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In liquid rocket engines, the propellants are injected under the supercritical pressure for obtaining higher thrust 

performance. The present study aims to understand the hydrodynamic behavior of the jet mixing under the supercritical 

pressure. In the present study, the two-dimensional numerical simulations of nitrogen jet mixing are performed and the 

effects of the pressure on the mixing are investigated. The results show that the trend of temperature profiles on the jet 

centerline is characterized by thermodynamic properties in 5 and 8 MPa, whereas the overall mixing behaviors are 

similar in terms of density profiles between two conditions. 

 

１．諸言 

 液体ロケットエンジンは，液体の燃料と酸化剤を噴射し燃焼さ

せることで推力を得る．固体ロケットエンジンンと比べて比推力

が高いうえ，推力の可変，燃焼の停止および再点火が行える等の

多くの利点を有しているため，現在は多くの国で主力のロケット

エンジンは液体ロケットエンジンが採用されている．また，近年

では高い燃焼効率を得るため燃焼圧力の高圧化が進んでいる．例

えば，日本のロケットエンジンであるLE-7Aエンジンにおいては，

燃焼圧力が 12 MPaに達する．このとき，噴射された燃料および

酸化剤は臨界点における圧力を超えた超臨界圧状態となる．更に，

酸化剤は液体のまま噴射され臨界温度を下回る極低温での噴射と

なるため，噴流は高圧・低温となる．このような低温・高圧状態

では熱力学物性が理想気体の状態とは大きく外れた非理想性が強

い流れ場となる．このような極低温・超臨界圧環境下における実

験は困難であるため，定量的なデータが少なく，実験による噴流

挙動の理解も十分ではない．ゆえに，高信頼性・高性能の液体ロ

ケットエンジンの設計・開発を行うために，数値解析による極低

温超臨界噴流の現象理解が必要である． 

 Figure 1 に状態図の概要を示す．超臨界とは，臨界点における

圧力と温度を超えた状態をいう．超臨界流体の特徴として，理想

気体とは大きく異なる特有の熱力学物性が流れ場に大きな影響を

与えるという点が挙げられる．超臨界圧下の流体は気液界面や表

面張力が消失し，液体のような高密度と気体のような高拡散性を

同時に有する．その結果，噴流の混合・拡散は常圧下のような液

滴微粒化によってではなく，気体のような乱流混合に支配される

[1][2]．また，臨界点付近において，Fig. 2(a)に示すように密度は

急激に変化する一方，Fig. 2(b)に示すように比熱には大きなピーク

が見られる．また，臨界圧から圧力が高くなるにしたがって，熱

力学物性の急激な変化は緩やかになっていく．流体の混合・拡散

過程において超臨界圧力のまま臨界温度をまたぐような遷臨界噴

射では，臨界温度における物性の急激な変化が噴流構造に大きな

影響を与える． 

以上を背景に，本研究では数値解析により液体ロケットエンジ

ン噴射器近傍の極低温超臨界噴流の流体力学的挙動を明らかにす

ることを目的としている．本報告では，噴流構造の燃焼器内圧力

による影響を調べるため，圧力の条件を変えた2次元の超臨界平

行噴流の数値解析を行った． 

 

(a) Density 

 
(b) 𝑐𝑝 

Fig. 2. Thermodynamic properties around critical temperature. 

 

 

 
Fig. 1. Supercritical fluid on phase diagram. 
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２．数値計算手法 

 基礎方程式は2次元圧縮性Navier-Stokes方程式を使用した．対

流項の空間離散化には AUSM 系スキームの一種である SLAU[3]

を使用し，MUSCL法とvan-Albada limiterにより3次精度とした．

時間積分には陽解法としてTVD Runge-Kutta法[4]を使用した．極

低温超臨界圧下の流体の熱力学物性を評価するため，実在気体効

果を表す状態方程式として，Soave-Redlich-Kwong（SRK）状態方

程式[5]を使用した．SRK状態方程式は以下のように書かれる． 

𝑝 =
𝑅𝑇

𝑉 − 𝑏
−

𝑎𝛼(𝑇)

𝑉2 − 𝑏𝑉
 

α = [1 + (0.48 + 1.574𝜔 − 0.176𝜔2)(1 − (𝑇 𝑇𝑐𝑟⁄ )1 2⁄ )]
2
 

ここで，𝑝，𝑇，𝑉および𝑅はそれぞれ気体の圧力，絶対温度，モ

ル体積および気体定数である．また，𝑎 = 0.42748𝑅2𝑇𝑐𝑟
2 𝑝𝑐𝑟⁄ ，

b = 0.08664R𝑇𝑐𝑟 𝑝𝑐𝑟⁄ である．粘性係数および熱伝導係数は，そ

れぞれ Zsberg-Mikkelsen モデル[6]および Vasserman and Neodstup

モデル[7]により評価した．乱流モデルには，ハイブリッド

ILES/RANS法[8]を使用した． 

 

３．計算格子および計算条件 

噴射器近傍の概略図および計算格子をFigs. 3，4に示す．内側噴

射器の高さはH = 0.5 mm，外側噴射器の高さはh = 0.25 mm，

内側と外側噴射器の間のポスト高さはt = 0.25Hとした．計算領域

は，内側噴射器，二つの外側噴射器および燃焼器とし，格子点数

をそれぞれ231 × 181，171 × 81，501 × 661とした．燃焼器の

計算領域の広さは300H × 100H，内側および外側噴射器の長さは

それぞれ50H，50hとした．噴射器の壁においては滑りなしの境

界条件を与え，燃焼器の上部および下部の境界は滑り条件とした．

出口境界において，圧力は燃焼器圧力で固定とし，他の変数は外

挿した．入口においては擾乱を与えていない．CFL 数は最大で約

0.6とした． 

計算条件はTable 1に示す条件を用いた．本計算の作動流体は，

内側噴流，外側噴流，および雰囲気流のいずれも窒素の単成分系

とした．窒素の臨界密度は𝜌𝑐𝑟 = 313.3 kg m3⁄ ，臨界圧力は

𝑝𝑐𝑟 = 3.4 MPa，臨界温度は𝑇𝑐𝑟 = 126.2 Kである．圧力は超臨界

圧力となる5 MPa，8 MPaの2ケースを行い，両ケースにおいて

内側噴流と外側噴流の運動量流束比をJ = 2とした．噴射温度は内

側噴射器から𝑇𝑖𝑛𝑛𝑒𝑟 = 122 Kの液体窒素が噴射され，外側噴射器

から𝑇𝑜𝑢𝑡𝑒𝑟 = 300 Kのガス状の窒素が噴射される条件とした．内

側噴射流速はどちらの条件に対しても𝑢𝑖𝑛𝑛𝑒𝑟 = 30 m/sとして，

外側噴射流速は運動量流束比がJ = 2と合うように決定した．時間

平均場の結果は，実時間で約2 msを平均している．本計算の噴射

条件は臨界温度をまたぐ遷臨界噴射となる． 

 

４．計算結果 

極低温超臨界平行噴流の燃焼器圧力による噴流構造への影響に

ついて調べた計算結果を以下に示す．瞬間場の密度分布と渦度の

絶対値の分布をFig. 5(a), (b)に示す．外側噴流および内側噴流のせ

ん断により渦が発生し，噴射流体が混合，拡散されていく様子が

見られる．2 つの噴射器間のポスト背後では発生した渦が成長，

離脱を繰り返し次々と下流へと流れていく，流れていった小さな

渦同士は互いに干渉し大規模な渦となる様子も見られる．また，

これらの噴流の様子は5 MPaと8 MPaとで同様に見られる． 

次に，Fig. 6に燃焼器圧力5 MPaおよび8 MPaの平均場の密度

コンターを，Figs. 7，8に中心軸上および噴流に垂直方向の平均場

の密度分布を示す．なお，これらの密度分布は，(𝜌 − 𝜌ch)/(𝜌in −

𝜌ch)で表される無次元値である．Figure 6を見ると内側噴流が楔型

のコアを形成している．このコアの長さは Fig. 7 に示されるよう

に，2ケースともに噴射器出口よりおおよそ1.5Hの位置まで伸び

ていて，そこを境に急激に密度が小さくなっている．コアの幅に

おいても Fig. 8 に示されるように圧力に依らず，ほとんど同じ分

布が得られた．燃焼器圧力を変化させたが密度分布が非常に似た

結果となったのは，外側噴流と内側噴流の運動量流束比を同じに

したためだと考えられる． 

中心軸上の平均場の無次元温度分布を Fig. 9に示す．温度の無

次元値は(𝑇 − 𝑇in)/(𝑇ch − 𝑇in)で表している．5 MPa，8 MPaの各

圧力において平均密度分布と同様に噴射器出口からおおよそ1.5H

の位置から急な温度上昇が見られるが，下流の混合された流体の

温度には違いが見られる．これは，Fig. 2に示すように圧力の違い

により𝑝，𝑇，𝑉の熱力学特性が異なるため，温度差が生じている

と考えられる． 

 

５．結言 

 2 次元の極低温超臨界平行噴流の燃焼器圧力による噴流構造へ

の影響について調べるため，燃焼器圧力 5 MPaおよび8 MPaの数

値計算を行った．燃焼器圧力を変化させても内側噴流および外側

噴流の運動量流束比を同じにすることで，各圧力において非常に

近い平均場の密度分布が得られた．一方で，各圧力における熱力

学特性の違いにより，温度分布には明確に違いが現れた． 
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Table 1. Condition of the co-planar jet simulations. 

Case 1 

 𝜌, kg m3⁄  𝑇, K 𝑝, MPa 𝑢, m s⁄  𝑅𝑒(× 105) 

Inner 522.0 122.0 

5.0 

30.0 0.94 

Outer 56.0 300.0 130.0 1.95 

Chamber 56.0 300.0 0.0 - 

 

Case 2 

 𝜌, kg m3⁄  𝑇, K 𝑝, MPa 𝑢, m s⁄  𝑅𝑒(× 105) 

Inner 577.0 122.0 

8.0 

30.0 0.87 

Outer 89.0 300.0 108.0 2.5 

Chamber 89.0 300.0 0.0 - 

 

 

 

Fig. 3. Schematic of the computational region. 

 

 

Fig. 4. Computational grid near injector. 
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Fig. 5. Instantaneous contours. 
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Case 1: 5 MPa 

 
Case 2: 8 MPa 

Fig. 6 Average non-dimensional density contours. 

 

 
Fig. 7. Average non-dimensional density on the centerline. 

 

 

Fig. 8. Radial profile of average non-dimensional density. 

 

 
Fig. 9. Average temperature on the centerline. 

 


