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要要約約   本解説の対象は原子炉の事故時における配管系での流動特性であり，目的は鉛直管での

フラッディング状態における対向流制限 CCFL，ボイド率 αG，壁面摩擦係数 fw，界面摩擦係数 fiに

関する相関式の不確かさを縮小することである．鉛直管の上下端の管端形状をそれぞれ直角ある

いは曲面に変えて空気・水の気液対向流実験を行い，CCFL 特性，液膜厚さ δ，fw，fiに対する相関

式を作成した．配管内の流動パターンとして smooth film (SF)，transition (TR)，rough film I (RF- I)，
rough film II (RF-II)を確認した．CCFL 特性は管端形状と流動パターンに依存した．フラッディン

グ状態での CCFL 特性，圧力勾配 dP/dz および αG を測定し，fw 相関式を提案した．測定結果に加

えて既存の dP/dz データや提案した fw 相関式も用いて δ および fi の相関式を提案した．これら δ，
fw，および fi相関式を原子炉の事故解析に用いるため，大口径，高温高圧条件への適用性を評価し

た．さらに，SF および RF のいずれにも適用可能な，fwおよび fi相関式を作成した． 
 
キキーーワワーードド   鉛直管，気液対向流，フラッディング状態，流動特性 
 
 
 
Abstract   This article studies flow characteristics in piping systems of nuclear reactors under accident 
conditions, with the objective of decreasing uncertainties in correlations for counter-current flow limitation 
(CCFL), void fraction αG, wall friction factor fw, and interfacial friction factor fi in vertical pipes under 
flooding conditions. We conducted gas-liquid counter-current flow experiments with air and water by 
changing the geometry to sharp-edged or rounded at the top end and bottom end of vertical pipes, respectively, 
and we obtained correlations for the CCFL characteristics, liquid film thickness δ, fw, and fi. We observed four 
different flow patterns in the pipes: smooth film (SF), transition (TR), rough film I (RF-I), and rough film II 
(RF-II). The CCFL characteristics depended on the pipe edges and flow patterns. We proposed a fw correlation 
and obtained the liquid film thickness δ and fi from the existing dP/dz data and the proposed fw correlation. 
By using these data, we proposed a δ correlation and a fi correlation. Applicability of these correlations for δ, 
fw and fi to large diameters and high pressure and temperature conditions was evaluated with respect to their 
use in accident analysis of nuclear reactors. Moreover, fi and fw correlations, which were applicable to both 
SF and RF, were evaluated. 
 
Keywords   vertical pipe, gas-liquid counter-current flow, flooding condition, flow characteristics  
 

 
1.  ははじじめめにに  

 
加圧水型原子力発電所において通常運転中は加圧

器により圧力を上げることで冷却材系統が高圧の水

で満たされるように制御される．冷却材喪失事故等が

発生した場合には，炉心で発生した蒸気が冷却系統全

体に流入する．加圧器と冷却材主管系統をつなぐ鉛直

管である加圧器サージ管やホットレグなどの冷却材

配管や蒸気発生器の伝熱管において，凝縮水が放熱に

よって発生し，蒸気の流れに対向して重力落下するこ 
 
 
 

とで，気液対向流が発生する．蒸気流量が大きくなる

と，落下水制限（CCFL）が生じてフラッディング状態

となる．その状態を模擬した原子炉事故解析では一次

元気液二相流モデルが広く使用されている．本解説で

は原子炉の事故時における配管系での流動特性を対

象とし，特に加圧器サージ管を想定して気液対向流条

件における鉛直管内流動に関する相関式の不確かさ

の縮小を目的としている． 
CCFL は，炉心内の冷却水量や燃料棒の冷却に直接

影響することから，多くの研究(1)(2)が行われているが， 
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ボイド率αG，壁面摩擦係数fw，界面摩擦係数fiなどの流

動特性に関する研究は少ない．鉛直管における気液対

向流はWallisらにより多くの実験が行われ(1)(3-6)，流動

状態を滑らかな液膜（SF: smooth film）と粗い液膜（RF: 
rough film）に区分し(5)(6)，環状流モデルを用いてfwとfi

が評価された．WallisらはRFに対してfw = 0と近似して

圧力勾配dP/dzの測定値からfiを求め，fi相関式を提案し

た．一方，Godaら(7)は，鉛直管の下端がシャープエッ

ジでの下端フラッディングによるRFを対象として，

直径D = 20 mmと40 mmの鉛直管を用いて空気・水系

実験を行い，弁締切法を用いたαG測定値とdP/dz測定

値からfwとfiを求め，fwの影響を無視できないことを示

すとともにfiを評価した．佐野ら(8)は，同じくRFを対象

として，fwの評価を行った．鉛直管上端フラッディン

グによるSFに対する相関式は整備されておらず，

Wallis(1)によるfw = 0.005しかない． 
本報ではD = 20 mmおよび40 mmの鉛直管を用い，

流動特性を観察するとともに，上下端形状を変えて

Godaら(7)と同様の実験を行い， CCFL特性，dP/dz，お

よびαGを測定した．上端シャープエッジ，下端ラウン

ドエッジでの実験結果からSFでのfwの相関式を求め

た(9)．そのfw相関式とdP/dzの既存データからαGを求め

て液膜厚さδの相関式を作成し，これらからfiの相関式

を作成した．事故時圧力（7MPa）における加圧器サー

ジ管（D ≒ 300mm）への適用性を評価した(10)．次に

上下端の形状をさらに変更して実験を行った上でSF
とRFを区別しないfw(11)およびfi(12)の相関式を提案した． 
 

2.  実実験験装装置置とと結結果果  

 

2.1  実実験験にによよるる界界面面，，壁壁面面摩摩擦擦係係数数デデーータタ

取取得得 

 

τをせん断応力，添字iを界面，wを壁面とする．図1
において界面せん断応力τiおよび壁面せん断応力τwを
用いると，気相部および液相部の一次元一圧力二流体

モデル運動量方程式は，それぞれ式(1)および式(2)の
とおりとなる． 
    

(1) 
 

(2) 
  

ここでαは体積率，Pは管内圧力，Peは濡れ縁長さ，A

は流路断面積，ρは密度，gは重力加速度．添字Gは気

相，Lは液相である．また，iは気液界面である． 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図1 定常非圧縮性環状対向流 

 

式(3)を式(1)(2)に代入すると界面せん断応力，壁面

せん断応力はそれぞれ式(4)(5)のとおりとなる． 

  

       ，     ，         (3) 
  

                       (4) 
  

                       (5) 
 

界面せん断応力および壁面せん断応力を式(6)と(7)で
定義する． 
  
                       (6) 
 
                       (7) 
 
uは相平均速度である．式(4)～(7)より以下の式(8)(9)を
得る． 

  

                       (8) 
 

                       (9) 
 

Jは体積流束．実験からJGに対するJL，dP/dz，液相体積

率αL (=1 - αG)を測定し，fiとfwを算出する． 

 

2.2  実実験験装装置置・・方方法法 

 

鉛直管での空気と水を用いたフラッディング実験

の装置を図2に示す．装置は既報(13)(14)と同じであり，
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上部タンク，鉛直円管（試験部），気相助走部，下部

タンク，貯水槽，および気液供給系で構成されている．

試験部である鉛直管は直径 D = 20mmおよび40 mm，

長さ800 mmであり，上下端は直角のシャープエッジ

あるいは曲率 R = D/2のラウンドエッジである． 
実験では，下部タンク側面から常温・常圧の空気を，

上部タンクの側面から水（25±5℃）を供給し，気液対

向流を形成させた．鉛直管から落下した液は下部タン

クに溜め，上部タンク内の余剰液は排出ラインを通し

て貯水槽へ戻した．上部タンク液位は100 mmとした．

落下液の流量は下部タンクの水位上昇率から求めた．

圧力勾配 dP/dzは鉛直管側面の上部と下部に設けた

タップに微差圧トランスデューサを取り付け測定し

た．測定区間は640 mm，サンプリング周期は1 ms，サ

ンプル数は50000点で平均値を使用した．平均値の

95％信頼区間における不確かさは±6.1％以下であっ

た．αLの測定については，急閉弁締切法を用いた．測

定区間は550 mmとした．弁締切後の水位を測定してαL

を求め，60回測定した平均値を使用した．95 %信頼区

間におけるαGの不確かさは測定値の 2.0%以下であ
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図2 実験装置の全体図 

 

 上部タンク下面から下部タンク上面までの鉛直管
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類での実験データを使用している．流動撮影には高速

度ビデオカメラ（Integrated Design Tools, Motion Pro X3）
を使用し，撮影領域は鉛直管上端から下端までとした．  

 

 

 

 

 

 

 

図3 鉛直管の管端形状 

 

2.3  流流動動様様式式 
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(d) rough film-Ⅱ 
図4 time-strip画像(7)（上下端形状R/S） 

 
WはそれぞれKutateladzeパラメータとWallisパラメー

タに対応することを示す．Bankoffら(15)は式(12)および

式(13)にて代表長さwを定義した． 
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ここで，Lはラプラス長さ，σは表面張力である．式(10)

および式(11)では，β = 0でH*はWallisパラメータJk*に
なり，β = 1でH*はKutateladzeパラメータKk*になる．J*

およびK*は 無次元直径D*を用いて式(14)のとおり相

互に変換される． 
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D = 40 mmにおいて鉛直管の上下端形状がCCFL特
性に及ぼす影響を図5に示す．JG

*の増加に伴い，JL
*は

減少している．おおむねJG
*1/2＜0.4の低JG

*における流

動様式はSFで，JL
*に関し上端形状がラウンドエッジで

ある上端ラウンドエッジ下端ラウンドエッジ(R/R)と
R/S，上端シャープエッジ下端ラウンドエッジ(S/R)と
上端シャープエッジ下端シャープエッジ(S/S)はほぼ

一致している．また，上端ラウンドエッジは上端シャ

ープエッジより同じJG
*に対しJL

*つまり落下水量が多

くなった．SFは管内に液膜が流入するとそのままなだ

らかに流下する流動であることから，管上端ラウンド

形状の液膜流入のしやすさが，直接落下水量の増大に

影響を及ぼしたと考えられる．次におおむねJG
*1/2 ≥ 

0.4の高気相流域において，流動様式はTR，RF-Ⅰ，RF-
Ⅱと変化していくが，管端形状によりCCFL特性の勾配

mは変化している．RF-Ⅱでは落下水が管内で制限され

管端形状の影響は現れていない． 

 
 
 
 
 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

図5 上下端形状の違いによるCCFL特性 

 
2.5  圧圧力力勾勾配配おおよよびび液液相相体体積積率率のの測測定定値値 
 

 管端形状毎の試験結果について，無次元気相体積流

束に対する，無次元圧力勾配(dP/dz)*およびαLの関係
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を図6に示す．(dP/dz)*については式(15)で定義する． 
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図6 上下端形状ごとの無次元圧力勾配および 

液相体積率 

 

管端形状および流動様式により，αLおよび(dP/dz)*は

違った変化をしている． fw と fi は，それぞれ

{αL+(dP/dz)*}と-(dP/dz)*に比例することから，管端

形状および流動様式によって変化すると言える． 

 
3.  Smooth Filmににおおけけるる相相関関式式  

 

3.1  壁壁面面摩摩擦擦係係数数のの相相関関式式 

 

上端シャープエッジでD = 20 mmおよび40 mmの実

験結果について，液相レイノルズ数ReLと式(9)を用い

て求めたfwの関係を図7に示す．ReLは式(16)で定義さ

れている．ここでνLは液相の動粘度である． 
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fwを求めるには，JGとJLの関係，dP/dz，およびαGが

必要であるが，フラッディング状態において信頼でき

るαGデータは限られていた．このため従来，SFに対す

るfwとして単相流の式(17)が用いられている(16)． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図7 液相レイノルズ数と壁面摩擦係数の関係 
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 図7のReL = 440～5770で，式(17)は実験結果を過小評

価しており，最小二乗法によりこの部分に新たな項を

加えた相関式(18)を作成した(9)．この式は，Wallis(1)が

報告したHewittによる解析結果とほぼ一致している． 

 

                      (18) 
 

式(18)について高温高圧，大口径への適用を考えた場

合，ReLが大きい側となり，追加した項の影響はなく，

工学的非合理性はないと言える． 

 

3.2  液液膜膜厚厚ささとと界界面面摩摩擦擦係係数数のの相相関関式式 

 

気液対向流であってもSFにおいては自由落下液膜に

近いため，層流にはNusseltの式(17)，乱流にはFeindの式(18)

を適用した式(19)を作成した．本研究とGodaら(7)を含め

た測定値およびIlyukhinら(19)やBharathanら(4)によるdP/dz
データと式(18)と(9)を用いて計算したδをプロットし，

図8のとおり式(19)と比較した． 
 
                ，     (19) 
 
式(19)は層流に概ね適用できたが，遷移域，乱流では実

験値を過小評価したため，実験値等にフィットさせるよ

う新たに項を算出して式(20)を提案し(10)，図8に示した．  
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図8 液膜厚さ 
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式(20)について，高温高圧，大口径を想定した際の適

用性について検討する．図9にD = 0.04 mから0.5 mま

での式(20)による計算値を示した．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図9 大口径に対する式(20)による液膜厚さ計算値 

 
Dが増加するにつれ，δも増加していることがわかる．

これは合理的なパラメータ変化と言える．図10にD = 
0.3mで圧力，気相密度を変えた際のδの変化を式(20)で
計算したグラフを示す．気相密度の増加に対しJGが減

少する合理的なパラメータ変化と言える． 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図10 高温高圧条件に対する式(20)による液膜厚さ計 

算値 
 
 界面摩擦係数について，佐野ら (8)が整理した

KutateladzeパラメータKG*とBharathan and Wallis(6)が整

理した液膜厚さδで表し，それぞれ式(21)，式(22)のと

おり相関式を作成した． 
 
            ，                ，             (21)  
 
 
 
            ，                ，            (22) 
 
式(21)と式(22)による計算結果fi,calと実験結果fi,expを比

較した図をそれぞれ図11と図12に示す． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図11 式(21)による計算結果と実験結果の比較 
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図12 式(22)による計算結果と実験結果の比較 
 

結果として，液膜厚さにより整理した式(22)の方が

バラツキが小さくなっており，適切といえる．ただし，

式(22)では定数Aの分母にD*の2.9乗が入っており，口

径が大きくなるとfiがゼロに近づくということで，大

口径への適用を考えると非合理的となる． 
 次に加圧器サージ管を想定し，大口径で適用可能と

なるよう，相関式を見直した．大口径に適用可能なSF
のCCFL相関式として，Muraseら(20)は式(23)を提案して

いる． 
 
 KG*1/2 + 0.97KL*1/2 =1.53                      (23) 
 
CCFLの相関式(23)，fwの相関式(18)，δの相関式(20)を
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                          (15 ≤ D* ≤ 187)     (24) 
 
相関式(24)から算出した値fi,corrと計算値fi,calとの比較
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(a) 管直径の影響 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

(b) 圧力の影響 
図13 界面摩擦係数相関式による算出値と計算値と

の比較 
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D = 20 mmおよび40 mmで，上下端形状はR/S，S/R，
R/Rの実験結果と式(18)，式(25)を図14に示す． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図14 壁面摩擦係数 
 

fwの値は，高レイノルズ数においては式(18)にほぼ

合っているが，低レイノルズ数においてはRFを対象
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そこで式(18)のうち層流に対する項を液相Kutateladze
パラメータで整理し，式(26)を得た．  
  
                      (26) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図15 壁面摩擦相関式と実験データとの比較 
 

実験データおよび式(26)を図15のとおり比較した．D = 
20 mmのR/Sを除き，fwを式(26)で示すことができたと

言える． 
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D = 40 mmでのαLの測定値とdP/dzデータおよび式(26)
と(9)によるαLの計算値の比較を図16に示す． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図16 実験データと相関式の液相体積率比較 
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図17 指数関数と累乗関数による界面摩擦係数 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図18 定数βを変化させた時の標準偏差s 
 
分しない界面摩擦係数の相関式を得た． 
 
 
 
                      (27) 
 
 次に式(27)を用いたαLの予測について評価する．環

状流の式(1)～(3)および式(6)と(7)から圧力勾配を消去

して無次元化することにより，式(28)を得る． 
 
                      (28) 
 
式(28)に，流動状態を区分しないfwおよびfiの相関式

(26)，(27)とJG，JLの測定値を代入してαLを計算する．

D = 40mmのR/SおよびS/Sに対する結果を図19に示す．

式(28)の解は二つ，Solution 1とSolution 2が存在する．

解が存在しなくなる高JG*でJL* = 0にして求めたのが 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

(a) D = 40mm，R/S 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

(b) D = 40mm，S/S 
図19 環状流の式の解と実験データとの比較 
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よく一致し，Solution 2および3はRFのデータと比較的
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Solutionはなかった．S/SではSolution 1がSF，TRのデー

タと，Solution 3がRFのデータとよく一致した． 
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図20 液相体積率の計算結果と実験データとの比較 
 
5.  ままととめめ 

 

本研究では，原子炉の事故時における配管系での流

動特性を対象とし，気液対向流条件における鉛直管内

での流動状態に関する相関式の不確かさの縮小を目

標とした． 
本報では，D = 20 mmおよび40 mmの鉛直管を用い，

流動特性を観察するとともに，上下端形状を変えて

Godaら(7)と同様の実験を行い， CCFL特性，dP/dz，お

よびαGを測定した．流動構造として低気相流域から高

気相流域にかけて，液相が滑らかに流下するSF，CCFL
が管下端部で生じて管下端部から擾乱波が発生する

TR，擾乱波が管上端部まで達するRF-Ⅰ，管内で複数

の擾乱波が同時に発生し，CCFLが管内部で発生する

RF-Ⅱが見られた． 
上端シャープエッジ，下端ラウンドエッジでの実験

結果からSFでのfwの相関式を求め，事故時圧力（7 MPa）
における加圧器サージ管（D ≒ 300mm）を想定し高

温高圧大口径への適用に工学的非合理性がないこと

を確認した．そのfw相関式とdP/dzの既存データからαG

を求めて液膜厚さδの相関式を作成し，高温高圧大口

径への適用に関して合理的なパラメータ変化をする

ことを確認した．これらからfiの相関式を作成した．高

温高圧大口径を想定した際，非合理的となったため，

加圧器サージ管を想定して適用可能な式も算定した．   
上下端の形状を変更した実験結果からSFとRFを区

別しないfwおよびfiの相関式を提案した．fw相関式はD 
= 20mmおよび40 mmのR/S，S/R，R/Rから作成したが，

D = 20mmのR/Sを除いて表すことのできる相関式を作

成できた．fiについてはR/SおよびR/RのTRを除き，fiの

特性を表すことのできる相関式を作成できた．これら

の相関式を，例えば過渡・事故解析コードに組み込む，

あるいは既存コードの検証に使用することにより，プ

ラント事故解析の信頼性を向上できる． 
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ギギリリシシャャ記記号号  

 
α  体積率 (-) 

β  定数 (-) 

δ  液膜厚さ (m) 

δf  自由落下液膜厚さ (m) 

µ  粘度 (Pa s) 

ν  動粘度(m2/s) 

ρ  密度 (kg/m3) 

σ  表面張力 (N/m) 

τi  界面せん断応力 (N/m2) 

τw  壁面せん断応力 (N/m2) 

 

添添字字  

 
cal  計算値 

exp 測定値 

G 気相 
L 液相 
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