予燃焼室内燃焼の安定化
（ Step 1 要素の進展）

( 2 ) バルブオーバーラップの最適化による過給システ
ムの効率向上

( 3 ) 給気圧力損失の低減によるポンピング損失の低減
まず，Step 1 で最適化した予燃焼室の形状を見直し，
さらなる改善を図った．この結果，Step 2 では Step 1 以
上の燃焼安定性を実現しており，ベース（第 14 図 - ( a )）
に対し COV が約 50％低下した．第 19 図に主燃焼室最
大燃焼圧力のトレンド－ Step 2 における最適化後を示す．
ここに IVC（ Intake Valve Closing：吸気弁閉）時期を進
角することによるミラー度の強化と圧縮比上昇の要素を付

加することで，さらなる効率向上が期待できる．
過早着火やノッキングなどの異常燃焼は圧縮端温度を低
下させることで抑制可能なため，ミラー度の強化による有
効圧縮比の低下が効果的である．これと合わせて，幾何学
的圧縮比を最適化し膨張比を大きくすることにより，サイ
クル効率も同時に改善することが可能となる．ただし，こ
れらの効果を十分に得るためには，高い過給効率とさらな
る点火源強化などによる燃焼安定化が必須となる．

第 20 図に一次元シミュレーションによる解析例を示
す．IVC 時期の検討には一次元シミュレーションを用い
た．Step 1 時の IVC 時期をベースとしてパラメータスタ
ディを行い，タイミングの候補を絞り込んだ．ある程度以
上に IVC 時期を進角すると，有効圧縮比の低下に伴うポ
ンピングロス分の増加により，第 20 図に示すような効率
低下につながる．この結果に基づき，効率が最も高くなる
IVC 時期を選定した．
加えて，バルブオーバーラップについても計算検討を
行った．検討の過程で EVC（ Exhaust Valve Closing：排
気弁閉）時期を調整してバルブオーバーラップを変更し
た場合のバルブリフトの代表例を第 21 図に示す．バルブ
オーバーラップを短縮することにより，オーバーラップ間
に吹き抜ける未燃ガス燃料を削減できるため，その分の効
率向上が期待できる．第 22 図にバルブオーバーラップ変
更による影響を示す．一方で，バルブオーバーラップの短
縮はシリンダ内の充填効率を低下させる．このため，燃焼
室内に残留する既燃ガスの割合が増加し，次のサイクルの
燃焼に使用される新気が減少する．この影響は吸気と排気
の圧力差が小さくなることにつながり，負荷投入および負
荷上昇時の過給機回転速度上昇の追従遅れ（いわゆる
ターボラグ）が発生する．したがって，これらプラス面
とマイナス面を総合的に考慮したうえでバルブタイミング
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第 20 図　一次元シミュレーションによる解析例
Fig. 20　Example of the 1D simulation result
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第 18 図　フィールドにおける点火プラグ寿命評価例
Fig. 18　Field evaluation of the spark plug
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第 19 図　主燃焼室最大燃焼圧力のトレンド－ Step 2 における最 
    適化後 

Fig. 19　PFP trends ̶ After re-optimization ( Step 2 )
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と幾何学的圧縮比の最適化を図った．6L テスト機におい
て，最終的な組合せで効率が約 0.2％ポイント改善するこ
とを確認した．
また，ミラー度を強化した状態で燃焼に必要な空気量を
確保するためには，ミラー度強化前よりも高い過給圧力が
必要となる．これにより，給気系統の圧力損失が増加し，
その分過給効率は低下する．前述のバルブタイミングや幾
何学的圧縮比の最適化による効率改善効果に付加される要
素として，ポンピング損失低減を狙った給気圧力損失の低
減についても取組みを進めている．
給気系統の圧力損失は，吸気ポートや吸気バルブの形状
に大きく影響される．3D-CFD を用いた解析の結果，ポー
ト壁面付近や吸気バルブ周辺などに流れの剥離が見られ
た．剥離による圧力損失を低減するため，流路形状の微調
整を実施した．なお，空気とガス燃料との混合状態も改善
するため，吸気ポート上部のガスノズル部の形状について
も見直した．第 23 図に給気圧力損失低減に向けた 3D- 

CFD 結果を示す．

各部形状を最適化した結果，流量係数が 10％以上改善
する見込みが得られた．現在は検証用部品の製作を進めて
おり，給気圧力損失の低減の効果は 2019 年末に 6L テス
ト機で確認される見通しである．

7.　結　　　　言

2012 年に開発した発電用ガスエンジン 28AGS の高効
率化を目的とした要素技術開発に取り組んだ．燃焼安定性
向上や未燃ガス燃料の排出量削減をはじめとし，さまざま
な要素技術を導入した．その結果，ベースエンジンに対し
て発電効率を 2.3％ポイント向上させた製品を 2017 年に
リリースした．現在はさらに 1.0％ポイントの効率向上を
目標として要素技術開発を進めている．この開発は 2020 年
に完了する見込みである．
近年トレンドとなっているガスエンジンの高出力 ( BMEP ) 

化に対しても，本開発で得られた要素技術が有効であるこ
とを 6L テスト機で確認している．引き続きガスエンジン
の高効率化と BMEP 化に取り組み，CO2 排出削減に寄与
すべく研究開発を進めるとともに市場要求に沿った製品を
提供する所存である．

ガスノズル空気流れの剥離
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第 23 図　給気圧力損失低減に向けた 3D-CFD 結果
Fig. 23　3D-CFD result for reducing pressure loss of the intake air
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第 22 図　バルブオーバーラップ変更による影響
Fig. 22　Effects of the changed overlap
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第 21 図　バルブオーバーラップ変更の代表例
Fig. 21　Example of valve lift curves with the changed valve overlap
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