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現生人類は，およそ38億年前にこの地球上に誕
生した原始生命体の末裔であり，長い進化の過程
を経て今日に至っていることは疑いがない．この
原始生命体には，進化するという性質があり，長
い時間をかけて進化してきた．今日の地球上のあ
らゆる生物は，その子孫である．進化の過程は複
雑であるが，今から５億年余り前のカンブリア紀
に爆発的な進化があり，その後，長い時間をかけ
て，今日の地球上に存在する多様な生物が生まれ
た．現生人類もそのうちの一つであり，すぐれた
知能を発達させて，今日の繁栄を導いたことは疑
いがない事実である．
進化医学は，こうした人類の進化の過程から，
病気の発生のメカニズムを理解し，それを病気の
診断，治療，さらには予防に生かすべく始まった，
医学の比較的新しい一分野である．
われわれの体には，38億年の生命進化の歴史が
様々な形で刻まれており，それを理解することに
よって，人の健康の維持と病気への対策に，生か
すことができるからである．とくに21世紀に入っ
てゲノムの解読が進み，それを臨床に応用するゲ
ノム医学も進歩して，一層の発展がみられるよう
になった．
しかも人類は，生活の利便のために様々な技術
を開発してきた．医療の分野ではコンピュータ断
層（CT）や，磁気共鳴イメージング法なども導入
されて，画像診断が普及し，侵襲技術を用いるこ
となく，体内の病的なプロセスを知ることもかな
りの程度可能になった．病気を早期に，侵襲的な
技術を用いることなく診断し，進行を防止すると
いう発症前診断・治療も，様々な疾患で可能にな
りつつある．それらは，病気への早期の治療介入
を可能にし，現代人の長寿の達成に貢献している
ことは確かであろう．発症前診断，発症前治療が，
比較的安いコストで，実現できるようになったか
らである．
このように現代医学の進歩はとどまるところを

知らないが，その背景には，様々な技術の進歩が
あったからで，それは否定するべきものではない．
しかし，科学，技術が目覚ましく進歩しつつある
現代社会にあって，私たちは，常に未来を展望し
ながら進むべきであろう．一例をあげてみよう．
現在の多くの技術は，より快適な生活，健康の維持，
娯楽などを目指しているが，反面危険も伴ってい
る．それは人間の欲望を満たす方向へも進みうる
からである．それが人類の未来の健康，発展に有
用であるか否か，それは常に問われねばならない
課題であるが，それはあまり問われていないのが
現状である．
私たちは改めて進歩とは何か，人類の幸福とは
何か，問い直す必要があるのではなかろうか．私
たちはまだ生命進化の歴史を完全に知っているわ
けではない．現在の進化の方向が，人類の未来に
とってどのような意味を持つかもわかっていない．
その中で，技術や産業を発展させ続けているが，
それは現在の地球上の人々の要求に従ったもので
あって，地球や人類の未来にどう影響するか，ほ
とんど考慮していないのが現状である．言い換え
れば，現在の地球上の人々の要望にのみ従って動
いていると言ってよいであろう．
今求められるもの，それは人類の進化について，
もう一度問い直すことではなかろうか．人類進化
の過程をふりかえって，現在の生活を続ければ，
幸せな未来があるのであろうか．それとも地球環
境にとっても，人類やその他の生物にとっても危
機的な状況が起こる恐れがあるのではないか．こ
れから人類はどの方向に進むのが最も適切である
のか，それを実現するのに何をなすべきか，考え
ねばならないことは多い．
そのために「進化学」とでもいうべき研究分野
を立ち上げて，ただ現生人類の欲求に従うのでは
なく，地球の未来と人類の幸福をも考えるべきで
はないか，そう言う時期に今我々は来ていると感
じられる．

＊1　�株式会社原子力安全システム研究所　最高顧問�
日本学士院会員�
京都大学名誉教授・元総長

━━ 巻頭言 ━━

進化医学から進化学へ
From Evolutionary Medicine to Evolutionary Science

井村　裕夫（Hiroo Imura）＊1
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亀亀裂裂進進展展にに基基づづくく疲疲労労寿寿命命予予測測モモデデルル *1  
（S45C 炭素鋼の荷重履歴と平均応力の影響評価） 

 

Fatigue Life Prediction Model According to Crack Growth Concept  
(Fatigue Life Corrections for Loading History and Mean Stress Effects of S45C Carbon 

steel) 
 

釜谷 昌幸 （Masayuki Kamaya）*2 
 

 

要要約約   疲労劣化の本質が亀裂の発生と進展であり，疲労寿命は亀裂進展によって予測できると

いう考え方を「亀裂進展に基づく疲労寿命」（fatigue Life Determined by Cracking: LDC）として位置

づけ S45C 炭素鋼の疲労寿命の整理を行った．微小亀裂が試験片を破断させる寸法に成長するまで

の繰返し数として導かれた近似式は疲労寿命と良い相関を示した．さらに，種々の平均応力を負

荷した場合の疲労寿命および疲労限度が有効ひずみ範囲とよい相関を示すことを示した．炭素鋼

の荷重歴効果に対する LDC モデルの適用性を示すために，過大圧縮ひずみを一定繰り返し数毎に

付与するオーバーロード試験を実施した．また，疲労限度と亀裂停留の関係を調べるために，未破

断試験片上の停留亀裂を観察した．オーバーロード負荷によって疲労寿命は低下し，寿命低下の

下限は，有効ひずみ範囲と疲労寿命の関係により予測できた．つまり，疲労寿命の低下は，過大負

荷による亀裂開口の促進によってもたらされていると推測された．そして，繰返し応力・ひずみ曲

線より平均応力効果と荷重履歴効果による疲労寿命低下を保守的に予測する手順を示した．最後

に，LDC モデルを適用することで，機器設計で考慮される疲労寿命に及ぼす平均応力，荷重履歴，

寸法，表面粗さ，炉水環境の効果，およびそれらの相乗効果を合理的に考慮できることを示した． 
 
キキーーワワーードド    疲労寿命，亀裂進展，荷重履歴効果，平均応力効果，S45C 炭素鋼，構造設計 
 
 
 
Abstract It has been shown that fatigue damage is brought about by crack initiation and growth and fatigue 
life can be predicted by crack growth analysis. This study approximated the fatigue life of S45C carbon steel 
and its change due to the mean stress and loading history effects according to the proposed LDC model 
(fatigue Life Determined by Cracking model). The equation for the fatigue life approximation was derived 
assuming the fatigue life was equivalent to the number of cycles for a small crack to grow to a critical size 
for specimen failure. According to the LDC model, it was shown that the fatigue life and fatigue limit for 
various mean stresses could be predicted using the effective strain range, which accounted for the crack mouth 
closure. To confirm the applicability of the LDC model to the loading history effect of carbon steel, the 
overload fatigue tests were conducted, in which cyclic compressive over strains were applied. Also, non-
propagating cracks were observed to investigate the correlation between the fatigue limit and crack arrest 
phenomenon. It was shown that the fatigue life was reduced by applying the cyclic overloads and the 
magnitude of the reduction could be predicted using the effective strain range. A procedure was shown to 
predict reduction of the fatigue life due to mean stress and loading history conservatively. Finally, it was 
shown that the LDC model was useful to deal with effects of various factors such as mean stress, loading 
history, specimen size, surface finish and environment in a unified way. 
 
Keywords   fatigue life, crack growth, loading history effect, mean stress effect, S45C carbon steel, component design 
 

 

 

 

1.  緒緒言言 
 
村上ら(1)は，S45C炭素鋼を用いた試験により，疲労寿命

に至る過程のほとんどが亀裂の進展に費やされており，疲

労亀裂そのものが疲労損傷であるという結論を導いてい

る．同様の結論がS20CとS15Cを用いた試験により小茂鳥

と清水(2)によって示されている．また，菊川ら(3)や西谷と

森田(4)は，炭素鋼の疲労試験中に表面研磨により亀裂を除

１ 

 

*１ 日本機械学会論文集, Vol.87, No.901 (2021)（DOI: 10.1299/transjsme.21-00196）より転載 
*２（株）原子力安全システム研究所 技術システム研究所 
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去すると，寿命が回復することを示している．著者ら(5)も，

SUS316鋼を用いて試験途中で表面を切削除去することで

寿命が回復することを確認した．さらに，フィルムレプリ

カを用いた観察では，微小な亀裂は比較的早い段階で発生

しており，疲労寿命の大半は亀裂の進展に費やされること

を示した(6)．いわゆる超低サイクル疲労を例外として(7-10)，

上記の事実は一般的な金属材料において同様であると推

測される．つまり，疲労損傷の実態は亀裂の発生と進展で

あり，亀裂発生までの潜伏期間の寿命に対する割合は小さ

い．そして，繰り返しの負荷によって生じる欠陥の蓄積や，

硬化や軟化などの材料特性の変化が疲労寿命に及ぼす影

響は大きくない．この考え方を論じるとき，亀裂発生の定

義が重要になる．これまでの報告から，表面長さにおいて

20 µmから数十マイクロメートル，または数結晶粒程度の

亀裂は寿命の10%程度までの比較的初期に出現している

(11-15)．一方，例えば，1 mm程度の亀裂の出現を発生と定義

した場合は，寿命の大半は亀裂発生までの潜伏期間となり，

疲労寿命が亀裂発生寿命に相当すると解釈される．本報で

は，寿命の初期に確認できる亀裂を微小亀裂とよび，微小

亀裂の出現を亀裂発生と定義する． 
亀裂発生までの潜伏期間が十分小さければ，疲労寿命は

「微小亀裂が試験片を破断させる寸法に成長するまでの

繰返し数」に相当する．したがって，疲労寿命は微小亀裂

からの進展予測により推定でき(16-18)，疲労寿命と亀裂進展

の駆動力は同じになるはずである．疲労寿命の駆動力とし

て提案されている指標(19)には，疲労損傷を材料劣化として

解釈している指標も多く，疲労損傷の実態が亀裂の発生と

進展であるという認識は必ずしも共有されているとは言

えない．炭素鋼，低合金鋼およびステンレス鋼の疲労寿命

はひずみ範囲とよい相関を有することが示されており

(20,21)，原子力発電プラントや圧力容器の機器設計における

疲労評価ではひずみ範囲が駆動力として想定されている．

疲労寿命の近似式として用いられるCoffin-Manson則（以

下，C-M則）(22)は，塑性ひずみ範囲を駆動力としている．

一方，亀裂進展の駆動力指標としては応力拡大係数範囲や

J積分範囲がよく用いられる．そして，亀裂進展試験の際

には，塑性ひずみの影響を極力排除するように配慮される

(23)．さらに，亀裂進展試験では亀裂閉口に注意が払われる

が，疲労寿命を取得するための疲労試験は両振りの負荷が

基本となる．駆動力や亀裂開口に対する取り扱いは異なる

が，疲労試験と亀裂進展試験の結果を適用する対象が異な

るわけではない．実機を対象にした評価では，同一部位の

同一荷重に対して亀裂の有無により使い分けられる． 
本報では，疲労損傷の実態が亀裂の発生と進展であり，

疲労寿命は（亀裂発生までの潜伏期間を無視した）亀裂進

展によって予測できるという考え方を「亀裂進展に基づく

疲労寿命」（fatigue Life Determined by Cracking: LDC）とし

て位置づける．そして，LDCの考え方（LDCモデル）によ

り，疲労寿命の整理を試みる．とくに，疲労寿命に及ぼす

平均応力の影響や荷重履歴効果（以下，履歴効果）に着目

した．履歴効果については，S45C炭素鋼を用いた試験も行

った．著者らは，これまでLDCモデルに則した考え方によ

り，ステンレス鋼の平均応力効果と履歴効果による疲労寿

命変化を考察するとともに，補正方法を提案してきた(24-26)．

そして，その考え方をS45C炭素鋼の平均応力効果にも適

用した(27)．本報では，これまで適用してきた考え方をLDC
モデルとしてまとめるとともに，S45C炭素鋼の履歴効果

への適用を試みる．2章では，LDCモデルを示すとともに，

LDCモデルによりS45C炭素鋼の疲労寿命が整理できるこ

とを示す．3章では，S45C炭素鋼の履歴効果を調べるため

に，オーバーロード試験を実施する．また，疲労限度と亀

裂進展の関係を考察するために，亀裂進展の下限界となる

応力拡大係数範囲を実験的に調べる．4章では，履歴効果

により疲労寿命が変化する要因と，疲労限度の物理的な意

味についてLDCモデルに基づいた考察を行う．また，亀裂

開口変化の影響を最大限に考慮する補正方法（non-closure
モデル）を適用し，履歴効果と平均応力効果の影響を保守

的に予測できることを示す．そして，6章では，LDCモデ

ルの工学的意味について考察する．本報では以上の議論を，

機器設計における疲労評価を対象に進める． 
 

2.   亀亀裂裂進進展展にに基基づづくく疲疲労労寿寿命命（（LDCモモデデルル））

のの考考ええ方方とと適適用用 
 

2.1  基基本本的的なな考考ええ方方 
 
緒言で示した過去の知見，および著者らのステンレス

鋼と炭素鋼（S45C）を用いた研究から，疲労寿命と亀裂進

展について以下の想定が成立すると考えられる．そして，

以下の想定を前提にした疲労寿命の整理方法を LDC モデ

ルとする． 
 
[想定 1] 疲労損傷の実態は亀裂発生と進展であり，繰返

し荷重により導入される欠陥や材料特性の変化が疲労寿

命に及ぼす影響は無視できる． 
[想定 2] 亀裂発生までの潜伏期間は，疲労寿命に比べて

無視できる程度に短い． 
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 [想定 3] 疲労寿命は深さ数十マイクロメートル程度の

微小な亀裂が試験片の破断を引き起こす寸法に成長する

までに必要な繰返し数に相当する． 
[想定 4] 疲労寿命と亀裂進展の駆動力は亀裂閉口を考

慮した有効ひずみ範囲である． 
 
想定 1 については，緒言で述べたように過去の多くの

研究により示されてきた実験事実であり，LDC モデルの

基本となる．想定 2 と想定 3 については，試験片上の亀裂

の発生と進展挙動をレプリカ観察により同定することな

どの手段により経験的に示されている．微小亀裂は寿命の

10%程度，またはそれ以内の繰返し数で発生すると考えら

れる．ステンレス鋼において試験片破断を引き起こした主

亀裂は，微視組織的なばらつきを有するものの，停留もな

く連続的に成長していた(24)．桜井ら(28)も，高温の疲労にお

いて，主亀裂の潜伏期間は短く，連続的に成長することを

示している．[想定 4]については，次節以降で考察する． 
 

2.2  炭炭素素鋼鋼のの疲疲労労寿寿命命とと繰繰返返しし数数のの関関係係 
 
LDC モデルに基づき疲労寿命とひずみ範囲の関係を表

す近似式を導出する．これまでステンレス鋼や炭素鋼の亀

裂進展速度（da/dN）がひずみ拡大係数範囲（ΔKε）と以下

の相関を有することが示されている(6,29-32)． 

( )p
mda D K

dN ε= ∆  （1） 

εK f a∆ ∆ε π=  （2） 

Δεと a はそれぞれ公称のひずみ範囲と亀裂深さを示す．f
は形状係数で，応力拡大係数範囲と同じ値を用いることが

できる(33)．Dpと m は試験によって経験的に決定される材

料定数となる．想定 2 と想定 3 にしたがうと，aiから afに

成長するまでの繰返し数として算出される次式の Nf が疲

労寿命に相当する． 

1 1
2 2

f f i
2

p

1 2
2

m m
m

m
m

N a a
mD f

ε
π

− − −

 
   = − ∆    −   

 

 （3） 

ここで，f は亀裂深さによらず一定であると仮定している．

この式の右辺を置き換えることで，疲労寿命は次式のよう

に比較的単純な式で表すことができる． 

f
mN A ε −= ∆  （4） 

図1に示すS45Cの炭素鋼の室温大気中のひずみ制御試

験の結果(27)を式（4）で近似した．疲労寿命とひずみ範囲

の関係を最適近似したが，高サイクル側の疲労寿命は式（4）
から逸脱する傾向にあった．そこで，ひずみ範囲 0.35%以

上の試験結果のみを用いることで，大きな決定係数 R2 の

回帰式を次式のように得ることができた． 

3.03
f 9663N ε −= ∆  （5） 

107サイクルにおいても試験片が破断しなかったひずみ

範囲 0.3%を疲労限度とした．式（5）と疲労限度により，

疲労寿命とひずみ範囲の関係が良好に近似できている． 
本材料の亀裂進展速度とひずみ拡大係数範囲の関係は

平板試験片を用いた試験により得られている(34)．大きなひ

ずみ範囲を得るために，端部をクランプ固定した状態で，

完全両振り荷重により試験が実施された．有効ひずみ拡大

係数範囲 ΔKε(eff)（単位: m0.5）と亀裂進展速度（単位: m/cycle）
の関係として下の近似式が得られた(34)． 

( )( )3.09
3

ε eff1.93 10da K
dN

= × ∆  （6） 

除荷弾性コンプライアンス法を用いて亀裂開口点を推定

することで，有効ひずみ範囲 Δεeffを同定した．そして，式

（2）において，Δεの代わりに Δεeffを用いて ΔKε(eff)を算出

した．式（1）と（4）の指数係数 m に相当する値はそれぞ

れ 3.09 と 3.03 となった． 
以上のように，LDC モデルを前提に疲労寿命とひずみ

範囲の関係を近似できた．LDC 概念に基づけば，疲労寿

Fig. 1 Fatigue life obtained by strain-controlled fatigue tests 
using S45C carbon steel (27). The fatigue life 
correlated well with the strain range and could be 
approximated by Eq. (5). 
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命の駆動力として，Δε ではなく Δεeff を用いるべきとの考

えに至る． 
 

2.3  炭炭素素鋼鋼ににおおけけるる平平均均応応力力効効果果 
 
前節と同じ炭素鋼を用いて，室温大気中にて荷重制御

試験が実施されている(27)．試験は，図 2 に示す応力振幅と

平均応力の組み合わせに対して実施された．本材料の荷重

制御試験により同定された疲労限度は 250 MPa であった

が，平均応力を付与することによる疲労限度の変化が調べ

られた．また，応力振幅 250, 300, 350, 400 MPa の疲労寿命

に対する平均応力の影響も調べられた．応力振幅 400 MPa，
平均応力 100 MPa の試験では試験片が延性破壊したので，

以後のデータ整理にはこの結果は含めていない． 
疲労寿命と応力振幅の関係を図 3(a)に示す．平均応力を

負荷すると寿命が短くなり，疲労限度が低下している．機

器設計ではこの変化を予測するために修正 Goodman や

SWT パラメータによる補正が行われている(35,36)．図 3(b)
では縦軸をひずみ範囲とした．ひずみ範囲は，寿命のおお

よそ 2 分の 1 の時点の繰返し数における実測値を用いた．

ばらつきはあるものの，平均応力を負荷した場合を含めて

疲労寿命と比較的よい相関を示している． 
一般に亀裂進展に対する平均応力の影響は，亀裂開口

に及ぼす影響と解釈される．そして，有効応力範囲，また

は有効ひずみ範囲を用いることで，平均応力の影響が補正

される．LDC モデルに従えば，平均応力による疲労寿命

の変化も有効ひずみ範囲を用いることで補正できると考

えられる．疲労試験中の亀裂の開口ひずみを測定すること

は容易でない．そこで，図 4 に示すように，圧縮応力から

引張応力に切り替わる時点を亀裂開口点と仮定して次式

により公称有効ひずみ範囲 Δεeff(nom)を算出した． 

( )
min

mineff nom

min

when 0

when 0
E

σε ε σ

ε σ

∆ = ∆ + ≤

= ∆ >
 （7） 

ここで，σminは最小ピーク時の応力となる．平均応力を負

荷すると σminは増加する．σmin > 0 になると最小ピーク時

においても亀裂は閉口しないと仮定する．図 5 に示すよう

に，Δεよりも Δεeff(nom)を用いた方が，疲労寿命のばらつき

が小さいように見える．とくに，疲労限度を含む高サイク

ル域の疲労寿命は Δεeff(nom)と良い相関を示した．前報(27)で

Fig. 2 Test conditions for stress-controlled fatigue tests using 
S45C carbon steel conducted in previous study (27). 
Changes in fatigue life and fatigue limit due to 
applying mean stress were investigated. 
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Fig. 3 Fatigue life obtained by stress-controlled fatigue tests 
with or without applying mean stress (27). The fatigue 
life and fatigue limit correlated better with strain 
range than with stress amplitude. 
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は，この相関から疲労限度が亀裂発生の有無ではなく，亀

裂停留の有無に依存していると考察した．低サイクル域に

おいてひずみ制御と荷重制御の試験で寿命の差異が大き

くなるのは，荷重制御の試験中に観察されるラチェット変

形の影響によると考察されている(25)． 
 

2.4  本本報報ののねねららいい 
 
緒言でも述べたように，著者らは LDC モデルに則した

考え方により，ステンレス鋼の平均応力と履歴効果による

疲労寿命の変化を考察するとともに，補正方法を提案して

きた．また，図 5 に示すように，炭素鋼の平均応力試験の

結果が有効ひずみ範囲とよい相関を有することを示した． 
本報では，これまで適用してきた考え方を，2.1 節にお

いて LDC モデルとしてまとめた．そして，2.2 節において

LDC モデルに基づく S-N 曲線のフィッティング方法を示

すとともに，S45C 炭素鋼の試験結果を用いてその有効性

を示した．本報では，さらに炭素鋼の履歴効果について

LDC モデルの有効性を示す．LDC モデルにおいて履歴効

果は，塑性誘起閉口（開口）効果による亀裂開口点の変化

と解釈できる．履歴効果を調べるための荷重変動のパター

ンは種々報告されている．ステンレス鋼を用いたひずみ制

御試験では，2 段 2 重，2 段多重，繰り返しのオーバーロ

ードなどの負荷パターンの中で，圧縮のオーバーロードが

相対的に大きな寿命低下をもたらすことが示されている
(25,37)．El-Zeghayar ら(38)は，圧縮のオーバーロードは亀裂開

口を促進し，オーバーロードを付与する頻度を多くするこ

とで，最小ピーク負荷時においても亀裂が閉口しない状態

（以後，完全開口状態とよぶ）での疲労寿命が得られるこ

とを示している．LDC モデルに基づけば，履歴効果によ

る疲労寿命低下は完全開口状態において最大になると考

えられる．本報では，完全開口状態を炭素鋼で模擬し，疲

労寿命の変化を調べる． 
LDC モデルを適用する上で整理しておきたい課題とし

て，疲労限度がある．疲労限度は，亀裂が発生するか否か

の境界で，亀裂進展が関与しない可能性がある．一方，図

5 からは，疲労限度が亀裂停留によってもたらされている

ことが示唆された．本報では，亀裂進展試験において進展

が停留する限界のひずみ拡大係数範囲を同定する．併せて，

EBSD 測定や試験片上の停留亀裂の観察により，疲労限度

の物理的意味について考察する． 
 

3.   試試験験方方法法 
 

3.1  供供試試材材 
 
2 節で引用した試験と同じヒートの S45C 炭素鋼を用い

た．材料の化学組成と引張試験により同定した機械的性質

を表 1 と表 2 にそれぞれ示す．素材は直径 34 mm の棒材

で，その中心から軸方向の試験片を切り出した． 
この素材の微視組織を EBSD にて観察した結果を図 6

に示す．軸方向に垂直な面（N 面）と平行な面（C 面）の

観察を行った．等方的な均質な組織が観察されている．図

6 を含めてそれぞれ 4 回の測定を行い，切断法によって同

定された平均結晶粒径は N 面が 8.27～10.2 µm，C 面が

Fig. 4 Definition of nominal effective strain range Δεeff(nom). 
The crack mouth is assumed to open when stress 
changes from negative to positive. 

Strain

∆ε

Stress

Crack 
opening 

point

∆εeff(nom)

σmin

Fig. 5 Relationship between nominal effective strain range 
Δεeff(nom) and fatigue life obtained by stress-
controlled fatigue tests with and without applying 
mean stress (27). The fatigue life and fatigue limit 
showed excellent correlation with the nominal 
effective strain range. 
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7.55～8.98 µm であり，その平均値は N 面と C 面でそれぞ

れ 9.17 µm と 8.40 µm であった． 
 

3.2  オオーーババーーロローードド試試験験 
 
一定ひずみ範囲の繰返し負荷中に定期的に圧縮の過大

ひずみを付与するオーバーロード試験を実施した．直径

10 mm，平行部長さ 20 mm，バフ仕上げの平滑丸棒試験片

を用いて，室温大気中で試験を行った．標点間距離 12.5 
mm の伸び計を用いてひずみ制御の試験を実施した．図 7
に示すように，定常ひずみ範囲 ΔεCA，オーバーロードひず

み εOLおよびオーバーロード負荷の間のインターバル繰返

し数 nCAを用いて負荷パターンを定義する．試験条件の一

覧を表 3 に示す．0.33～1.0%の定常ひずみ範囲に対して，

‒1.0%または‒0.5%の圧縮のオーバーロードを負荷した．

インターバル繰返し数は 25 サイクルから最大 4,000 サイ

クルとした．亀裂の開口効果が維持されるように短い周期

でオーバーロードを負荷するとともに，オーバーロードに

よる寿命低下が顕著にならないインターバル繰返し数を

目指した．試験速度は 0.5～1.0Hz とした． 

定常ひずみ負荷時の応力振幅が，寿命の 2 分の 1 の繰

返し数における振幅の 75%以下に低下した場合，または

伸び計の評点間外で破断した場合は，破断した時点の繰返

し数を疲労寿命と定義した． 
 

Fe C Si Mn P S Ni Cr Cu 

Bal. 0.44 0.17 0.74 0.014 0.026 0.05 0.14 0.11 

 

Table 1 Chemical element content (mass %) of test material (S45C carbon steel). 

Table 2 Mechanical properties of test material (at R.T.). 

Yield strength Tensile strength Young’s modulus Elongation Reduction of area 

412 MPa 701 MPa 227 GPa 0.218 0.476 

 

Observed area

N-plane

Observed area

C-plane

Axial 
direction

Fig. 6 Microstructure of test material S45C carbon steel obtained by EBSD measurement. 
 The mean grain sizes were 9.17 µm and 8.40 µm for N-plane and C-plane observations, respectively. 

Table 3 Test conditions of overload fatigue tests 

ΔεCA
(%)

εOL
(%)

nCA (cycles)

25 50 100 1000 4000

0.5

-1.0

〇 〇 〇 〇

1.0 〇 〇

0.7 〇 〇 〇

0.4 〇 〇 〇

0.35 〇

0.33 〇

0.5 -0.5 〇 〇 〇
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3.3  亀亀裂裂進進展展試試験験 
 
亀裂進展の下限界となるひずみ拡大係数範囲（応力拡

大係数範囲）を試験的に同定するための亀裂進展試験を実

施した．素材の丸棒から図 8 に示す破壊力学試験片（CT
試験片）を，軸直角方向に亀裂が進展するように切り出し

た．符号 CT-1，CT-2，CT-3 の 3 個の試験片を用い，応力

比 0.2 の荷重漸減試験を実施した．初期の応力拡大係数範

囲はそれぞれ 10，12 および 25 MPa m0.5とした．亀裂進展

速度が小さくなるまで試験を実施し，最終的に収束した応

力拡大係数範囲は 7.1，7.0 および 12.8 MPa m0.5であった．

機械ノッチ先端に相当する亀裂長さ a = 9 mm から試験を

開始し，亀裂長さが 11～18 mm の間の進展速度を試験結

果として用いた． 
 

4.   試試験験結結果果 
 

4.1  オオーーババーーロローードド試試験験 
 
疲労寿命到達までに定常ひずみ範囲 ΔεCA を負荷した繰

返し数 Nf(CA)（Σncaに相当）を図 9 に示す．インターバル繰

返し数 nCA が小さくなるほど寿命が低下する傾向を示し

た．オーバーロード負荷が疲労寿命に及ぼす影響を補正す

るため，次式の線形累積損傷則を仮定する． 

( )

( )
( )

( )
f CA f OL

f CA f OL

1
N N

N Nε ε
+ =

′ ′∆ ∆
 （8） 

ここで，Nf(OL)はオーバーロードを負荷した回数，Nf’(Δεi)は
ひずみ範囲 Δεiを繰り返し負荷したときに式（5）から予測

Fig. 7 Definition of loading pattern for overload fatigue tests.  

ΔεCA

ΔεCA/2

εOL

εCA

nCA

0
ΔεOL

7.5

25
31.25

13
.7

5

30

1.5

EDM notch

60°

t = 12.5 mm

A Detail “A”

1.5

2

a

Fig. 8 Geometry of compact tension specimens used for crack growth tests (unit: mm). 
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される疲労寿命となる．オーバーロード時のひずみ範囲は

ΔεOL = 0.5ΔεCA + εOLとなる．ここで，式（8）が成立する場

合に Nf(CA)eq/Nf’(ΔεCA) = 1 となるような等価繰返し数 Nf(CA)eq

を次式により定義した． 

( )
( )

( )

( )

f CA
f CA eq

f OL

f OL

1

N
N N

N ε

=
−

′ ∆
 （9） 

図 10 に Nf(CA)eq と ΔεCA の関係を示す．履歴効果がない場

合，オーバーロード試験の疲労寿命は式（5）に近くなる．

試験では，ΔεCA = 1.0%の場合など，一部の条件を除き，オ

ーバーロード負荷によって寿命は明らかに低下している．

オーバーロード負荷による寿命低下の程度を次式の正規

化寿命 DF を用いて定量化した． 

( )

( )
f CA eq

f CA

N
DF

N ε
=

′ ∆
 （10） 

εOL = ‒1.0%の試験で得られた DF を図 11(a)に示す．ΔεCA = 
1.0%の場合の DF が 1 近傍となったが，ΔεCAが 0.7%以下

の場合の DF は 1 以下となった．つまり，オーバーロード

を負荷することで寿命が低下した．そして，寿命低下の程

度は，定常ひずみが小さくなるほど顕著となり，ΔεCA = 
0.5%では DF が 0.5 近くまで低下した．図 11(b)は ΔεCA = 
0.5%の条件の結果を示すが，比較的小さい εOL = ‒0.5%で

Fig. 10 Relationship between the equivalent fatigue life 
Nf(CA)eq calculated by Eq. (9) and constant strain 
range ΔεCA. The application of cyclic overload 
reduced the fatigue life. 

Fig. 9 Sum of number of cycles for constant strain range of 
ΔεCA, denoted as Nf(CA), applied until specimen 
failure. Nf(CA) increased as the interval cycles nca 
increased. 
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Fig. 11 Change in normalized fatigue life DF with interval 
cycle nca. Reduction in the fatigue life was more 
significant for the larger overload ratio ROL and 
smaller interval cycle nCA. 
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は DF の低下は相対的に小さかった．オーバーロード負荷

の大きさを次式のひずみ比 ROLで表す． 

OL
OL

CA0.5
R ε

ε
= −

∆
 （11） 

εOL = ‒0.5%の条件では ROL = 2 となる．同じ ROL = 2 であ

った ΔεCA = 1.0%でも DF の低下は小さかった．ROLが大き

くなるほど，寿命低下が大きくなったが，ROL = 5 程度で

飽和しているように見える． 
インターバル繰返し数が 1000 回以上の場合は DF が増

加する傾向が見られるが，それ未満の場合の DF に明確な

変化は見られなかった． 

 
4.2  亀亀裂裂進進展展試試験験 

 
有効ひずみ拡大係数範囲 ΔKε(eff)と亀裂進展速度の関係

を図 12 に示す．ΔKε(eff)は次式により有効応力拡大係数範

囲 ΔK(eff)から変換した． 

( ) ( )

2

ε eff eff
1K K

E
ν−

∆ = ∆  （12） 

ヤング率 E は表 2 の値を，ポアソン比は 0.3 を用いた．最

小ピーク荷重時において亀裂は閉口していないと仮定し

て ΔK(eff)を算出している．同じヒートの S45C の平板試験

片を用いた完全両振りの荷重制御試験の結果(34)およびそ

の最適近似線である式（6）も示している．平板試験では

亀裂から離れた位置での公称ひずみ範囲を測定するとと

もに，弾性除荷コンプライアンス法により同定した有効ひ

ずみ範囲を用いている．両振り荷重を負荷する平板試験で

は 0.5 mm/cycle を超える亀裂進展速度も取得できた．

ΔKε(eff)が亀裂先端の降伏規模に関係なく亀裂進展の駆動

力指標として有効であることがわかる．CT 試験片により

得られた ΔKε(eff)と亀裂進展速度の関係が，平板試験による

関係と一致している．降伏規模の小さい荷重においては，

式（12）により ΔKε(eff)が推定できることを示している．

ΔKε(eff)が小さくなると亀裂進展速度は式（6）から逸脱した．

ASTM E1681(39)の手順にしたがい同定された下限界応力

拡大係数範囲は 6.82 MPa m0.5で，式（12）により変換され

た下限界有効ひずみ拡大係数範囲ΔKε(eff)thは 2.73×10-5 m0.5

となった． 
 

5.  考考察察 
 

5.1  オオーーババーーロローードド負負荷荷にによよるる疲疲労労寿寿命命のの

変変化化 
 
先にも述べたように，オーバーロードを負荷すること

により疲労寿命が低下することは過去にも報告されてい

る．とくに，引張よりも圧縮のオーバーロード負荷の方が

大きな疲労寿命低下をもたらす．同様に，疲労亀裂進展に

よっても圧縮のオーバーロード負荷によって亀裂進展が

加速することが報告されている．山口ら(40)は STPT410 お

よび SUS316 を用いて圧縮のオーバーロードにより亀裂

進展が加速することを示している．また，三好ら(37)も

SUS316の平板試験片を用いた両振りのひずみ制御試験に

より，圧縮のオーバーロードが亀裂進展を加速することを

示している．引張のオーバーロードにより亀裂進展が遅く

Fig. 13 Change in normalized effective strain range after 
compressive overstrain obtained for SUS316 plate 
specimens (37). Single compressive overload was 
applied when Δa = 0. The application of overload 
enhanced crack mouth opening. 

 

Fig. 12 Crack growth rate observed by crack growth tests 
using the CT specimens. The results obtained using 
plate specimens (34) were also shown. The growth 
rate correlated well with effective strain intensity 
factor range. 
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なることも多くの報告があるが(41-45)，これらの試験が片振

りの荷重制御で実施されていることに注意されたい．三好

ら(37)の試験では，オーバーロード負荷時の正規化有効ひず

み範囲 Δεeff/Δε が図 13 のように変化することを示してい

る．図において，横軸 Δa = 0 時に圧縮のオーバーロード

を負荷している．その直後に亀裂開口点が移動し，Δεeff/Δε
が増加した．Δεeff/Δε の大きさはオーバーロードの大きさ

にも依存し，ROL = 4（図中の εOL = ‒1.0%）で完全開口状

態に相当する Δεeff/Δε = 1 に近いのに対し，ROL = 2（εOL = ‒
0.50%）では Δεeff/Δεは 0.95 程度であった．また，オーバ

ーロード負荷後の Δεeff/Δε の減少傾向も ROL に依存した．

ROL = 4 では，0.5 mm 程度亀裂が進展するまでは完全開口

状態が維持された． 
炭素鋼とステンレス鋼の違いはあるものの，本試験で

も同様の効果により亀裂開口が促進され疲労寿命が短く

なったと考えられる．その影響は ROL に依存し，ROL が 4
を超えるような条件では，オーバーロード負荷の影響は飽

和していたと考えられる．また，本試験では，インターバ

ル繰返し数が 1,000 回程度でDF の低下が飽和していたが，

インターバル繰り返しの間，オーバーロード負荷の効果が

維持されていたと考えられる． 
 

5.2  疲疲労労限限度度とと亀亀裂裂進進展展のの関関係係 
 
炭素鋼の疲労限度が亀裂の発生の有無ではなく，亀裂

進展の停留に対応することが指摘されている(46-48)．そこで，

荷重制御試験において，107 サイクルで破断しなかった試

験片（応力振幅 230 MPa，平均応力 70 MPa）について停

留亀裂の有無を調べた．走査型電子顕微鏡を用いて 20 µm
の亀裂を確認することを目標に倍率 200 倍で観察した．専

用の回転ステージを用いて直径 10 mm，長さ 20 mm の平

行部表面全体を走査した結果，図 14 に示す長さおおよそ

50 µm の亀裂が 2 本観察された．亀裂形態と図 6 の組織を

併せて考えると，これらの亀裂は数結晶粒進展した後の状

態と推測される．亀裂が停留していた場合の下限界ひずみ

拡大係数範囲 ΔKε(eff)thは 1.09×10-5 m0.5で，式（10）から換

算される下限界応力拡大係数範囲は 2.71 MPa m0.5 となっ

た．計算では，亀裂の深さが長さの 0.5 倍(49)，形状係数を

f = 0.612(24)とし，実測値から算出した Δεeff(nom) = 0.19%を用

いた．亀裂形状の想定に曖昧さが残るものの(50)，停留亀裂

から推定される下限界値は CT 試験片により同定された

値のおおよそ 0.40 倍となった．微小亀裂の下限界応力拡

大係数範囲が，貫通亀裂に対するそれよりも小さいことが

指摘されている(51)．これらのことから，本材料の疲労限度

は発生した亀裂の停留に対応していると推測される．過去

の報告では亀裂停留の要因として，微小亀裂における亀裂

閉口挙動の特異性に着目されることが多かった．しかし，

図 3 の結果は，微小亀裂の進展駆動力（停留限界）が巨視

的な亀裂と同じ公称有効ひずみ範囲であることを示して

いる．おおよそ 10 µm の平均結晶粒径に対する長さ 50 µm
の亀裂においては，微視組織的な不均一性（ばらつき）の

影響は小さいと推定される(52)． 
 

5.3  亀亀裂裂進進展展とと疲疲労労寿寿命命のの関関係係 
 
疲労寿命が微小な亀裂が試験片を破断させる寸法に成

長するまでの繰返し数に相当し，平均応力やオーバーロー

ドを負荷したことによる疲労寿命の変化は，亀裂進展速度

の変化に起因していると考察された．また，速度の変化は

亀裂の開口点の変化によってもたらされ，亀裂開口点の変

Fig. 14 Non-propagating cracks observed on the unfailed specimen subjected to stress amplitude of 230 MPa, mean 
stress of 70 MPa. 

(a)Crack-1 (length : 47.3 μm) (b)Crack-2 (length : 48.8 μm) 
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化を考慮した（見かけ上の）有効ひずみ範囲を用いれば，

平均応力による疲労寿命の変化が補正できた（図 3）．繰

り返しのオーバーロード負荷による疲労寿命の低下の程

度は，ひずみ比 ROLが大きく，インターバル繰返し数が十

分小さい場合に飽和していた．つまり，十分な頻度と大き

さのオーバーロードを負荷することで，定常ひずみ範囲を

負荷している間も完全開口状態となり，ひずみ範囲 ΔεCA

は実質的には有効ひずみ範囲に等しくなると考えられる．

そこで，図 10 に示した ΔεCAと疲労寿命の関係と，図 5 に

示した Δεeff(nom)と疲労寿命の関係を，図 15 で比較した．オ

ーバーロード試験によって得られる下限の繰返し数が

Δεeff(nom)と疲労寿命の関係に近いことが確認できる． 

LDC モデルを前提に考えると，有効ひずみ範囲と疲労

寿命の関係は，有効ひずみ拡大係数範囲を用いた亀裂進展

予測により推定できる．図 12 に示したように，有効ひず

み拡大係数範囲を用いた式（6）は，0.5 mm/cycle を超える

速い速度から停留速度近傍までの広範囲の亀裂進展を近

似している．微視組織的な影響を受けるとされる微小亀裂

も，試験片破断を引き起こす主亀裂に限れば，巨視亀裂と

同じひずみ拡大係数範囲との相関式を用いて予測できる

ことが示されている(6)．そこで，直径 10 mm の丸棒試験片

を想定し，初期深さ aiの亀裂が 3 mm の深さに到達するま

でに必要な繰り返し数を式（6）により予測することで，

「微小亀裂が試験片を破断させる寸法に成長するまでの

繰返し数」を算出した．このとき，形状係数は（深さ／長

さ）を 0.5 と仮定して算出した(53)．図 15 に示すように，ai

を 10 µm，25 µm または 50 µm とした場合に予測される疲

労寿命は，試験結果とよく対応していた．とくに，停留亀

裂相当の深さである ai = 25 µmとした場合の結果がよく一

致した．有効ひずみ範囲が小さくなると，予測が短寿命側

となっている．先にも述べたように，疲労限度については，

亀裂停留に対応するしきい値を設定する必要がある． 
 

5.4  履履歴歴効効果果のの補補正正方方法法 
 
オーバーロードや平均応力を負荷することによる亀裂

進展の加速は，亀裂開口点の変化による有効ひずみ範囲の

増加によってもたらされると考察された．履歴効果による

有効ひずみ範囲の変化は負荷パターンに依存する．機器設

計において想定される負荷は多様で，これらの組み合わせ

に対する履歴効果を定量化することは容易でない．平均応

力についても，溶接部における残留応力など設計段階で定

量化することは難しい．さらに，不規則な負荷変動では，

履歴効果と平均応力効果が混在する状態となる．したがっ

て，機器設計においては，履歴効果と平均応力効果を安全

側に最大限考慮することが現実的な選択肢となる． 
オーバーロードを負荷したときの亀裂開口点の変化を

図 16 に模式的に示す．オーバーロードを負荷しない場合

の亀裂開口点は，公称有効ひずみ範囲算出時に仮定した荷

重が圧縮から引張に切り替わる点に近いと考えられる．オ

ーバーロードを負荷することによって，亀裂開口が促進さ

れると，亀裂の開口する点（図中の赤実丸）が左側にシフ

トし，有効ひずみ範囲が増加する．平均応力を負荷した場

合も，同様に荷重が圧縮から引張に切り替わるひずみが左

側に移動する．完全開口状態になると，有効ひずみ範囲は

ひずみ範囲に一致し，それ以上増加しない飽和状態になる．

このため，オーバーロード試験では DF の低下が飽和した

Fig. 16 Definition of strain range Δεclose, which corresponds to 
the strain range during crack mouth closing. 

Fig. 15 Comparison of fatigue life observed by overload and 
mean stress tests. Reduction in the fatigue life due to 
compressive overload was similar to that caused by 
applying mean stress. 
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と考えられる．したがって，オーバーロード負荷（荷重履

歴）や平均応力による駆動力の増加の最大値は，図 16 で

示す Δεcloseとなる．ここで，Δεcloseは，一定ひずみ範囲試験

において得られるひずみ範囲と公称有効ひずみ範囲の差

と定義される．予め Δεclose相当のひずみを割り増ししたひ

ずみ範囲を用いることで，履歴効果や平均応力効果による

有効ひずみ範囲の増加を安全側に考慮できる．この予測方

法を，Non-closure モデルとよび，ステンレス鋼の平均応力

効果(25)と履歴効果(26)，そして炭素鋼（S45C）の平均応力効

果(27)に対して，妥当性を示してきた．本報では，Non-closure
モデルの炭素鋼の履歴効果への適用性を確認するととも

に，機器設計に適用する際の手順について考察する． 
Non-closure モデルでは，ひずみ範囲の大きさに応じた

Δεclose を推定する必要がある．一定ひずみ範囲の試験にお

いて実測された最小ピーク応力 σmin を用いて次式で推定

できる． 

( )min
close min 0

E
σε σ∆ = − <  （13） 

しかし，機器設計の段階で σmin が得られるとは限らない．

そこで，σminを繰返し応力・ひずみ曲線から推定すること

を考える．本材料を用いたひずみ制御および荷重制御の一

定振幅試験において得られる寿命の 2 分の 1 の繰返し数

における応力振幅 σaとひずみ振幅 Δε/2 の関係，つまり繰

返し応力・ひずみ関係は図 17 のようになる．ひずみ制御

と荷重制御の試験結果はほぼ同一の傾向を示しているこ

とから，両試験データをまとめて最適近似式として次式を

得た． 

0.380

a 523 %
2
εσ ∆ ′ =    

 
 （14） 

σ’a のダッシュ記号は実測値ではなく予測値であることを

示している．ひずみ範囲を一定に制御した試験における平

均応力は零と見なすことができるので，最小ピーク応力は

σmin = ‒σ’aと置くことができ，Δεcloseが求まる．平均応力や

履歴効果による亀裂開口の促進により最大Δεcloseの駆動力

の増加が発生し，疲労寿命が低下する．この駆動力増加を

考慮した疲労寿命は，式（5）と式（13）から以下のよう

に表すことができる． 

3.03
a a

f w

7 a
w

9663 when

10 when

N
E E

E

σ σε ε ε

σε ε

−′ ′   = ∆ + ∆ > ∆ −   
   

′ > ∆ ≤ ∆ − 
 

 （15） 

Δεwは疲労限度で，本材料の場合は 0.3%となる．疲労限度

に対しても Δεcloseに相当する低下を考慮する．式（15）に

よる予測寿命を図 18 の赤実線で示す．履歴効果と平均応

力効果による疲労寿命の低下がほぼ安全側に予測できて

いる．また，疲労限度の低下も予測できている．本報では，

疲労寿命や繰返し応力・ひずみ曲線の近似に最適近似を適

用していることから，全ての結果が必ずしも安全側の予測

とはならない． 
 
 

Fig. 17 Cyclic stress-strain relation obtained by stress and 
strain controlled fatigue tests. The curve was 
approximated well by Eq. (14). 
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Fig. 18 Predicted fatigue life by the “non-closure model”. 
The reduction in the fatigue life due to overloading 
and mean stress could be predicted conservatively. 
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6.   LDCモモデデルルをを適適用用すするるここととのの工工学学的的なな

意意味味 
 

6.1   C-M則則おおよよびびSWTパパララメメーータタととのの関関

係係 
 
疲労寿命の近似や推定方法として一般的に用いられて

いる C-M 則はひずみ範囲ではなく塑性ひずみ範囲を駆動

力としている．C-M 則が塑性ひずみ範囲を駆動力とする

亀裂進展予測に対応しているという指摘もあるが(2,13)，弾

性ひずみを駆動力から除外する理由や亀裂閉口の影響は

考察されていない．LDC モデルを前提に考えると，塑性

ひずみ範囲がひずみ範囲と公称有効ひずみ範囲の平均に

相当することに意味があるように思われる． 
SWT パラメータ(54)は，疲労寿命の整理ばかりでなく，

平均応力補正の方法としても用いられている(36)．そして，

機器設計用の疲労寿命曲線の平均応力の補正にも適用さ

れている(55)．最大応力とひずみ範囲の積をとるエネルギー

の次元を有する指標であり，応力の影響を考慮しない

LDC モデルとは整合しない．しかし，前報(27)において，

SWT パラメータと有効ひずみ範囲にはよい相関のあるこ

とが経験的に確認されている．現在用いられている駆動力

指標が疲労寿命と相関を有することは，長年の取り組みの

中で妥当性が示されてきた事実である．C-M 則や SWT パ

ラメータが LDC モデルと矛盾しないことは，機器設計に

対する考え方を一貫させるためには重要な知見となる． 

 
6.2  疲疲労労損損傷傷量量のの見見ええるる化化 

 
原子力発電プラントでは，運転開始後のプラントが対

象であっても，解析によって推測された応力（ひずみ）を

用いて，実物を観察することなく疲労損傷量が推定される．

検査などにより測定（推定）された値が実評価に用いられ

ることはない．疲労損傷の実態の認識があいまいな現状で

は，疲労損傷量として何を測定すべきかが明確でない．亀

裂の発生・進展を疲労損傷の実態と考える LDC モデルに

よれば，亀裂寸法を同定することで疲労損傷量を実測する

ことができるようになる(56)．また，亀裂が検出できなかっ

た場合でも，適用した検査の亀裂検出能力より，潜在的な

亀裂の存在を仮定することで余寿命が予測できる(57)． 
 

6.3  疲疲労労寿寿命命予予測測にに対対すするる影影響響因因子子のの補補正正

ののあありり方方 
 
LDC モデルの考え方を適用することで，疲労寿命に及

ぼす各種影響因子の補正の考え方を明確にできる利点が

ある．機器設計における疲労評価には，平均応力，寸法，

表面粗さ，荷重履歴の影響などが考慮される(21,58,59)．原子

力発電プラント機器に対しては，さらに炉水環境による寿

命低下が考慮される場合がある．設計規格においてこれら

の因子の影響は，疲労試験の結果に基づいて経験的に補正

されている．たとえば，平均応力の補正には修正 Goodman
線図が一般的に用いられてきた．しかし，この補正方法に

対して表面粗さの影響がどのように重畳するかを説明す

るのは難しい．これに対し，LDC モデルにおいて各因子

は図 19 に示すように物理的なイメージをもって解釈でき

る．平均応力や履歴効果は進展速度の変化を引き起こす．

また，原子炉水環境中での疲労寿命の低下も亀裂進展の加

速に起因していることが示されている(49)．一方，表面粗さ

は亀裂の発生寸法 ai の変化をもたらすと考えられる．そ

して，その影響は，図 15 に示したように，aiの疲労寿命

に影響を及ぼす影響として予測できる．寸法の影響は最終

亀裂深さ af を変化させることにより補正できると考えら

れる．複数の因子が重畳する場合は，個々の因子の影響の

みでなくそれらの相乗効果にも注意を払う必要がある．経

験的な補正では，複数の因子網羅した試験マトリックスを

組むことで相乗効果の影響を調べることになる．一方，

LDC モデルの考え方によれば，表面粗さ，寸法の影響は

進展速度に影響を及ぼさない．つまり，進展速度の変化を

引き起こす平均応力と履歴効果および環境効果は，表面粗

さや寸法効果との相互作用を考慮する必要はないと推測

Fig. 19 Schematic drawing representing the change in 
fatigue life due to various factors according to LDC 
model. 
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される．ステンレス鋼における平均応力効果が炉水環境の

影響を受けないことが示されている(60)．また，本報では履

歴効果と平均応力効果は亀裂開口点の変化という同じ要

因によってもたらされており，non-closure モデルにより両

者を区別せずに補正できることが示された． 
 

7.  結結言言 
 

本報では，疲労損傷の実態が亀裂の発生と進展であり，

疲労寿命は亀裂進展によって予測できるという考え方を

LDC モデルという概念としてまとめた．そして，S45C 炭

素鋼を用いて，オーバーロード試験による履歴効果の疲労

寿命に及ぼす影響，ならびに疲労進展の停留と疲労限度の

関係を考察した．さらに，平均応力効果と履歴効果の影響

の補正方法について検討した．最後に，LDC モデルを適

用することの工学的な意味について考察した．得られた結

果は以下のように要約できる． 
 
(1) 「微小亀裂が試験片を破断させる寸法に成長する

までの繰返し数」として導かれた式（4）により，

S45C 炭素鋼の疲労寿命が近似できた．さらに，疲

労寿命の駆動力として，有効ひずみ範囲を用いる

べきことが示された． 
(2) 過大圧縮ひずみを一定繰り返し数毎に付与するオ

ーバーロード試験によって，疲労寿命が低下する

ことを示した．また，その下限は，有効ひずみ範

囲と疲労寿命の関係により予測できた． 
(3) 疲労限度は亀裂の停留に対応していることが推測

された．停留亀裂の駆動力は，巨視亀裂と同様に，

有効ひずみ範囲であることが示された．停留亀裂

から推定される下限界応力拡大係数範囲（ひずみ

拡大係数範囲）は，CT 試験片から同定されたそれ

の 0.40 倍程度であった． 
(4) S45C 炭素鋼の荷重履歴と平均応力による疲労寿

命および疲労限度の減少は，繰返し応力・ひずみ

曲線を用いて保守的に予測できた． 
(5) LDCモデルを適用することの工学的な利点を示し

た．機器設計で考慮される疲労寿命に及ぼす平均

応力，荷重履歴，寸法，表面粗さ，炉水環境の効

果，およびそれらの相乗効果を合理的に考慮でき

ることを考察した． 
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要要約約   低 Cu 含有量の原子炉容器鋼の照射脆化機構を明らかにすることを目的に，原子炉容器鋼

のモデル合金である Fe-Mn-(Ni,Si,Ni-Si)合金に対して，Fe イオン照射試験とアトムプローブ分

析，透過型電子顕微鏡観察を実施し，溶質原子クラスタと転位ループの形成に対する Ni と Si の

相乗効果を調べた．クラスタの大きさは Ni と Si の添加によらず約 3 nm であり，Ni と Si の相乗

効果は認められなかった．これに対して，クラスタの数密度は Ni と Si の単独添加でも減少した

が，複合添加によりさらに減少した．これとは逆に転位ループの数密度は複合添加で増加し，転位

ループの形成が促進されることが分かった．Ni と Si を添加した場合でもクラスタの主要な構成元

素は Mn であり，Mn は自己格子間原子(SIA)とのダンベルを形成して拡散することから，Ni と Si

の複合添加が SIA クラスタすなわち転位ループの形成を促進し，クラスタの形成が抑制される機

構が考えられた． 
 

キキーーワワーードド   照射脆化，原子炉容器，溶質原子クラスタ，転位ループ，Ni と Siの相乗効果  
 
 
 
Abstract To investigate the synergistic effects of Ni and Si on the formation of solute atom clusters and 
dislocation loops, which are radiation embrittlement factors in reactor pressure vessels (RPVs), ion-irradiation 
experiment, atom probe tomography analysis, and transmission electron microscopy observations were 
performed on Fe-Mn-(Ni, Si, Ni-Si) alloys, a model alloy for RPV steel. The cluster size was about 3 nm 
regardless of the addition of Ni and Si, indicating no synergistic effect of Ni and Si. In contrast, the number 
density of clusters was reduced by the single addition of Ni and Si, but was further reduced by the combined 
addition. On the contrary, the number density of dislocation loops increased with combined additions, 
indicating that the formation of dislocation loops is promoted. Even when Ni and Si are added, the major 
constituent element of the clusters is Mn, and Mn diffuses by forming the dumbbell with a self-interstitial 
atom (SIA), suggesting that the combination addition of Ni and Si promotes the formation of SIA clusters, 
such as dislocation loops, and suppresses cluster formation as a mechanism. 
 
Keywords   radiation embrittlement, reactor pressure vessel, solute atom cluster, dislocation loop, synergistic effects of 
Ni and Si. 

 

 
1.  ははじじめめにに  

 
 銅（Cu）含有量が固溶限（0.05 wt%程度）以下の最

近の原子炉圧力容器鋼では，Cu をほとんど含まない

溶質原子クラスタの形成とマトリックス損傷と呼ば

れる照射欠陥集合体（観察例があるのは転位ループ）

の形成が現在想定されている照射脆化因子である(1)．

これらは，軽水炉の照射条件では，ナノメートル(nm)・

スケールの極めて微細なものである．このうち，溶質

原子クラスタはマンガン（Mn）とニッケル（Ni），シリ

コン（Si）が主に集積したものである（以下，Mn-Ni-

Si クラスタと呼ぶ）．国内のプラントで使用されてい

る原子炉圧力容器鋼の Mn 濃度は 1.5 wt%程度で違い

は小さく，Mn-Ni-Si クラスタは材料組成，特に Ni と

Si の含有量の影響を強く受けると考えられる． 

そこで，Mn-Ni-Siクラスタ形成の初期過程に対する

Niと Siのそれぞれの影響を調べることを目的にして，

Ni 濃度を 0から 2 wt%の範囲で変化させた Fe-1.5Mn-

xNi合金 4種と Si濃度を 0から 1 wt%の範囲で変化さ

せた Fe-1.5Mn-xSi 合金 4 種に，可能な限り低い損傷

速度（1×10−5 dpa/s）で，最大照射量 0.16 dpa のイ

オン照射実験を行った(2,3)．Ni の影響を調べた結果(2)

１ 

 

※１（株）原子力安全システム研究所 技術システム研究所 

※２ 福井大学 
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では，Mn および Mn と Ni が集積した溶質原子クラス

タの形成が低照射量から硬化を生じる主要な因子で

あることが確認された．さらに，Fe-Mn 合金試料でも

Fe-Mn-Ni 合金試料でも溶質原子クラスタの体積率の

平方根と硬さの増加量の関係はよく一致しており，Mn

クラスタも Mn-Ni クラスタも同等の硬化係数である

ことが明らかになった．ただし，Fe-Mn-Ni 合金試料で

は照射量の増加により硬化量が大きくなる傾向が認

められ，照射が進むと Ni 添加は転位ループの形成を

促進する可能性が考えられる． 

一方，Si の影響を調べた結果(3)では，硬化に対して

Si 濃度の影響は小さいことが分かった．また，溶質原

子クラスタ形成と硬化量との相関を検討した結果，Si

を含む合金ではクラスタの形成量に対して硬化量が

大きいことが分かった．これは Si 添加が Mn クラスタ

の形成を阻害する寄与があることを示唆する．自己格

子間原子（SIA）と SIA クラスタを含めた転位ループ

との反応が先行することで，Si が共存すると Mn の集

積が抑制される機構が考えられる． 

本研究では，溶質原子クラスタ形成の初期過程に対

する Ni と Si の相乗効果を調べた．また，照射欠陥と

の反応の基礎課程を理解するため，透過型電子顕微鏡

（transmission electron microscopy, TEM）による

転位ループの観察も行い，系全体でのミクロ組織変化

に対する Ni と Si の相乗効果を検討した． 

 

2.  実実験験方方法法  

 

2.1  供供試試材材 

 

 用いた試料は，Fe-1.5Mn 合金に Ni を 0.5 wt%添加

した FeMnNi 合金と，Si を 0.25 wt%添加した FeMnSi

合金，Ni と Si を複合添加した FeMnNiSi 合金である．

表 1 に化学組成を示す． 

 試験片形状は，長さ 4 mm，幅 2 mm，厚さ 0.4 mm の

板状である．イオンを照射する面は，エメリー紙#1200

まで湿式研磨した後，粒径 3 µm のダイヤモンドでバ

フ研磨した．さらに，粒径 0.02 µm コロイダルシリカ

研磨でダイヤモンド研磨による変質層を取り除いた． 

 

2.2  イイオオンン照照射射 

 

イオン照射は東京大学イオン照射設備 HIT で実施

した．照射には，2.8 MeV の Fe3+イオンを用いた．照

射温度は 290°C であり，損傷ピーク深さの 750 nm で

の損傷速度は 1.6×10−5 dpa/s，損傷量は 0.06 dpa で

ある．なお，照射量はイオン注入解析用ソフトウェア

SRIM2006 を用い(4)，純 Fe を仮定してはじき出しエネ

ルギーを Ed = 40 eV として計算した． 

 

2.3  硬硬ささ測測定定 

 

硬さは，超微小押し込み硬さ試験機（ELIONIX ENT-

2100）を用い，ナノインデンテーションにより押込み

深さ 150 nm で測定した．20 個以上の結晶粒に対して

測定を行い，結晶方位と圧子との幾何学関係による硬

さの測定値への影響を平均化した． 

 

2.4  アアトトムムププロローーブブ測測定定 

 

 アトムプローブ（atom probe tomography, APT）測

定用の針状の試料は，集束イオンビーム（focused ion 

beam, FIB)加工装置（HITACHI製NB5000およびSII製

SMI3050）を用いて作製した．損傷ピーク位置が測定

できるように，深さ750 nm位置で表面に対して平行に

なるように針状に作製した． 

APT測定には，CAMECA社製のLEAP4000XHRを用いた．

測定はレーザーパルスモードで行い，試料温度は

−238°C，レーザー出力は38 pJとした． 

APT測定で収集したデータは，質量／電荷比ごとに

元素の種類を決定し，各元素の３次元像形成処理（測

定したデータからアトムマップを再構成するコンピ

表 1 試料の化学組成(wt%) 
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ュータ処理）を行った．多くの元素において，質量／

電荷比は元素固有の値となり，Fe-Mn合金およびFe-

Mn-Si合金ともにすべての同位体を分離して評価が可

能である．なお，３次元像形成処理においては，アト

ムマップのz方向長さを最適化するために，電界蒸発

場（Evaporation Field）には33.0 V/nmを，アトムマ

ップの伸長係数（Image Compression Factor）には1.2

を用いた． 

 

2.5  透透過過型型電電子子顕顕微微鏡鏡観観察察 

 

 TEM観察試料は，FIBを用いて試料厚さ約150 nmの薄

膜試料を切り出した後，0.5 kVのArイオンビームスパ

ッタリングによりGaイオンダメージ層を除去した．な

お，損傷ピーク位置が観察できるように，深さ750 nm

位置で表面に対して平行に薄膜試料は作製した．薄膜

試料に対しウィークビーム法を用いたTEM観察で転位

ループを評価した． 

 

3.  結結果果  

 

3.1  硬硬ささ測測定定 

 

各モデル合金に対して測定された硬さの増加量を

図 1に示す．FeMn 合金と比較して FeMnNi 合金，FeMnSi

合金は照射硬化量が増加したが，FeMnNiSi合金では照

射硬化量は減少した．Ni と Si が共存した場合，今回

の照射条件では照射硬化が抑制されることが分かっ

た． 

 

3.2  アアトトムムププロローーブブ測測定定  

 

FeMnNiSi 合金を例にアトムマップを図 2 に示す．

明確な溶質原子クラスタは観察されない．照射量が

0.06 dpa と少ないため，Mn，Ni，Si の顕著な集積が

生じていないためと考えられる．また，Mn は 1.5 wt%

程含まれていることから，多少の集積ではクラスタを

識別することが難しい．図 3に，FeMn 合金のアトムマ

ップを厚さ5 nmにスライスして Mnの分布を観察した

例を示す．Mn のクラスタが認められる．そこで，溶質

原子クラスタの形成を定量的に検討するため，再帰的

探査アルゴリズムに基づく Mn をクラスタのコア原子

と仮定してクラスタ解析を行った．ここでは，互いの

距離が 0.8 nm 以下で 20 個以上の Mn が集積した状態

にあるものをクラスタのコアと判断した．さらに，0.5 

nm 以内の距離にコア原子が 3個以上ある Mn以外の原

子をクラスタに帰属する原子として評価した． 

図 1 硬さの増加量の比較  

図 2 FeMnNiSi 合金のアトムマップの例 

図 3 FeMn 合金の Mn マップの例 
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図 4 にクラスタの平均直径と数密度の比較を示す．

全ての合金で溶質原子クラスタの形成が確認された．

溶質原子クラスタの形成の初期段階に当たる今回の

照射条件では，Ni と Si の添加によりクラスタの数密

度は減少した．また，Ni と Si の複合添加によりクラ

スタの数密度は単独添加に比べてより減少した．一方，

クラスタの大きさには添加元素による影響は認めら

れず，すべての合金で平均直径は約 3 nm であった．

溶質原子クラスタの形成の初期段階においては，Niと

Si の添加は溶質原子クラスタの形成を抑制する寄与

があり，複合添加はその寄与を促進する可能性がある

ことが分かった． 

表 2 に溶質原子クラスタの平均組成をまとめて示

す．Ni と Si を添加した合金においてもクラスタを構

成する主要な溶質原子は Mn であり，濃度は 42～47 

at%であった．クラスタへの Mn の濃縮率は約 30 倍で

ある．FeMnNi合金ではクラスタ中の Ni濃度は2.5 at%

であり，濃縮率は約 5倍である．一方，FeMnSi 合金で

はクラスタ中の Si 濃度は 0.5 at%であり，濃縮率は

ほぼ 1 倍である．これは Si が溶質原子クラスタに集

積していないことを示す結果である．これに対して，

FeMnNiSi 合金ではクラスタ中の Ni 濃度は 0.9 at%で

あり，Si 濃度は 0.2 at%であった．クラスタへの Ni

と Si の濃縮率はそれぞれ 2倍と 1/2 倍であり，Ni と

Siの複合添加によって溶質原子クラスタへの Mn以外

の元素の集積が抑制されることが分かった． 

 

3.3  透透過過型型電電子子顕顕微微鏡鏡観観察察  

 

図 5 にウィークビーム暗視野法による転位ループ

の観察例を示す．電子線の入射方向は[111]であり，

逆格子ベクトル g は(011)である．白い輝点が転位ル

ープに対応し，すべての合金で転位ループが形成して

いることが確認された． 

図 6 に転位ループの平均直径と数密度の比較を示

す．溶質原子クラスタの形成の初期段階に当たる今回

の照射条件では，FeMn 合金で他の合金と比べ成長し

た転位ループが観察されるとともに，FeMnNiSi 合金で

図 4 溶質原子クラスタの平均直径と数密度の比較 

図 6 転位ループの平均直径と数密度の比較 

図 5 ウィークビーム暗視野法による転位ループの 

観察例 (1) FeMn 合金, (2) FeMnNi 合金, (3) 

FeMnSi 合金, (4) FeMnNiSi 合金 

表 2 溶質原子クラスタの平均組成(at%) 
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数密度の増加が認められた．また，Ni と Si の単独添

加では FeMn 合金と類似の数密度であった．Ni と Siの

単独添加は転位ループの成長を抑制するが，形成に対

する影響は小さいことが分かった．また，Ni と Si の

複合添加は転位ループの形成を促進する可能性があ

ることが分かった． 

 

4.  考考察察  

  

Mn，Ni，Si は鋼材の特性を発現させる添加元素であ

り，固溶限は添加量よりも十分に高い．このため，固

溶限を上回って Fe のマトリックス中に固溶している

Cu で想定されるような照射促進クラスタリング，照

射により導入された空孔の拡散により Cu 原子の移動

が促進されクラスタを形成する機構は，Mn-Ni-Siクラ

スタの形成機構として考えられない．ただし，Mn，Ni，

Si の照射により導入された空孔や SIA によるドラッ

ギングにより拡散する(5,6)．空孔や SIA は，シンクと

呼ばれる粒界や転位，格子欠陥クラスタなどで消滅す

るために，シンクに向かってマクロな流れを生じる．

Mn，Ni，Si はドラッギングされシンク等に集積しクラ

スタを形成すると考えられる．この機構は照射誘起ク

ラスタリングと呼ばれる． 

FeMn 合金に Ni と Si を複合添加した場合には，溶

質原子クラスタの数密度が大きく低下する一方で，転

位ループの数密度は増加することが確認された．また，

溶質原子クラスタと転位ループの平均直径に対する

明確な Ni と Si の複合添加効果は確認されなかった． 

溶質原子クラスタに対するNiとSiの単独添加の影

響については，溶質原子クラスタの形成の初期段階に

おいては，クラスタの大きさには影響がほとんどない

が，形成を Ni と Si ともに抑制する効果があり，複合

添加はその抑制を助長する影響があることが分かっ

た．また，形成する溶質原子クラスタは Ni と Si の添

加によらず Mn を主要な溶質原子とするものであり，

Mn が溶質原子クラスタの形成の初期段階において重

要な役割を持つことが分かった． 

Ni が単独添加された場合には，Ni は Mn とともにク

ラスタを形成した．ただし，クラスタ中の Mn 濃度は

減少しないことから，Mn のクラスタリングに対して

Ni は直接影響していないことが示唆される．また，ク

ラスタの数密度が Ni の添加で減少することは，クラ

スタの核形成サイトの生成を抑制する作用を示唆す

る． 

Si が単独添加された場合には，Si は Mn とともにク

ラスタを形成しないため，Mn のクラスタリングに対

して Si は直接影響していないことが示唆される．た

だし，クラスタの数密度が Si の添加で減少すること

は，クラスタの核形成サイトの生成を抑制する作用が

あることを示唆する．また，α-Fe 中の Si の拡散は空

孔のドラッギングにより生じることが示されている
(5)．FeMnSi 合金中の溶質原子クラスタが Si をほとん

ど含まないといった結果は，クラスタへの空孔-Si 対

の流入がほとんど生じていないことを示唆する．Niと

Si が複合添加された場合には，クラスタに含まれる

Ni 量が減少することから，Si 添加の影響で形成もし

くは形成が促進された照射損傷組織，例えば転位ルー

プに Ni が優先的に集積するような反応が生じている

ことが示唆される． 

直接照射欠陥の集合により形成される照射損傷組

織の一つに今回観察した転位ループがある．結晶構造

が bcc の金属ではバーガースベクトルが a/2<111>と

a<100>の 2 種類の転位ループが形成することが知ら

れている(7)．それらの違いの一つに，a/2<111>ループ

が移動度を有するという点がある．FeMn 合金と

FeMnNi 合金で観察された転位ループに対してバーガ

ースベクトルの解析を行った結果，FeMn 合金では

a/2<111>ループが 48 %であったのに対して，FeMnNi

合金では 56 %であり，Ni の添加により a/2<111>ルー

プの割合が増加する傾向が認められた．これは Ni が

a/2<111>ループを捕獲し移動度を低下させることで

消滅が抑制されたためと考えられる． 

Mn-Ni-Si クラスタの形成機構を照射誘起クラスタ

リングと考えた場合，Mn 原子，Ni 原子，Si 原子が空

孔もしくは SIA によるドラッギングで拡散するのか

が重要である．Messina ら(5,6)によれば，Mn 原子，Ni

原子，Si 原子は空孔によりドラッギングされるが，Mn

原子のみが SIA によりドラッギングされる．今回の実

験で観察された溶質原子クラスタが Mn を主要な溶質

原子とするものであったことは，Mn 特有の拡散機構

がクラスタの形成をコントロールしていたと考えら

れる．300℃程度の温度では，SIA は空孔に比べて高い

移動度を有する．SIA クラスタを核にドラッギングに

より Mn が集積し，一定濃度（今回の照射条件では平

均で 40～50 at%）を超えるとクラスタとして安定に

存在するようになるのではないかと考えられる．また，

この段階で溶質原子クラスタ内の SIA クラスタはシ

ンクとしての働きが弱まり，クラスタの成長が遅くな
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るとも考えられる．また，Niや Siの添加は，詳細な

メカニズムは解明できていないが，クラスタの核とし

て作用する SIA クラスタと転位ループの核として作

用する SIA クラスタの割合を変える働きをしている

と考えられる． 

本研究では，重イオン照射としては可能な限り損傷

速度を低くした照射実験を行ったが，実機や監視試験

片の中性子照射損傷条件と比較すると非常に損傷速

度が速いため短時間での反応過程を見ることになり，

溶質原子クラスタと転位ループの形成に対する SIA

の効果がより顕著に確認できた可能性がある． 

 

5.  ままととめめ  

 

溶質原子のうち Niと Siについて，原子炉容器の照

射脆化への相乗影響を検討するため，FeMnNiSi合金と

FeMnNi合金，FeMnSi合金，FeMn合金に対して，Fe イ

オン照射試験を実施し，低照射量での照射ミクロ組織

変化に対する Niと Siの相乗効果を調べた． 

溶質原子クラスタの大きさへの Niと Siの相乗効果

は認められなかったが，クラスタの数密度は Niと Si

の単独添加でも減少したが，複合添加によりさらに減

少した．これとは逆に転位ループの数密度は複合添加

で増加し，転位ループの形成が促進されることが分か

った．Niと Siを添加した場合でもクラスタの主要な

構成元素は Mnであり，Mnは SIAとのダンベルを形成

して拡散することから，Niと Siの複合添加が SIAク

ラスタすなわち転位ループの形成を促進し，クラスタ

の形成が抑制される機構が考えられた． 
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フフェェーーズズドドアアレレイイ非非対対称称 TOFD 法法探探傷傷条条件件のの 
超超音音波波伝伝搬搬シシミミュュレレーーシショョンン解解析析にによよるる検検討討  

Evaluation of a phased array asymmetrical TOFD ultrasonic testing method 

by ultrasonic propagation simulation 
 

石田 仁志 （Hitoshi Ishida）＊1 
 

 

要要約約   原子力発電所の維持規格により，供用期間中検査において欠陥が検出された場合には，

その設備の健全性評価が求められる．そのためには，欠陥の寸法を精度よく測定することが必要

となる．2008 年の大飯 3 号機原子炉容器の出口管台異材継手部の内面で見つかった応力腐食割れ

（Stress Corrosion Cracking; SCC）は，内面側からの探傷に使用されていた従来の超音波探傷

法では深さ測定が困難であった．そのために，筆者らは，フェーズドアレイ法を用いた非対称超音

波ビームによる TOFD(Time of Flight  Diffraction) 超音波探傷法を開発し，測定試験によりそ

の有効性を検証している．さらに，本手法による超音波伝播をシミュレーション解析し，欠陥端部

における端部回折波の発生と検出について検討し，本手法の有効性を確かめた． 
 
キキーーワワーードド    超音波探傷試験，フェーズドアレイ法，TOFD 法，シミュレーション解析，端部エコー 
 
 
 
Abstract Fitness rules for nuclear power plants require that component integrity assessments be performed 
if defects are detected during in-service inspections. Such assessments require accurate measurement of defect 
dimensions.  

In 2008, stress corrosion cracking (SCC) was found on the inner surface of the outlet nozzle dissimilar 
weld of the Ohi-3 reactor vessel, but at that time it was difficult to measure the depth of the SCC using 
conventional ultrasonic testing methods that were used to detect cracks from the inner surface. A few years 
later, to overcome this problem, we developed a time-of-flight diffraction (TOFD) ultrasonic testing method 
using an asymmetric ultrasonic beam with a phased array method and verified its effectiveness through 
measurement tests. Furthermore, we performed a simulation to evaluate the ultrasonic wave propagated by 
the TOFD ultrasonic testing method, investigated the generation and detection of diffraction waves at the tip 
of the defect, and confirmed the effectiveness of the testing method.  
 
Keywords   Ultrasonic testing, Phased array method, Time of flight diffraction method, Ultrasonic waves propagation 
simulation analysis, Tip echo 
 
 

 

 

1.  ははじじめめにに 
 

2008 年に大飯 3 号機原子炉容器出口管台異材継手部で

発見された内面の割れに対して，内面すなわち割れの開口

面側からの測定がなされ，切削調査の結果，軸方向に割れ

面を持ち，長さ 13mm，深さ 21mm の，尖鋭な先端の応力

腐食割れ（Stress Corrosion Cracking：SCC）であることが

分かった(1)．このような尖鋭な先端を持つ SCC の開口面

側からの深さ測定が課題であると考え，これに対する超音

波探傷法の開発に取り組んだ． 
TOFD（Time of Flight  Diffraction）法(2)は，図 1 に示す

ように，送信と受信の 2 個の超音波探触子を一定間隔で向

い合せに配置し，欠陥の先端で散乱する超音波の伝搬時間

を計測することによって，欠陥の深さを精度良く算出する

１ 

＊１（株）原子力安全システム研究所 技術システム研究所 

図 1 TOFD 法 
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ことができる．受信探触子がとらえる受信波は，送信探触

子から発せられ，欠陥の先端で散乱したものであり，これ

を受信することができれば，深さ測定が可能である．しか

し，送信と受信の探触子を別々に配置することから，溶接

部を探傷する場合には，超音波の伝搬経路のうちいずれか

は必ず溶接部を通過することとなる．ステンレス鋼や Ni
基合金などの溶接部では超音波の散乱減衰や屈曲により，

このような溶接部への適用は困難とされていた． 
超音波の減衰が大きい溶接部の探傷に対して，欠陥先

端の散乱波の強度向上のために，超音波エネルギーを集め

ることができるフェーズドアレイ法の適用が考えられた．

そこで，TOFD 法にフェーズドアレイ探触子を使用するこ

とを考え，さらに，送信と受信の屈折角が異なり，超音波

ビームが非対称となるような探傷法を新たに考案した．Ni
基合金溶接部試験体により SCC の開口面側から深さ測定

手法として検討を行い．その有効性を確認した(3~6)．この

手法を，その特徴からフェーズドアレイ非対称 TOFD 法

と名付けた． 
本報では，フェーズドアレイ非対称 TOFD 法による欠

陥開口面からの探傷において，フェーズドアレイ探触子の

振動子数，屈折角の影響を明らかにするために，超音波伝

搬シミュレーション解析によりこれを検討した． 
 

2.   探探傷傷方方法法 
 
2.1  原原理理  

 
図 2 に示すように，まず超音波の集束とその位置の制

御が可能なフェーズドアレイ探触子を TOFD 法に使用す

ることを考えた．送信用のフェーズドアレイ探触子により

超音波を焦点位置に集束させ，集束点に欠陥の先端があれ

ばその散乱波を受信用のフェーズドアレイ探触子で受信

させる．複数の異なる焦点位置の設定により，材料中の欠

陥の先端位置を探査することが可能である． 
SCC など欠陥の先端形状と屈折角によっては，散乱波

の発生と捕捉に影響し，異なる屈折角条件による探傷が有

効な場合もあると考えられた．しかし，送受信のフェーズ

ドアレイ探触子の間隔が一定で，送信と受信の屈折角が同

じである限りは，ある深さ位置に対する屈折角は 1 条件の

みである．そこで，欠陥先端に対して複数の異なる屈折角

による探傷結果を得るために，送信と受信の屈折角が同じ

ではない，非対称にすることを考えた．それが，図 3 に示

すような，フェーズドアレイ非対称 TOFD 法（以下，非対

称 TOFD 法）である．送信と受信とで異なる屈折角で探傷

することによって，任意の位置に焦点（交点）を設定する

ことが可能となり，複数の異なる屈折角条件による探傷デ

ータが得られ，より確からしい探傷結果の判断が期待でき

る． 
非対称 TOFD 法においては，送信と受信が対象となる

条件を除き，送信と受信の屈折角は異なることから，送信

図 2 フェーズドアレイ TOFD 法 

図 3 フェーズドアレイ非対称 TOFD 法 
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(度)
焦点深さ
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20

20

端部エコーの検討
0
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20
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表 2 探触子の仕様 
型式名称 4×8探触子 2×16探触子

周波数 2MHz 2MHz

振動子数 32 32

振動子配列
(左右×前後) 4×8 2×16

振動子配列ピッチ
(左右×前後，mm) 4.0 ×2.0 7.5 × 2.0

振動子全体寸法
(左右×前後，mm) 15.8 × 15.8 14.9 × 31.8

図 4 フェーズドアレイ探触子の振動子配列 
(1) 4×8 探触子 (2) 2×16 探触子 

図 5 ウェッジ形状 
(1) 4×8 探触子 (2) 2×16 探触子 
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(2) 材材料料・・欠欠陥陥 
 
被検体は，平面状の探傷面を持つ平板を想定した． 
超音波ビームの検討では，探触子とともに 3 次元モデ

ルとした． 
端部エコーの検討では，送信と受信の探触子を結ぶ方向

と直交する方向に欠陥面を持ち，深さ 20mm，間隙 0.5mm
のスリット状の欠陥を配置した 2 次元モデルとした． 

表 3 に，材料物性値を示す．ComWAVE では，弾性体の

物性値は，均質等方材については，音速（伝搬速度）によ

り設定する． 
材料内部の超音波伝搬現象の可視化の妨げになるよう

な超音波の不必要な反射を避けるために，材料の前後方向

の端面には超音波の減衰領域を設定した． 

(3) 入入力力信信号号 
 
入力信号として，解析モデルの送信探触子の振動子位

置に，振幅 A が式(1)で表されるウェーブレット波による

変位を初期条件として入力し，送信探触子の振動子からの

発信波とした．図 6 に入力信号の波形を示す． 
A = cos(2πf t)(1-cos(2πf t / 3))  式 (1) 

(4) 解解析析モモデデルル 
 

図7に，超音波ビームの検討に使用した3次元解析モデ

ルを，図 8 に欠陥端部エコーの検討に使用した 2 次元解析

モデルを示す． 

超音波ビームの検討に使用した 3 次元解析モデルでは，

超音波ビーム形状を可視化するために，探触子内部の超音

波の反射を低減する探触子領域の各面に超音波を吸収・減

衰させる無反射領域を設定している． 

 
(5) 解解析析条条件件 

 
ComWAVE は，8 節点立方体を要素とする．要素寸法は

超音波ビームの検討の際の 3 次元モデルでは 0.2mm，欠

陥端部エコーの検討の際の2次元モデルでは0.08mmとし

た．これは，解析対象である縦波 2MHz について，モデル

中遅い音速をもつウェッジ材料の波長の約 5 分の１およ

び約 13 分の１に，早い音速を持つ試験体材料の波長の約

13 分の１および約 32 分の１にそれぞれ相当する． 
要素数は，3 次元モデルでは，約 34 百万要素（4×8 探触

子），約 46 百万要素（2×16 探触子），2 次元モデルでは，

約 1.3 百万要素（4×8 探触子），約 1.7 百万要素（2×16 探触

子）である． 
時間ステップは，要素寸法と超音波伝搬速度から設定

し，3 次元モデルでは 2.8×10-8sec，2 次元モデルでは 1.11
×10-8sec である． 

超音波の送信探触子の振動子の発信を開始時刻とする

解析時間は，超音波ビームの検討の場合には，材料底面ま

で到達するまでの約 2.0×10-5sec，欠陥端部エコーの検討

の場合には，受信探触子の振動子の受信までとして，約 4.0
×10-5sec とした． 

解析は，Intel Xeon 2.8GHz CPU を使用した 4 並列計算

により行った．計算時間は，超音波ビームの検討の 3 次元

モデル解析で約 1 時間であった． 

表 3 材料物性値 

材料 種別
縦波音速

(m/s)
横波音速

(mm/s)
密度

(kg/m3) 減衰

探触子 均質等方材 2.33×103 1.16×103 1.05×103 なし

試験体 均質等方材 5.74×103 3.23×103 7.90×103 なし

図 6 入力信号の波形 

図 8 欠陥端部エコーの検討用解析モデル 

(2) 2×16 探触子 (1) 4×8 探触子 

図 7 超音波ビームの検討用解析モデル 

(1) 4×8 探触子 (2) 2×16 探触子 
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欠陥端部エコーの検討では，B スコープ画像を得るため

に，この伝搬解析を走査移動する探触子位置毎に行うこと

から，探触子位置の数に応じた解析回数を要した．探触子

走査範囲 40mmを 2mmピッチの探触子位置で解析を行う

解析数21回の場合で，約1～1.7時間の計算時間となった． 
 

4．．解解析析結結果果 
 
4.1 超超音音波波ビビーームムのの検検討討 

 
送信探触子から送信される超音波強度の分布を表す超

音波ビームを，図 9 に示すように，超音波ビームの中心と

推定される軸を含む超音波の入射方向の断面（前後方向）， 図 9 超音波ビーム可視化断面 

図 10 超音波ビーム走査角による変化 
(1) 4×8 探触子 (2)  2×16 探触子 
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およびこれに直交する断面（左右方向）における超音波の

強度分布を，青色から赤色までの色調変化により可視化し

た． 
図 10 に，送信探触子から送信される超音波強度の分布

を表す超音波ビームの走査角による変化を示す．入射方向

の断面（前後方向）の強度分布において，強度分布から推

定される超音波ビームの中心軸を赤色の破線で示してい

る．この赤い破線の角度は送信探触子の屈折角に相当し，

走査角に併記した．また，設定した走査角に相当する角度

を青色の破線で，表面からの深さ 20mm の焦点を走査角

の線上に黄色の丸い円で示している． 
いずれの探触子でも，超音波ビームは焦点位置を含む

方向に構成されている．しかし，走査角（屈折角）が大き

くなると，超音波ビーム上の強度の大きい領域の焦点から

のずれは大きくなり，4×8 探触子の方が顕著である．前

後方向の振動子数は，超音波ビームの走査角（屈折角）の

設定に影響し，この方向の振動子数の多い 2×16 探触子

の方が超音波ビームの構成には有効であると言える． 

走査角-20 度の超音波ビーム（図 10 中①，⑥）は，走査

角 20 度の超音波ビーム（図 10 中⑤，⑩）を左右反転させ

たもので受信される．図 11 に，送信と受信の超音波ビー

ムを一つの図で示した．送信の超音波ビームと受信の超音

波ビームの焦点上に欠陥端部があれば，そこからの散乱波

が受信探触子の振動子で受信され，受信側の超音波ビーム

構成に相当する遅延時間が与えられて受信信号が得られ

る．送信と受信の超音波ビームの焦点が一致していること

が，強度の大きい受信信号を得るために必要である．表面

からの深さ 20mm の焦点を走査角の線上に黄色の丸い円

で示している．送受信の超音波ビームの交点は，走査角線

上の焦点位置におおむね一致している．しかし，図 10 で

示したように，超音波ビーム上の強度の大きい領域は，4
×8 探触子，屈折角の大きい側で，焦点位置からのずれが

大きくなっている． 
図 10 において，黄色の破線円で示した主ビームとは異

なる方向に，グレーチングローブ(7)のような強度分布が表

図 11 送受信の超音波ビーム 

(1) 4×8 探触子 (2) 2×16 探触子 
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を表す超音波ビームの走査角による変化を示す．入射方向

の断面（前後方向）の強度分布において，強度分布から推

定される超音波ビームの中心軸を赤色の破線で示してい

る．この赤い破線の角度は送信探触子の屈折角に相当し，

走査角に併記した．また，設定した走査角に相当する角度

を青色の破線で，表面からの深さ 20mm の焦点を走査角

の線上に黄色の丸い円で示している． 
いずれの探触子でも，超音波ビームは焦点位置を含む

方向に構成されている．しかし，走査角（屈折角）が大き

くなると，超音波ビーム上の強度の大きい領域の焦点から

のずれは大きくなり，4×8 探触子の方が顕著である．前

後方向の振動子数は，超音波ビームの走査角（屈折角）の

設定に影響し，この方向の振動子数の多い 2×16 探触子

の方が超音波ビームの構成には有効であると言える． 

走査角-20 度の超音波ビーム（図 10 中①，⑥）は，走査

角 20 度の超音波ビーム（図 10 中⑤，⑩）を左右反転させ

たもので受信される．図 11 に，送信と受信の超音波ビー

ムを一つの図で示した．送信の超音波ビームと受信の超音

波ビームの焦点上に欠陥端部があれば，そこからの散乱波

が受信探触子の振動子で受信され，受信側の超音波ビーム

構成に相当する遅延時間が与えられて受信信号が得られ

る．送信と受信の超音波ビームの焦点が一致していること

が，強度の大きい受信信号を得るために必要である．表面

からの深さ 20mm の焦点を走査角の線上に黄色の丸い円

で示している．送受信の超音波ビームの交点は，走査角線

上の焦点位置におおむね一致している．しかし，図 10 で

示したように，超音波ビーム上の強度の大きい領域は，4
×8 探触子，屈折角の大きい側で，焦点位置からのずれが

大きくなっている． 
図 10 において，黄色の破線円で示した主ビームとは異

なる方向に，グレーチングローブ(7)のような強度分布が表

図 11 送受信の超音波ビーム 
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れている．走査角が大きくなることによって振動子の見か

けのピッチが大きくなり発生したものと考えられる． 
 

4.2 欠欠陥陥端端部部エエココーーのの検検討討 
 

図 12 に，B スコープ作成の基になった異なる探触子位

置における超音波伝搬解析のうち，入射した超音波が欠陥

端部に当たって散乱する状況を示す．送信振動子から送信

された超音波は（①），材料に入射した後，集束して欠陥

の端部に到達し（②），端部に当たって散乱した超音波の

一部は受信探触子に向かい（③），受信探触子の振動子に

到達し（④），受信信号が得られる． 
異なる探触子位置の受信信号により，図 13 のような B

スコープ画像が得られた．異なる探触子位置で得られた受

信波形の信号強度を，青色から赤色までの色調によって走

査角線上に描画したものである．B スコープに示された走

査角を示す直線に相当する位置の受信波形を例として示

している．赤色の矢印で示した位置に欠陥端部における散

乱波が表れており，走査角によるその強度の変化は顕著で

はない．図 10 に示したような超音波ビーム上の強度の大

きい領域と焦点位置のずれの影響は，B スコープ上の散乱

波の識別に影響はなかった．B スコープ上の散乱波の振幅

は，2×16 探触子の方が大きく観察され，振動子全体の探

触子サイズの大きいことが効いている． 
 

5．．設設定定条条件件のの検検討討 
 
超音波ビームの検討から，走査角が大きくなると，超音

波ビームの強度の大きい領域の焦点からのずれが大きく

なること，走査角を設定する方向の振動子数の多い方が，

超音波ビームの強度の大きい領域の焦点からのずれが小

さいことがわかった．欠陥端部エコーの検討から，この超

音波ビームの強度の大きい領域と焦点のずれによる影響

図 12  超音波伝搬状況 
(2) 2×16 探触子 (1) 4×8 探触子 
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は顕著ではなかった．しかし，振動子数が大きいと，振幅

の大きい散乱波の受信が期待できることがわかった． 
均質等方材での解析に対して，実際の材料は非均質異

方材であり，探傷部位も溶接部である．このことは，解析

で明らかになった超音波ビームの強度が大きい領域と焦

点位置のずれによって，欠陥端部の散乱波の受信，識別に

影響することが考えられる．実際の材料を用いた測定試験

による検証とその対策の検討が望まれる． 
 
 

6．．おおわわりりにに 
 
容器管台異材継手部の超音波探傷試験の探傷手法とし

て開発した，非対称 TOFD 法について，フェーズドアレイ

探触子の振動子数，屈折角の適切な設定条件を明らかにす

るために，超音波伝搬シミュレーション解析によりこれを

検討した 
その結果以下の結果が得られた． 
① いずれの探触子でも，超音波ビームは焦点位置を

含む方向に構成された． 

図 13  超音波伝搬状況 

(1) 4×8 探触子 (2) 2×16 探触子 
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② 走査角が大きくなると，超音波ビーム上の強度の

大きい領域の焦点からのずれは大きくなった． 
③ 送受信の超音波ビームの交点は，焦点位置におお

むね一致していた． 
④ B スコープでは，散乱波の強度の走査角による変

化は顕著ではなかった． 
⑤ 走査角を設定する前後方向の振動子数が多い方が，

より振幅の大きい散乱波の受信が期待できる． 
⑥ 超音波ビーム上の強度が大きい領域と焦点のずれ

は，溶接金属などの実際の材料においては，欠陥

端部の散乱波の受信，識別に大きく影響すること

が考えられ，実際の材料を用いた測定試験による

検討とその対策の検討が望まれる 
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PPWWRR11 次次系系模模擬擬水水中中ににおおけけるる TTTT669900 合合金金冷冷間間加加工工材材のの  

SSCCCC 発発生生評評価価((第第 44 報報))  --微微小小亀亀裂裂のの成成長長挙挙動動--  

SCC Initiation in Cold Worked Alloy 690 TT under Simulated PWR Primary Water (4th Report) 
 - Growth Behavior of Microcracks - 

 

寺地 巧(Takumi Terachi)*1，�� �(Toru �umaya)*2  山田 卓陽(Takuyo Yamada)*1 

山岡 祐樹(Yuki Yamaoka)*1  有岡 孝司(Koji Arioka)*1 

 

要要約約  TT690 合金冷間加工材の PWR1 次系における SCC 発生挙動について，ブラントノッチ CT 試

験片により検討した． 450℃で予めキャビティ生成処理を施し，PWR1 次系模擬環境下で 26,007 時

間にわたり促進 SCC 発生試験を行った結果，明瞭な SCC は生じなかったが，SCC 発生の前駆段階と

考えられる微小開口が認められた．微小開口について定期的に観察したところ，試験片表面の長

さ方向に伝播した後，開口幅が 2 µm 程度まで成長したが，概ね 1粒界程度で微小開口は停留する

傾向を示した．停留した要因には，結晶粒界毎に局所応力や割れ難さが異なり，亀裂が伝播する条

件が満たされる粒界が少ないことが影響したと推察される．そのため，TT690 合金の様に耐 SCC 性

に優れる多結晶体の材料では，強制的に微小開口を生じさせた場合でも，その進展が停留する可

能性があることが明らかとなった． 

 
キキーーワワーードド    TT690 合金, 応力腐食割れ，冷間加工,キャビティ生成処理, SCC 発生試験 
 
 

Abstract SCC initiation behavior of cold-worked Alloy 690 TT in PWR primary water was investigated 
using a blunt-notch CT specimen. A cavity formation treatment was performed at 450°C, and an induced SCC 
initiation test was performed for 26,007 hours under a simulated PWR primary water environment. No clear 
SCC was observed, but micro-openings, which are considered to be a precursor to SCC initiation, were 
observed. Periodic observations of the micro-openings showed that they propagated along the length of the 
specimen surface and grew to a width of about 2 µm, but tended to be arrested at about one-grain boundary. 
The cause of the arrest is thought to be that the local stress and crack resistance differ for each grain boundary, 
and there are few grain boundaries where the conditions for crack propagation are satisfied. Therefore, it was 
concluded that in materials with excellent SCC resistance such as Alloy 690 TT, the growth of micro-openings 
may be arrested.  
 
Keywords   Alloy 690TT, stress corrosion cracking, cold work, cavity formation, SCC initiation test 
 

 

1.  緒緒言言 
 

TT690 合金およびその溶接金属は耐応力腐食割れ

（stress corrosion cracking, SCC）性に優れる材料として加

圧水型軽水炉(pressurized water reactor, PWR) の 1 次系圧力

バウンダリーで用いられている．現在までのところ，実機

において SCC 発生の報告例はなく，実験室における環境

でも実機条件で亀裂が発生することを示す知見は見当た

らない．しかしながら，強い冷間加工を加えた場合に SCC
進展の感受性を示すことが確認されているため，重要機器

の安全研究として，SCC 発生，進展に対する取り組みが行

われてきた(1-5）． 
TT690 合金冷間加工材についての SCC 進展研究につい

ては，過去に実機で SCC を生じさせた 600 合金との比較

―――――――― 
＊１（株）原子力安全システム研究所 技術システム研究所 

＊２ 元（株）原子力安全システム研究所 技術システム研究所 現 関西電力（株） 

 

という形で整理が進められている．EPRI（Electric power 
research institute）は NRC（nuclear regulatory commission）
のサポートを受け亀裂進展線図を作成し，MRP-386 とし

て評価結果を公開している．その報告書の中では，保守的

に評価した場合，600 合金と比べて TT690 合金は 38 倍の

改善効果が見込まれることが述べられている(6,7)．TT690合
金の SCC 進展速度が遅い要因については，一般に材料中

のクロム濃度や炭化物の違いが影響していると考えられ

ている(8)． 
TT690 合金に関する SCC 進展に関する取り組みは，仮

に亀裂が発生した場合でも，安全性を評価できるように検

討が行われているもので，米国では xLPR（Extremely Low 
Probability of Rupture）プロジェクトでの活用が想定されて

いる (9)．この xLPR は確率論的評価手法を用い，極度に可

１ 
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能性が低い劣化事象についても配管等の破断に関するリ

スクを検討するものである(10)．そのため，TT690 合金のよ

うに極めて耐 SCC 性に優れる材料も評価対象に含まれる

が，安全リスクを精緻に理解するためには，亀裂進展のみ

ならず，発生に対しても理解を深めることが重要といえる． 
現在，SCC 発生試験については知見が限定的であるも

のの，TT690 合金は SCC が発生し難い材料であることが

広く知られている (11-13)．例えば，Maeguchi ら(14)は TT690
合金の定荷重引張試験での検討で，11 万時間経過時点で

も SCC による破断が生じていないことを報告しており，

促進条件を加味しない条件では SCC 発生は生じ難いと考

えられる．一方，機構論的な取り組みとしては，Arioka ら
(15,16)が高温ガス中での亀裂発生試験に取り組み，粒界キャ

ビティの生成が亀裂発生に影響する可能性を指摘してい

る．試験には TT690 合金 20%冷間加工材が用いられ，ブ

ラントノッチ試験片を 400℃以上の高温ガス中でクリー

プ試験を行うことで，粒界で割れが生じる事を報告してい

る．この粒界割れは，長時間高温にさらすことでキャビテ

ィ生成により粒界結合力が低下することを示唆する事象

である．また，Zhai ら(13)が行った 31％CW(冷間加工)材の

360℃環境下における試験では，15 µm を超える微小なキ

ャビティ生成を伴った粒界割れが生じる事が確認されて

いる． 
これらの知見を総括すると，TT690 合金は耐 SCC 性に

優れることは明確であるものの，将来にわたり SCC が生

じないかどうかを判断するには，機構論的な理解と促進試

験による知見拡充が必要と考えられる．当研究所において

は，TT690 合金の SCC 進展・発生研究に対して取り組み

を進め，冷間加工や環境条件の影響および SCC 発生の可

能性に対して評価を実施してきた(17-19)．特に近年はSCC発

生に対する評価に注力し，変形を許容する応力条件の適用

やキャビティ生成処理を事前に施すことで，微小な亀裂状

の開口の生成が促進されることを確認してきた．この微小

開口は SCC 発生期における状況を示すと推察されるが，

目視では視認できない0.1㎜以下のサイズに留まっており，

長時間経た後に SCC に至る可能性は明確となっていない． 
本報告では，これまでの評価で認められた微小開口が，

その後の長期評価によって，成長する可能性について検討

した結果について述べる．具体的には，キャビティ生成処

理により SCC 発生を促進した試験片について，PWR１次

系模擬環境で長時間の SCC 発生試験を継続し，微小開口

が変化する状況を観察した．また，併せて亀裂の発生から

伝播への移行挙動を考察するために，過去に実施したSCC
進展試験片に生じた微細な亀裂について再評価した．これ

により，SCC 発生段階の現象と考えられる微小開口の形

成から，亀裂の伝播に至る挙動について考察した． 
 

 

2.  実実験験方方法法 
  

2.1  供供試試材材及及びび試試験験片片 
 

供試材には，表 1 に示す化学組成で，溶体化処理の後，

700℃で 15 時間の TT 処理(thermal treatment, 特殊熱処理)

を施した TT690 合金を 20%冷間加工して用いた．表 2 に供

試材の機械特性を示す．図１に亀裂発生試験に用いたブラ

ントノッチ型 CT(blunt notched compact tension, BNCT)試験

片形状を示す．試験片は SCC 進展試験に広く用いられてい

る 0.5TCT（compact tension）試験片と同様の形状だが，ノッ

チ先端を R=0.5mm とし予亀裂は導入していない．試験片の

冷間加工方位は速い進展速度が報告されている T-L 方位と

した（20,21）．SCC が発生するノッチ底部はダイアモンドペー

スト 1 µm 仕上げとした．この条件下では，通常の材料表面

に残存する表面化工層が除去され，微小開口の観察が容易

になる． 

 

表1 供試材の化学組成(wt.%) 

C Si Mn P S Cu Ni Cr Fe 

0.019 0.30 0.32 0.009 0.0006 0.04 59.25 30.18 9.42 

 

表2 供試材の機械特性 

冷間加工度

(%) 
温度(oC) 0.2%耐力(MPa) 引張強さ(MPa) 

20 

室温 716 790 

320 620 660 

360 546 613 

450 551 608 

 

 

 
 
 
 
 
 
 
 

図１ BNCT 試験片の形状 
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2.2  促促進進SCC発発生生試試験験 
 

促進 SCC 発生試験の条件を表 3 に示す．試験は，予め

SCC 発生を促進する手法として，450℃の大気中で応力を付

与し，粒界キャビティの生成を促した．この粒界キャビテ

ィ生成処理に対しては，過去の検討を参考とし，クリープ

のみで亀裂が発生しない条件として 220 時間実施した． 
その後，PWR1 次系模擬水として溶存水素を添加したほ

う酸，水酸化リチウム水（500 ppm B + 2 ppm Li + DH 30cc-
STP/kg･H2O）環境下で長期の SCC 発生試験を実施した．

SCC 発生試験中，定期的に腐食試験装置より試験片を取り

出し，亀裂の発生状況について走査型電子顕微鏡（scanning 
electron microscope, SEM）にて観察を実施した．これら検討

条件に関する詳細は，既報に記したとおりである(19）．応力

条件については，本来，亀裂が導入されていない試験片に

応力拡大係数（K 値）の概念は適用できないが，CT 試験片

の応力状態として理解しやすい概念であることから，本研

究では便宜上，亀裂が存在する場合に 40MPa√m 相当の K
値となる条件で試験した．これらの負荷荷重は大気中と

PWR１次系模擬水中で同一である．付与されている応力の

計算値は，2.4 章の項目で述べる． 

 

表3 促進亀裂発生試験の条件 

試験片ID 

大気中 PWR1次系模擬水中 

温度(℃) 試験時間(h) 温度(℃) 積算試験時間(h) 

H2016GKT 

69C20BN03TL 
450 220 360 26,007 

 

2.3  SCC進進展展試試験験片片のの破破面面ににおおけけるる評評価価 
   

過去に実施した SCC 進展試験では，殆ど亀裂が進展しな

かった試験片があり，破面の状態は亀裂発生に対しても示

唆を与えるものと考えられた．そこで，SCC 進展試験片の

うち，破面解放時に微細な亀裂のみが観察された試験片に

ついて再評価を実施した．検討に供した試験片の試験条件

は表 4 に記載のとおりである．SCC 進展試験は，促進 SCC
発生試験と同様の TT690 合金 20％CW 材を用いた．試験片

形状には 0.5TCT 試験片を用い，予め 2.5 ㎜程度の疲労予亀

裂を導入した後，320℃の PWR1 次系模擬環境下にて 24,129
時間かけて実施した．その他，SCC 進展試験手法の詳細は

既報に記載のとおりである（22）．  
 
表４ 観察に供した SCC 進展試験片の試験条件 
試験片ID 材料条件 試験環境 荷重(kN) 試験時間(h) 

GKT69C 

20B 

Alloy690+20

％CW(T-L)材 

320℃， 

PWR1次系模

擬水 

6.91kN 

K=30MPa√m 
24,129 

 
 

2.4  促促進進SCC発発生生試試験験片片のの応応力力状状態態 
 

SCC 発生試験時の応力状態を有限要素法（finite element 
method, FEM）による弾塑性解析により評価した．計算には

供試材と同じ材料で実測した真応力―真歪曲線を用い，当

方性材料として汎用有限要素解析コード ABAQUS(23 )によ

り計算した．具体的には，図 1 に示した BNCT 試験片形状

に，9.2ｋN の荷重を加えた条件（見かけの K 値 40MPa√m

   
(a)ミーゼス相当の応力         (b)主応力方向の応力             (c)塑性ひずみ 

図２ TT690合金(20%CW), BNCT試験片のFEMによる応力解析結果 
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相当）として計算を行った．評価はキャビティ生成条件で

ある 450℃と PWR 環境中での亀裂発生条件として採用し

た 360℃および一般的な温度条件として 320℃で実施した． 
図２は試験片板厚方向中央部のノッチ底部から深さ（亀

裂が進展する方向）への応力および塑性ひずみの分布につ

いての計算結果である．図 2(a)に示したミーゼスの相当応

力は，いずれの温度域でもノッチ底部で最大応力を示し，

内部ほど低下することが分かる．320℃，360℃，450℃の比

較では低温条件ほど高い応力となっているが，これはそれ

ぞれの温度条件における応力歪関係の違いにより差が生じ

たものである．ミーゼスの相当応力の最大値は概ね耐力に

対応する値となっている． 
図 2（b）に示した荷重軸方向の応力は，亀裂が開口する

方向の応力であり，何れも材料内部の 0.5 ㎜程度の領域に

最大部がある．これらの荷重が高い領域では比較的早い段

階でキャビティが生じる事が確認されている（19）．試験片表

面のノッチ底部では，ピーク位置と比べると応力が低下し

ているものの，耐力よりも高い荷重軸方向の応力が生じて

いることが分かる． 
材料の塑性ひずみ状態としてはノッチ底部で 0.013-0.017

程度と評価された．いずれの環境でも僅かに塑性が生じた

状態で，過度な応力が付与されている試験と解釈される． 

 

3.  結結果果  

 
3.1  ノノッッチチ底底部部のの観観察察 
 

450℃×220 時間の大気中キャビティ生成処理後に 360℃
×26,007時間のSCC発生試験を実施した後のノッチ底部の

表面状態を図 3 に示す．本試験片については，18,037 時間

までの試験状況を既報でも紹介しているが，これまでも目

視で視認できるような亀裂は確認されていなかった(19)．

26,007 時間経過時点でも，その状況に変化はなく，明瞭な

亀裂形成には至っていない．しかしながら，既報でも述べ

た通り SEM による拡大観察では，図 3 の開口 1 や開口 2 の

ように，微小開口が認められている(19)．開口１と開口２は

代表例として述べたもので，他にも類似の開口が観察され

ている．いずれも腐食生成物が周囲に形成され，SEM で 250
倍程度の観察を実施した時に把握できたもので，破壊に寄

与するような明瞭な亀裂には成長していない． 
 

3.2  微微小小開開口口のの経経時時変変化化 
 

図 4 に，定期的に試験を停止し SEM により確認した開

口 1 の経時変化を示す．開口が認められる領域の長さは，

2,269 時間経過した時点で 74 μm として評価された．その

後，2269 時間の 10 倍以上に及ぶ 26,007 時間まで試験を継

続しているが，開口長さは 82 µm に留まり，大きな進展は

確認されていない． 
一方，表面の腐食生成物の状況には経時的な変化が認め

られた．2,269 時間から 10,859 時間の間は，開口部近傍に多

くの腐食生成物の形成が集中しており，開口部の位置が比

較的分かりやすい状況となっている．しかし，その後 15,886
時間以降は，周囲にも等しく腐食生成物が成長し，26,007 時

間経過後は開口の位置が判断し難い状況となった． 
開口の状況変化をより拡大して確認した SEM 像を図 5

に示す．図 5 は図 4 の中央部を拡大したもので，2,269 時
間の段階では，周囲の腐食生成物も少なく，比較的明瞭に

開口領域を観察することができる．SEM 像から評価された

開口幅は，2,269 時間の段階で 0.7 µm であった．その後，

時間の経過とともに周囲の腐食生成物成長を伴って開口幅

が増加し 15,886 時間の段階では開口幅が 2 µm に至った． 
しかし，15,886 時間経過後，26,007 時間までの様相につ

いては大きな変化は認められなかった． 15,886 時間後の約

1 万時間では，開口幅が 2 µm から 2.3 µm への変化しか生

じさせず，腐食生成物の成長も顕著ではなかった．  
 

開開⼝⼝ 11  

図 3 BNCT 試験片ノッチ底部の低倍における SEM 観察像

と微小開口の代表例 (450℃×220h 大気中+360℃×

26,007h PWR環境中) 

開開⼝⼝ 22  
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3.3  SCC進進展展試試験験片片のの微微小小亀亀裂裂のの状状況況 
 
亀裂が停留する挙動は，しばしば SCC 進展試験でも観

察される現象である．そこで，SCC 発生挙動への理解を深

めるため，過去に実施した SCC 進展試験から，微小な亀

裂のみが観察されていた試験片について観察した．図６に，

20％CW を付与した TT690 合金の 0.5TCT 試験片を 320℃
の PWR1 次系模擬環境下に約 2.4 万時間浸漬して SCC 進

展試験を実施した後，疲労破壊にて破面解放した試験片の

破面を示す． 
破面の SEM 像は，疲労予亀裂先端から粒界破面が形成

された領域を観察したものである．粒界は 11 視野で観察

され，明確な判断は困難だが，概ね 1 粒界程度であった．

これらの観察は，疲労予亀裂を導入し応力集中部を形成さ

せた試験片であっても，比較的割れが生じやすい条件が成

立した粒界のみで先行して亀裂が発現することを示して

いる．また，いずれの粒界破面も 1 粒界程度であることか

ら，割れが生じやすい粒界が 1 粒界の伝播後に停留したも

のと推察される． 
 
4.  考考察察  

 
4.1  微微小小開開口口のの経経時時変変化化 
   

促進 SCC 発生試験では微小開口が生じることが分かっ

たが，長期の観察によれば亀裂が停留する可能性があるこ

とが確認された．観察された 0.1 mm に満たない微小な開

口は，実構造材の健全性に対して影響を及ぼすとは考え難

いため，停留挙動は実機健全性に対して重要な意味を持つ

可能性がある． 
図 7 に微小開口の幅の経時変化を示す．これらは，2,269

時間試験時点で認められた開口１と開口 2 の 2 か所につ

いて，その開口幅変化を長期にわたり観察した結果である．

開口１は徐々に開口幅の変化が遅くなり，2 µm を超えた

図４ 微小開口(図３開口１)の経時変化に関する

SEM 像(450℃×220 h 大気中+360℃×～26,007h 
PWR 環境中) 

図５ 微小開口(図 4 の拡大)の経時変化に関する SEM
像，図４の拡大観察結果(450℃×220 h 大気中+360℃×

～26,007 h PWR 環境中) 

開口幅 0.7 µm 開口幅 1.0 µm 

開口幅 2.0 µm 開口幅 1.6 µm 

開口幅 2.1 µm 開口幅 2.3 µm 

開口幅 2.3 µm 
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亀裂が停留する挙動は，しばしば SCC 進展試験でも観

察される現象である．そこで，SCC 発生挙動への理解を深

めるため，過去に実施した SCC 進展試験から，微小な亀
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展試験を実施した後，疲労破壊にて破面解放した試験片の

破面を示す． 
破面の SEM 像は，疲労予亀裂先端から粒界破面が形成

された領域を観察したものである．粒界は 11 視野で観察

され，明確な判断は困難だが，概ね 1 粒界程度であった．

これらの観察は，疲労予亀裂を導入し応力集中部を形成さ

せた試験片であっても，比較的割れが生じやすい条件が成

立した粒界のみで先行して亀裂が発現することを示して

いる．また，いずれの粒界破面も 1 粒界程度であることか

ら，割れが生じやすい粒界が 1 粒界の伝播後に停留したも

のと推察される． 
 
4.  考考察察  

 
4.1  微微小小開開口口のの経経時時変変化化 
   

促進 SCC 発生試験では微小開口が生じることが分かっ

たが，長期の観察によれば亀裂が停留する可能性があるこ

とが確認された．観察された 0.1 mm に満たない微小な開

口は，実構造材の健全性に対して影響を及ぼすとは考え難

いため，停留挙動は実機健全性に対して重要な意味を持つ

可能性がある． 
図 7 に微小開口の幅の経時変化を示す．これらは，2,269

時間試験時点で認められた開口１と開口 2 の 2 か所につ

いて，その開口幅変化を長期にわたり観察した結果である．

開口１は徐々に開口幅の変化が遅くなり，2 µm を超えた

図４ 微小開口(図３開口１)の経時変化に関する

SEM 像(450℃×220 h 大気中+360℃×～26,007h 
PWR 環境中) 

図５ 微小開口(図 4 の拡大)の経時変化に関する SEM
像，図４の拡大観察結果(450℃×220 h 大気中+360℃×

～26,007 h PWR 環境中) 

開口幅 0.7 µm 開口幅 1.0 µm 

開口幅 2.0 µm 開口幅 1.6 µm 

開口幅 2.1 µm 開口幅 2.3 µm 

開口幅 2.3 µm 

37INSS JOURNAL Vol .  31 2024 NT-4



6 
 

あたりで停留した．開口２については，より明瞭な停留の

傾向を示し，10,859 時間までの期間は，1.5×10-4 μm/h で
あったが，その後 2.0×10-5 μm/h にまで減少し，開口１と

同様に 2 µm 程度の開口幅に到達した後に停留している． 
2 µm の開口に相当する亀裂深さについては，過去の断

面観察の結果から推察できる可能性がある．前報では類似

の亀裂を形成させた後に断面観察を行い，0.5 µm の開口

の時に，深さ方向の伝播長さが 16.3 µm であることを確認

している(18)．この値は一例に過ぎないが，亀裂の深さと開

口幅の比率が同程度であると仮定した場合，2 µm の開口

幅は約 65 µm の深さに相当する．この深さは，開口長さで

ある 82 µm に近い値であり，概ね 1 粒界に相当する長さ

である．そのため，2 µm 程度の開口が生じた状況は，1 粒

界程度の伝播後に相当すると考えられ，1 粒界程度の伝播

後に停留が生じたと推察される．  
微小開口の表面長さ方向の変化を図８に示す．比較的

早い段階で表面の開口は生じており，PWR１次系環境へ

の浸漬後初めて観察した 2,269 時間の段階で約 80 µm の

開口長さが計測された．この開口長さは，26,007 時間経過

しても殆ど変化していないため，比較的速く 1 粒界程度表

面方向で伝播した後に停留したものと判断される．これら

の 1 粒界伝播後に停留する挙動は，表面の長さ方向と，深

さ方向で共通した特徴であると考えられる．  
 
4.2  微微小小開開口口のの成成長長挙挙動動 

 
本研究では，促進条件で SCC 発生を試み，微小開口を

生じさせたが，その微小開口も 1 粒界程度で停留する傾向

が認められた．観察結果から，微小開口がどのような成長

図7 促進SCC発生試験に認められた微小開口の幅

の変化(450℃×220 h 大気中+360℃×26,007 h 
PWR 環境中) 
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下，K=30MPa√m，24,129h） 
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過程で形成したかを模式的に示すと，図 9 のような変化が

想定される． 
微小な開口は，表面の長さ方向で伝播した後，深さ方向

への伝播を開始している．これは開口長さが比較的早い段

階で 1 粒界に到達していることと，その後，開口幅が停留

するまでの間に腐食生成物が開口近傍に多く生じている

ことからわかる．深さ方向についても，開口幅が 2 µm 程

度で変化が緩慢となった事から，1 粒界程度で伝播が停留

したと考えられる． 
次に，1 粒界程度で伝播が停止した理由について考察す

る．TT690 合金は面心立方格子（FCC）で構成されている

ため，111 面で選択的にすべりを生じさせるが，すべり易

い方位と，すべり難い方位が存在する．そのため，各結晶

粒ではすべりの状況に違いが生じ，結晶粒ごとに歪や応力

に大きな差が生まれる．開口が生じるには作用する応力が

粒界結合力を超える必要があるが，もともと TT690 合金

は割れにくい材料であるため，その条件が成立する粒界は

非常に少ないと考えられる．言い換えると，特定の条件が

揃った粒界でのみ開口が生じることができるが，そのよう

な特定の条件が揃った粒界が連続して形成していなけれ

ば，開口は停留することとなり，状況によっては応力緩和

が進行した後に停止する可能性もある．  
結晶粒毎に応力の違いが生じる事については，結晶塑性

有限要素解析などを用いた解析でも検証されている(24)．ま

た，EBSD を用いた歪の解析などでも，結晶粒界毎に歪の

分布が異なることなどが明らかとなっている(25)．これらの

状況から，比較的割れやすい条件が整った粒界で開口が生

じ，その後次の粒界で停留することは，耐 SCC 性に優れ

るTT690 合金におけるSCC の初期段階で生じ得るものと

考えられる． 
結晶粒界のような微視組織が亀裂の発生，進展に影響

する概念は，疲労破壊でも報告されており MSC 
(Microstructurally Small Crack)として知られている(26 ,27 )．

MSC は結晶粒と同程度かそれ以下のサイズを持つ亀裂で

あり，材料の局所的な微視構造に強く依存することが分か

っている．亀裂先端場の微小領域における応力や歪の条件

が，粒界性格などの微視組織の影響を受けることで，亀裂

成長が一時的に遅延することなどが要因と考えられる．た

だし，MSC は疲労破壊において繰り返し応力が付与され

る条件での現象であるため，腐食や粒界結合力が重要な役

割をもつ本環境の現象と同種の機構として扱えるかにつ

いては検討を要するものと思われる． 
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図 8 促進亀裂発生試験に認められた微小開口部

位の開口長さの変化(450℃×220h 大気中+360℃
×26,007h PWR 環境中) 

図 9 TT690 合金の微小開口の成長挙動に関する模式図と SCC 発生概念の関係 
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4.3  SCC発発生生にに要要すするる期期間間 
 
本研究では微小開口の成長挙動を 26,007 時間 (約 3 年)

にわたり精緻に評価したが，図 9 に模式的に示した通り，

開口が SCC としての伝播期に至るまでには，潜伏期や停

留期についても考慮する必要がある． 
潜伏期は粒界結合力が低下する期間と想定されるため，

本研究では 450℃×220 時間の高温大気中試験によるキャ

ビティ生成により模擬した．キャビティ生成は金属材料の

粒界拡散が関与した現象であるため，一般にアレニウス型

の温度依存性を示すと考えられる．SCC 発生に対応する

活性化エネルギーについて明瞭な値は示されていないが，

過去の高温ガス中クリープ試験による亀裂進展試験の知

見では， 240kJ/mol の活性化エネルギーが報告されている
(28)．仮に，この活性化エネルギーを用い 450℃から 320℃
に温度補正すると，220 時間のキャビティ処理は，158 年

程度という長期に換算され容易に亀裂が生じるものでは

ないことが分かる．しかし，この計算はクリープ試験の活

性化エネルギーを適用したもので，水中で想定される腐食

の影響が加味されておらず，低温まで外挿していることや，

亀裂進展条件であることなどの課題を有するため，引き続

き基礎知見の拡充が必要である． 
次に，図９に示した停留期間を超えて伝播期に移行す

るまでの期間について考える．発生から伝播に移行するに

は，亀裂が連続的に伝播するのに十分な駆動力が必要とな

る．具体的には，複数の結晶粒界で割れが生じ，合体と成

長を継続する条件となるか，単一粒界の亀裂が十分に成長

し十分な応力拡大係数を示す条件となる必要がある．前者

の複数の結晶粒界で割れが生じるケースについては，600
合金についての検討例がある．Bolivar ら(29)はデジタル画

像相関法を用い SCC における複数亀裂の相互作用を観察

し，表面方向での亀裂伝播後に，亀裂間の合体と成長が生

じる事を報告している．しかし，600 合金は粒界酸化が容

易に生じる材料であるため，TT690 合金では同種の現象は

生じ難い可能性がある(30,31)． 
現時点で，停留後の伝播についての十分な知見がない

ため，その期間を推測することは困難である．しかし，あ

らかじめ応力集中部を生じさせたSCC進展試験で，24,129
時間荷重を付与した条件でも 1 粒界程度で停留するもの

が多く観察されているため，2 粒界目への伝播が容易では

ないことが想定される．また，実験室の条件では外力によ

り応力を付与するため亀裂の成長とともに応力が増加す

る条件になり得るが，実機では一定の歪条件が維持される

ため，高温条件では転位の運動により応力が緩和する可能

性もある． 

これらの状況を踏まえると，TT690 合金が SCC を生じ

させる可能性については，引き続き機構論に基づいた検討

を深化させる必要もあるが，微小開口が停留する挙動につ

いても考慮したうえで，定量評価に取り組むことが必要と

考えられる． 
 

5.  ままととめめ 
 

TT690 合金の SCC 発生挙動について知見を拡充させる

ため，ブラントノッチ CT 試験片を用いて，促進 SCC 発

生試験を実施した．予め大気中で粒界を弱化させるキャビ

ティ生成処理(450℃×220 時間)を施し，その後 PWR1 次

系模擬環境下で荷重を加え微小開口を強制的に生じさせ

た．その後，定期的に試験片を取り出し微細な開口の変化

について評価した結果，SCC 発生の初期段階の現象に対

して以下のことが明らかとなった．  
・ TT690 合金は耐 SCC 性に優れるが，冷間加工材に対

して促進条件を用いることで，微小開口を生じさせる

ことができる． 
・ ブラントノッチ試験片底部に生じた微小開口は，

2,269 時間後に観察された後，26,007 時間の現時点ま

で，長さが殆ど変化しなかった．その状況から，表面

方向での伝播は 1 粒界分成長した後に，停留したと考

えられる． 
・ 開口幅については，約 2 µm 程度で停留することが分

かった．この開口幅は 1 粒界程度の亀裂深さに相当す

るため，深さに対しても 1 粒界で停留すると推測され

る．  
・ 開口の成長が停留する要因は， SCC 感受性が低い材

料であるため，条件の整った粒界でのみが開口したこ

とが影響したと推察される．また，この開口が生じる

条件に対しては，結晶粒毎に局所応力や割れ難さが異

なることも影響していると考えられる． 
・ TT690 合金の様に耐 SCC 性に優れる材料では，微細

な亀裂が生じても停留する可能性があるため，SCC発

生挙動を定量的に評価するには，この停留期間も評価

する必要があると考えられる． 
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要要約約      加圧水型原子炉（PWR）の 1 次冷却材環境下では，通常，水素脱気により腐食電位が十分

に下げられた環境となっているが，限定的ではあるものの腐食電位が高くなる可能性がある部位

が存在する．この PWR の 1 次冷却材で高腐食電位を想定した SCC 進展挙動評価をする場合，水

質の影響も考慮に入れる必要がある．また，高温に長期間曝される場合には，熱時効の影響評価も

必要と考えられる．そこで我々の研究グループでは，PWR の１次冷却材環境下におけるステンレ

ス鋼溶接金属の SCC 進展挙動を，熱時効の影響に着目し，第１隔離弁の外側の安全注入系の水質

を代表例として 2900 ppm B を含む水質条件での SCC 進展挙動を調べてきた．前報では,316L 溶接

金属の SCC 進展速度に及ぼす 400℃10kh までの熱時効は，あまり影響しないが，400℃で 20kh の

熱時効材では，未時効材に比べて SCC 進展速度が増加する傾向があり，長時間熱時効の影響が示

唆された．本研究では，308L 溶接金属の長時間熱時効材について，SCC 進展に及ぼす熱時効の影

響を調べ，また 316L 溶接金属との比較により鋼種の影響を調べた． 
 その結果，308L 溶接金属の SCC 進展速度は，400℃20kh までの長時間熱時効後もあまり変わら

ず，むしろ減少傾向であった．この傾向は，316L 溶接金属 400℃で 20kh の熱時効材では，未時効

材に比べて SCC 進展速度が増加する傾向と異なる．未時効条件におけるステンレス鋼溶接金属中

のフェライト相は，SCC を生じず SCC 進展抑制因子として働くことが示唆された．フェライト相

が熱時効硬化することにより，粒内型（TG）SCC を起こすようになった場合に，SCC 進展速度が

増加するものと考えられ，一方，熱時効後も TGSCC を生じない場合には SCC 進展は増加しない

ものと考えられた．フェライト相が TGSCC を起こすようになる熱時効条件については，鋼種の影

響が示唆された． 
 
キキーーワワーードド    ステンレス鋼溶接金属，高温水中応力腐食割れ（SCC），SCC 進展速度，熱時効，加圧水型原子
炉
 
Abstract Pressurized water reactor (PWR) primary water is normally controlled at a low corrosion potential 
by hydrogen injection into the water. But primary water with a high corrosion potential exists outside the 
pressure boundary, because there are pipelines filled with aerated water. To evaluate the stress corrosion 
cracking (SCC) behavior in such high corrosion potential conditions in PWR plants, water chemistry should 
also be considered because the B and Li concentrations in the water depend on its location in the plants. And 
when the materials have been used at high temperature conditions, influence of thermal-aging on SCC should 
also be considered. In our research program, the SCC growth behaviors of unaged and aged stainless steel 
(SS) weld metals were investigated in oxygenated high-temperature water with 2900 ppm B water as an 
example for the safety injection system line water. In our previous report, the effect of thermal-aging up to 10 
kh at 400°C on the SCC growth rate of 316L weld metal was not significant, but the SCC growth rate after 
aging for 20 kh at 400°C tended to increase compared to that of unaged material, suggesting the effect of 
long-term thermal-aging. In this report, the effect of long-term thermal-aging on SCC growth of 308L weld 
metal was investigated, and the effect of steel type was compared with that of 316L weld metal. 
 As a result, the SCC growth rate of the 308L weld metal did not change significantly after thermal-aging 
at 400°C for up to 20kh, but rather it showed a decreasing trend. This trend was different from that of 
316Lweld metal aged at 400°C for 20kh, where the SCC growth rate tended to increase compared to that of 
the unaged material. It is suggested that the ferrite phase in SS welds under unaged conditions does not cause 
SCC and rather acts as a factor to inhibit SCC growth. The SCC growth rate was considered to increase when 
thermal age-hardening of the ferrite phase caused trans-granular (TG) SCC, while SCC growth did not 
increase when TGSCC did not occur even after thermal-aging. It is suggested that the effect of steel type on 
the thermal-aging conditions under which the ferrite phase undergoes TGSCC. 
 
Keywords   stainless steel welds， stress corrosion cracking (SCC) in high-temperature water， SCC growth rate， 
thermal-aging,  pressurized water reactor (PWR) 
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1.  ははじじめめにに 
 

高温水中でのステンレス鋼溶接金属部の（stress 
corrosion cracking, SCC）事例として，沸騰水型原子炉

（boiling water reactor, BWR）の再循環配管で，溶接部近傍

で強い加工を受けたステンレス鋼母材部で発生した SCC
が溶接金属部に達している事例が報告されている(1)．その

後，ステンレス鋼溶接金属部の SCC 進展挙動に関する研

究では，BWR の通常水質（Normal water chemistry，NWC）
のような酸素を含む 288℃の高温純水中での SCC 進展速

度データが取得，報告され(2-9)，またマサチューセッツ工科

大学（MIT）の研究グループによれば，316L 溶接金属は

400℃5khの熱時効によりSCC進展速度が増加する傾向が

報告される(5-8)など，熱時効の影響についても検討されて

いる．ステンレス鋳鋼やステンレス鋼溶接金属の熱時効の

影響については，材料中に含まれるフェライト相が長期間

の使用により熱時効硬化し，靭性等の機械的性質が低下す

ることが知られている．この熱時効による材料特性変化に

ついては多くの報告(10-13)があり，靭性，シャルピー衝撃値

等の機械的性質に関する経年劣化過程はほぼ明らかにな

っている．一方で，熱時効後に材料特性が変化したことに

よる高腐食電位環境下の SCC 挙動や腐食疲労への影響に

関して，MIT 以外の研究報告例もある(3, 14-16)が，熱時効は

影響しないか，むしろ SCC 進展速度を減少するとする報

告例(3,14,15)もあり，この熱時効の SCC 進展への影響につい

ては必ずしも明確ではない． 
一方，加圧水型原子炉（pressurized water reactor, PWR）

の 1 次冷却材環境下では，通常，水素脱気により腐食電位

が十分に下げられた環境となっており，このような低腐食

電位環境下においては，ステンレス鋼溶接金属およびステ

ンレス鋳鋼は優れた耐 SCC 進展性を示し，またその耐

SCC 進展性は 400℃40kh の長時間熱時効後も維持される

ことが，著者らにより報告されている(16)．しかし，PWR の

系統においても限定的ではあるものの腐食電位が高くな

る可能性がある部位が存在し，初期の PWR プラントでは

キャノピーシール溶接部での（Inter-granular, IG）SCC 事例

(17)や，安全注入系第１隔離弁近傍での SCC 事例(18)など，

酸素が滞留したと考えられる配管などの閉塞部で，高い腐

食電位が影響したと思われるステンレス鋼の SCC 事例が

報告されている(17-20)．また，第１隔離弁の外側を想定した

場合では，大気開放系の水が満たされており，PWR にお

いても酸素を含む高腐食電位を想定する必要がある．第 1
隔離弁の外側は，主配管の温度に比べて十分に低い温度が

想定されるが，キャビティフローが発生した場合には，主

配管の温度に近い高温に曝されるケースも考えられる．ま

た安全注入系の水質では，1 次冷却材に比べて高濃度のホ

ウ素（B）を含み，その濃度はプラントや系統によって異

なる．したがって，第 1 隔離弁の外側での SCC 挙動評価

のためには，この水質と温度の影響について考慮に入れる

必要がある． 
 上記のような状況を背景とし，前々報(21)では，PWRでの

ステンレス鋼溶接金属部の酸素を含む高温水中のSCC進
展挙動に及ぼす水質と温度の影響について，安全注入系の

水質のB濃度を想定し，2900 ppm Bでリチウム（Li）の添

加はない水質を選定し，比較的高温側（290と320℃）のSCC
進展挙動を調べ，水質の影響によりSCC進展速度が増加す

る傾向や，290℃は320℃に比べてSCC進展が抑制される傾

向を報告した．さらに前報(22)では，316L溶接金属のSCC進
展速度に及ぼす熱時効の影響について，400℃10khまでの

熱時効はあまり影響しないが，400℃で20khの熱時効した

316L溶接金属は，未時効材に比べてSCC進展速度が増加す

る傾向があり，長時間熱時効の影響が示唆されることを報

告した．本報告では，鋼種の異なる308L溶接金属の400℃
20khまでの長時間熱時効材について，SCC進展に及ぼす熱

時効の影響を調べた結果を報告する．また，フェライト相

の熱時効挙動評価としてアトムプローブ分析を実施し，熱

時効程度とSCC感受性の関係を評価した結果も報告する． 
 

2.  実実験験方方法法 
 

2.1  供供試試材材 

表 1 ステンレス鋼溶接金属の化学組成（カタログ値）(wt.%) 
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ステンレス鋼溶接金属は，市販の 316L および 308L 組

成の溶接棒を用い，それぞれ SUS316 と SUS304 ステンレ

ス鋼に V 開先を施し，初層部をティグ（Tungsten inert gas, 
TIG），中間部を被覆アーク溶接(shielded metal arc welding， 
SMAW)による多層盛りで製作した．一部，U 開先のもの

や母材にステンレス鋳鋼を使用したもの，初層部から採取

した試験片や，狭開先にて全層 TIG 溶接したものも使用

した．表 1 に溶接棒の化学組成の代表例（カタログ値）を

示す．図 1 (a)に溶接完了時の外観を示す．図のように，溶

接にあたっては溶接熱歪による変形を避けるため，母材を

拘束台に固定した状態で行った．溶接材のマクロ組織を図

1 (b)に示す．SCC 進展領域近傍のミクロ組織の代表例を図

1 (c)と(d) に示す．図 1 (c) 316L 溶接金属，図 1 (d) 308L 溶

接金属ともに，オーステナイト相地にデンドライト状のフ

ェライト相が分布する組織を呈し，コンパクトテンション

（compact tension，CT）試験片の亀裂進展方向が，溶接デ

ンドライト方向とほぼ同一となるように採取した．中間層

のフェライト含有量は，最大で 15％程度であった．熱時

効温度は，温度加速を意図し 400℃とし，大気中電気炉に

て最長 20kh まで熱時効処理後，同様に CT 試験片を採取

した． 
 

2.2  SCC進展試験と試験後の評価 
 

SCC 進展試験は，2900 ppm B を添加した水を基本水質

とし，酸素を（8 ppm DO）含む溶存酸素条件で実施した

（以降 2900B(DO)水質と記す）．なお，Li の添加はない．

試験温度は 320℃とした．全ての荷重条件は一定荷重とし，

応力拡大係数の目標値は K=30MPa・m1/2とした．試験時間

は約 500h を目安として実施した． 
SCC 進展試験終了後，図 2 に示した模式図のように，

皮膜観察用に CT 底面を厚さ 1.6 mm，SCC 断面観察用に

CT 側面を 3 mm 厚さで切断した．破面観察用の残部試験

片は大気中疲労試験機で開放し，デジタルマイクロスコー

プおよび走査型電子顕微鏡（scanning electron microscopy，
SEM）で観察し，破面形態と SCC 進展深さを評価した．

SCC 深さは，板厚方向に 5～10 点計測しその平均値とし

た．SCC 進展速度 CGR (mm/sec)は，SCC 進展深さ a (mm)
を試験時間 t (sec)で除して求めた．SCC 亀裂断面は，3 mm 
厚さでの断面をバフ（コロイダルシリカ仕上げ）研磨後，

SEM 観察や電子線後方散乱回折（electron back scattering  
diffraction， EBSD）測定により， SCC 進展経路を評価し

た．一部，破面開放前の試験片については，この 3 mm 断

面の SCC 深さも SCC 進展速度の評価に用いた．酸化皮膜

観察は，表面あるいは（Focused ion beam, FIB/SEM 加工装

置）による断面加工後，SEM 観察により，その性状確認

を実施した． 
 
 

図 1 ステンレス鋼溶接金属の(a) 溶接時の外観，(b) 断面マクロと試験片採取位置（代表例），(c) (d)ミクロ組織 

酸化皮膜観察 

SCC 断面観察 

破面観察 

図 2 CT 試験片の分析用切断模式図 
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ンドライト方向とほぼ同一となるように採取した．中間層

のフェライト含有量は，最大で 15％程度であった．熱時

効温度は，温度加速を意図し 400℃とし，大気中電気炉に

て最長 20kh まで熱時効処理後，同様に CT 試験片を採取

した． 
 

2.2  SCC進展試験と試験後の評価 
 

SCC 進展試験は，2900 ppm B を添加した水を基本水質

とし，酸素を（8 ppm DO）含む溶存酸素条件で実施した

（以降 2900B(DO)水質と記す）．なお，Li の添加はない．

試験温度は 320℃とした．全ての荷重条件は一定荷重とし，

応力拡大係数の目標値は K=30MPa・m1/2とした．試験時間

は約 500h を目安として実施した． 
SCC 進展試験終了後，図 2 に示した模式図のように，

皮膜観察用に CT 底面を厚さ 1.6 mm，SCC 断面観察用に

CT 側面を 3 mm 厚さで切断した．破面観察用の残部試験

片は大気中疲労試験機で開放し，デジタルマイクロスコー

プおよび走査型電子顕微鏡（scanning electron microscopy，
SEM）で観察し，破面形態と SCC 進展深さを評価した．

SCC 深さは，板厚方向に 5～10 点計測しその平均値とし

た．SCC 進展速度 CGR (mm/sec)は，SCC 進展深さ a (mm)
を試験時間 t (sec)で除して求めた．SCC 亀裂断面は，3 mm 
厚さでの断面をバフ（コロイダルシリカ仕上げ）研磨後，

SEM 観察や電子線後方散乱回折（electron back scattering  
diffraction， EBSD）測定により， SCC 進展経路を評価し

た．一部，破面開放前の試験片については，この 3 mm 断

面の SCC 深さも SCC 進展速度の評価に用いた．酸化皮膜

観察は，表面あるいは（Focused ion beam, FIB/SEM 加工装

置）による断面加工後，SEM 観察により，その性状確認

を実施した． 
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ステンレス鋼溶接金属は，市販の 316L および 308L 組
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ス鋼に V 開先を施し，初層部をティグ（Tungsten inert gas, 
TIG），中間部を被覆アーク溶接(shielded metal arc welding， 
SMAW)による多層盛りで製作した．一部，U 開先のもの

や母材にステンレス鋳鋼を使用したもの，初層部から採取

した試験片や，狭開先にて全層 TIG 溶接したものも使用

した．表 1 に溶接棒の化学組成の代表例（カタログ値）を

示す．図 1 (a)に溶接完了時の外観を示す．図のように，溶

接にあたっては溶接熱歪による変形を避けるため，母材を

拘束台に固定した状態で行った．溶接材のマクロ組織を図
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ス鋼に V 開先を施し，初層部をティグ（Tungsten inert gas, 
TIG），中間部を被覆アーク溶接(shielded metal arc welding， 
SMAW)による多層盛りで製作した．一部，U 開先のもの

や母材にステンレス鋳鋼を使用したもの，初層部から採取

した試験片や，狭開先にて全層 TIG 溶接したものも使用

した．表 1 に溶接棒の化学組成の代表例（カタログ値）を

示す．図 1 (a)に溶接完了時の外観を示す．図のように，溶

接にあたっては溶接熱歪による変形を避けるため，母材を

拘束台に固定した状態で行った．溶接材のマクロ組織を図
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効温度は，温度加速を意図し 400℃とし，大気中電気炉に
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とし，酸素を（8 ppm DO）含む溶存酸素条件で実施した

（以降 2900B(DO)水質と記す）．なお，Li の添加はない．
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を試験時間 t (sec)で除して求めた．SCC 亀裂断面は，3 mm 
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置）による断面加工後，SEM 観察により，その性状確認
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2.3  熱熱時時効効材材のの微微細細組組織織評評価価 
 

熱時効による微細組織の評価は，316L と 308L 溶接金

属の熱時効（400℃20kh）材を対象として，アトムプロー

ブ（Atom probe tomography, APT）分析を行った．APT 測

定には， CAMECA 社製の局所電極型 3 次元アトムプロ

ーブ（LEAP 4000X HR）を用いた．測定は，レーザーパル

スモードで行った．標準の測定条件は，試料温度 35K と

した．収集したデータは，専用ソフトウェア上で元素の種

類を決定し，Fe，Cr，Ni， Si，Mn，Mo，P，C の 3 次元

像形成処理（測定したデータからアトムマップを再構築す

るコンピュータ処理）を行った．なお，3 次元像形成処理

においては，アトムマップの z 方向長さを最適化するため

に，電解蒸発場（Evaporation Field）= 30.0V/nm とアトムマ

ップの伸縮係数（Image Compression Factor）= 1.65 を用い

た．スピノーダル分解の程度を定量的に調べるために，第

一近接分布解析法(23)を用いて Cr 濃度の分布解析を実施し

た．また，解析において Ni, Si, Mn のクラスタは除外した

領域で実施した．第一近接分布解析法では，Cr について

第一近接間距離計算して頻度分布を求め，ランダム配置を

仮定した分布と差をとった．第一近接分布解析法ではこの

差の積分値で 1NN（1st nearest neighbor）パラメータの値が

定義される．スピノーダル分解が進行すると，頻度分布と

ランダム分布の差が大きくなり，1NN パラメータも大き

くなるので，これをスピノーダル分解の指標とした． 
 

3.  実実験験結結果果  

 
3.1  SCC進進展展速速度度にに及及ぼぼすす鋼鋼種種とと熱熱時時効効のの

影影響響 
 

図 3 ステンレス鋼溶接金属の SCC 進展試験後の破面（鋼種と熱時効の比較） 
   316L: (a) 未時効, (b) 熱時効 (400℃10kh), (c) 熱時効 (400℃20kh) 
   308L: (d) 未時効, (e) 熱時効 (400℃10kh), (f) 熱時効 (400℃20kh) 
   SCC 試験条件：320℃, 2900B(DO), K=30MPa√m 
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 図 3 に 320℃の SCC 進展試験後の破面観察結果を，鋼

種，熱時効時間毎に示した．308L 溶接金属の熱時効

（400℃20kh）材以外は、前報の再掲である．図 3 上段 (a), 
(b), (c)は 316L 溶接金属材で，熱時効条件(a) 未時効，(b) 
熱時効（400℃10kh）材，(c) 熱時効（400℃20kh）材で比

較すると，未時効と 400℃10kh までの熱時効で SCC 深さ

に大きな差は見られないが，400℃20kh では，試験時間

230h で破断し，より深い SCC 進展が観察された．同様に

図 3 下段(d), (e)は 308L 溶接金属材で，熱時効条件(d) 未時

効，(e) 熱時効（400℃10kh）材，(f) 熱時効（400℃20kh）
材で比較すると，熱時効による増加は観察されず，むしろ

熱時効が長くなるにつれて次第に浅くなる傾向であった． 
 316L 溶接金属未時効材の SEM による SCC 破面形態の

代表例を図 4(a)に示した．図に示したように破面形態はデ

ンドライト境界型（inter-dendritic, ID）SCC と（trans-granular, 
TG）SCC 破面を呈し，拡大観察結果からは，オーステナ

イト（γ）相のγ-TGSCC 破面が観察されるとともに，フ

ェライト相（δ）については延性的な特徴（図(a)）が観察

された．316L 溶接金属熱時効（400℃20kh）材の SCC 破

面形態の代表例を図 4(b)に示す．この熱時効材では，フェ

ライト相でもδ-TGSCC 破面が観察され，長時間の熱時効

により破壊モードが変化したことが示唆された． 
 SCC 進展速度を定量的に比較するために，SCC 深さか

ら求めた SCC 進展速度を図 5 に示した．比較のため，既

報告の 320℃で酸素を含む PWR 標準（500 ppm B +2 ppm 
Li+8 ppm DO）水質（以降，標準(DO)水質と記す．）での結

果(16)と Kim らの BWR の NWC での結果(7)を併せて示し

た．また，水素を含む PWR（500 ppm B +2 ppm Li+30 cc 

図 4 SCC 進展破面の代表例 
   試験条件は図 3 の(a)と(c)に対応 

(a) 316Lweld 未時効材                  (b) 316Lweld 熱時効(400℃20kh)
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DH）（以降，PWR 標準水質と記す．）の結果(16)も参考に示

した．図から 316L 溶接金属の 2900B(DO)水質中での SCC
進展速度は，400℃10kh までの熱時効では，あまり影響が

ないが，400℃20kh の熱時効材では SCC 進展が増加する

傾向が認められた．308L 溶接金属の 2900B(DO)水質中で

の SCC 進展速度は，400℃20kh までの熱時効で未時効に

比べてむしろ SCC 進展が減少する傾向であり，フェライ

ト含有量や鋼種の影響など熱時効以外の影響が示唆され

た．比較のため示した標準(DO)水質での 316L/308L 溶接

金属では，両者ともに 400℃10kh までの熱時効は，SCC 進

展速度にあまり影響しない結果であった．Kim らの BWR
の NWC の SCC 進展速度では，400℃で 5kh の熱時効で

SCC 進展が増加するとの見解が報告されている(7)が，図に

示したように増加量は数倍程度であった． 図中緑で示し

た水素を含む PWR 標準水質の結果でも，316L/308L 溶接

金属は，未時効および 400℃10kh 熱時効材の両者で SCC
進展が観察されず，400℃10kh までの熱時効は，低腐食電

位の PWR 水質においても SCC 進展に影響しないことを

報告済である(16)．一連の結果から 400℃10kh までの熱時

効による SCC 進展への影響は，鋼種および環境条件にか

かわらず限定的と考えられた。一方で，316L 溶接金属の

熱時効（400℃20kh）材の場合は，未時効材に比べて SCC
進展速度の増加傾向が確認され，破面形態においてもδ-
TGSCC が確認されるなど熱時効の影響が確認された．た

だし，308L 溶接金属の熱時効（400℃20kh）材では，熱時

効による SCC 進展速度の増加は確認されず，熱時効の影

響の観点で，308L と 316L の鋼種差が確認された．この熱

時効と鋼種の影響については，3.2 項の熱時効評価結果を

含めて，考察の項で議論する． 

 
3.2   熱熱時時効効評評価価 
 
図 6 に 316L(a)と 308L(b)溶接金属熱時効（400℃20kh）

図 5 SCC 進展速度の熱時効時間依存性 

図 6 フェライト相のアトムマップ（代表例） 

(a) 316L 熱時効（400℃20kh）材 

(b) 308L 熱時効（400℃20kh）材 
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材のアトムマップの代表例を示した．両者ともにCr のマ

ップからはスピノーダル分解に起因する濃度変調が確認

され，またNi, Si, Mn を主体としたG 相と思われるクラ

スタの生成も両者ともに確認された．この熱時効の進行度

を定量評価するために，1NN パラメータの評価を実施し，

図 7 に示した．比較のため，316 系ステンレス鋳鋼である

SCS14A（F8，8%フェライト）の数値も同時にプロットし

た．SCS14A の 1NN パラメータは，400℃10kh 熱時効材

では 0.3 程度で，この SCS14A の熱時効条件はスピノー

ダル分解が反応の終盤まで進行し，フェライト相の硬さも

HV(0.25)=600 程度に到達した進行度である(24,25) ．したが

って，308L/316L 溶接金属の 400℃20kh の 1NN パラメ

ータは，それぞれ約 0.3 と 0.25 であり，両者ともにスピ

ノーダル分解は反応の終盤に近い進行度と考えられる． 
表2に，316L(a)と308L(b)溶接金属熱時効（400℃20kh）

材のクラスタ解析結果を示した．クラスタの数密度は，

308L の方がわずかに少ない傾向であった．316 系の

SCS14A の熱時効材を用いた酸素を含む高温水中の SCC
進展に及ぼす熱時効評価では，400℃40kh の熱時効で

SCC 進展が増加を確認している(24,25)ので，本研究の SCC
進展速度を含めて，未時効材に対する増加の有無について

も表に記載した． 
 

4  考考察察 
 
4.1  SCC進進展展にに及及ぼぼすす熱熱時時効効のの影影響響 
 
 図5に示したように，ステンレス鋼溶接金属のSCC進展

速度は，316L/308L溶接金属ともに400℃10khまでの熱時効

材では，明確な増加はなかった．316L溶接金属の熱時効

（400℃20kh）材でのみSCC進展が増加する傾向が確認さ

れ，鋼種により熱時効の影響が異なる可能性が示唆された．

そこで両者のSCC進展速度について，亀裂進展経路の観点

で考察する． 
 前報までの亀裂断面観察でも示した通り316L溶接金属

未時効材の主要な亀裂進展経路は，オーステナイト相の

TGSCCとフェライト相/オーステナイト相の相境界であり，

フェライト相のTGSCCは観察されなかった．図8に308L溶
接金属熱時効（400℃20kh）材の亀裂断面観察結果を示し

た．亀裂断面の酸化は，オーステナイト相の粒内で優先的

に生じ，図中矢印で示したフェライト相は，あまり酸化さ

れず，主要な亀裂進展経路は，オーステナイト相のTGSCC
とフェライト相/オーステナイト相の相境界であった．こ

の熱時効条件でもフェライト相のTGSCCはほぼ観察され

ず，そのためSCC進展速度が増加しなかったものと思われ

る．なお，316L溶接金属の未時効材については，本報告で

新たに詳細破面観察を実施したところ図4(a)に示したよ

うに，フェライト相は延性的な破面を呈しており，ステン

レス鋼溶接金属中のフェライト相は，本環境中において

図 7 1NN パラメータの熱時効依存性 

表 2 フェライト相のクラスタ解析結果 

※1 : 2 測定の平均値、※2 : 1 測定の結果 

図 8 SCC 進展試験後の亀裂断面観察結果 
      308L 溶接金属熱時効（400℃20kh）材 
   試験条件は図 3 の(f)に対応 

(a) SEM             (b) IPF map
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SCC進展の抑制因子として働くものと考えられた．このよ

うなフェライト相がSCC進展抑制因子として働く傾向は，

我々の研究報告である標準(DO)水質中でステンレス鋼溶

接金属およびステンレス鋳鋼での亀裂進展経路の報告例

(16)とも類似であった．また，BWRのNWC水質中において

も，阿部らは316Lステンレス鋼溶接金属中のフェライト

相がSCC進展に対して抑制的に働くと報告(3)しており，そ

のような解釈はWangらの308L溶接金属のSCC挙動評価結

果でも報告(14,15)されており，酸素を含む高温水中のSCC挙
動として共通しているものと考えられる．一方で，図4(b)
に示したように，316L溶接金属熱時効（400℃20kh）材の

フェライト相はTGSCCを呈しており，この熱時効条件で

はフェライト相のSCC進展抑制効果は消失し，そのため

SCC進展速度も未時効材に比べて増加したものと考えら

れる. 
 
4.2  フフェェラライイトト相相がが酸酸素素をを含含むむ高高温温水水中中でで

TGSCCをを生生じじるる熱熱時時効効条条件件 
 
 4.1項では，フェライト相が熱時効によりTGSCCを生じ

るようになることが、SCC進展速度が未時効材に比べて増

加する条件であるものと考察した．ここでは，フェライト

相がTGSCCを生じるようになる熱時効条件について，本

研究の熱時効評価結果と過去の研究例を含めて考察する． 
 標準(DO)水質中での316系のステンレス鋳鋼（SCS14A）

熱時効材のSCC進展経路の観察結果では，400℃30khの長

時間熱時効材で明瞭なフェライト相のTGSCCを確認して

いる(24)．従って，ステンレス鋼溶接金属のフェライト相に

おいても長時間熱時効後に顕著に硬化した場合には，フェ

ライト相がTGSCCを生じるようになる可能性があるもの

と考えられる．ただし，本報告の316L/308Lステンレス鋼

溶接金属の熱時効（400℃10kh）材では，SCC進展速度が

未時効材に比べて増加していないこと，SCC進展経路に明

確なフェライト相のTGSCCがないことから，この熱時効

条件での硬化では，フェライト相のTGSCCはあまり生じ

ず，SCC進展への寄与は,むしろ抑制的であったものと思

われる． 

 SCS14Aステンレス鋳鋼の熱時効硬化の評価結果では，

400℃10khの熱時効では,そのフェライト相中のスピノー

ダル分解は状態図上で想定される反応終盤にまで進行し,

その硬さはHV(0.25)=600に到達する．またそれ以降の長時

間熱時効条件においては，G相の析出に伴い,さらに硬化

する(24,25)．図7の1NNパラメータの評価から，316L/308L溶
接金属熱時効（400℃20kh）材においても,フェライト相中

のスピノーダル分解は，状態図上で想定される反応終盤に

まで進行したことが示唆された．しかし、この熱時効条件

において，316L溶接金属熱時効（400℃20kh）材では，SCC
進展速度が増加したが，308L溶接金属熱時効（400℃20kh）
材では，未時効材に比べてSCC進展の増加は見られず，フ

ェライト相のTGSCCも観察されなかった．以上の結果か

ら,フェライト相が酸素を含む高温水中でTGSCCを生じる

ようになる熱時効条件は，スピノーダル分解による硬化の

みでは生じない場合があることが示唆された．さらに長時

間の熱時効後には，G相の析出量が増加し，それによりさ

らに硬化することよりフェライト相のTGSCC生じる可能

性があるが，その熱時効条件は少なくとも400℃20kh以上

の長時間条件と考えれらる．なお，これまで示してきた

400℃の熱時効条件は加速熱時効条件であり，実機温度条

件でのSCC挙動予測が必要である．仮に熱時効によるシャ

ルピー衝撃値の活性化エネルギーとして報告されている

100kJ/molを用いると，400℃で1~4万時間の熱時効は実機

ホットレグ使用温度近傍の320℃の熱時効で約13～51年
に相当する（稼働率80%の場合約16年～63年）．ただし，こ

こで用いた活性化エネルギー100kJ/molは，シャルピー衝

撃値の変化から経験的に求められた数値(10)であり，様々な

材料条件によって65～250 kJ/molまで幅のある値を持つこ

とも指摘され(26), またG相の析出量や熱時効後の硬化量は，

鋼種の影響等により変わる可能性が指摘されている(27)．そ

のため，308L溶接金属の場合，あるいは304系のステンレ

ス鋳鋼であるSCS13Aステンレス鋳鋼では，400℃20kh以上

の更なる長時間熱時効後もSCC進展が増加しない可能性

も想定される．いずれにせよ，SCC進展に及ぼす熱時効の

影響評価の際には，亀裂進展経路評価や破面解析により，

フェライト相のTGSCCの有無や高温水中の腐食挙動を直

接確認することが望ましい． 
 
4.3  そそのの他他ののSCC進進展展影影響響因因子子 
 

 本報告の溶接金属は, 比較的希釈の影響の少ない位置

で，且つデンドライト方向に沿うような試験片採取をして

いる．しかし，ステンレス鋼溶接金属のSCC進展挙動を網

羅的に考慮するためには，その他の影響因子についても考

慮に入れることが望ましい．例えば，Abeらは凝固モード

が異なる316L系溶接材のフェライト相では，SCC進展の熱

時効後の挙動がむしろ抑制する傾向にあることを報告す

る(3)とともに，熱時効による硬化挙動にも差が出ると指摘

している(28)．これは，SCC進展に対して抑制要因として働

くフェライト相の量やそのCr濃度などの化学組成の違い
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なども，SCC進展挙動に影響する可能性が考えられる．凝

固モードが腐食特性に与える影響については，井上らは凝

固モードにより相境界の炭化物生成の有無などが変わる

とともに腐食挙動も変わる可能性を指摘している(29)．また

Cuiら(30)によれば，309Lステンレス鋼溶接金属では相境界

の炭化物がSCC進展の促進に影響するとの報告もあるこ

とから，熱時効条件だけでなく，鋼種，凝固モードや希釈

の影響などその他の影響因子についても，今後明確化され

ることが望ましい． 
 
5  ままととめめ 
 
 ステンレス鋼溶接金属（316L，308L）の酸素を含む高温

水中での SCC 進展挙動に及ぼす熱時効の影響を，

400℃20kh までの長時間熱時効材を用い，320℃の

2900B(DO)水質条件で調べた．また，長時間熱時効材のフ

ェライト相の微細組織をアトムプローブで定量評価し，以

下の知見を得た． 
 

(1) 316L/308L 溶接金属の 400℃10kh までの熱時効は

SCC 進展速度の増加にあまり影響しなかった．一方，

316L 溶接金属の 400℃で 20kh 熱時効材では未時効

材に比べてSCC進展速度が増加する傾向が確認され，

2900B(DO)水質中で長時間熱時効が SCC 進展に影響

する可能性が示唆された． 
(2) 一方で，308L 溶接金属熱時効（400℃20kh）材の SCC

進展速度は，未時効材に比べて同程度か，むしろ減

少する傾向が確認され，316L 溶接金属の熱時効

（400℃20kh）材の SCC 挙動と異なる傾向が確認さ

れた． 
(3) 未時効材から 400℃10kh 熱時効までの熱時効条件で

は，熱時効により硬化したフェライト相もTGSCCを

十分には生ぜず，2900B(DO)水質中で SCC 進展の抑

制因子として働くためSCC進展速度の増加に寄与し

ないものと考えられた．一方，一部の長時間熱時効

（316L 溶接金属の熱時効（400℃20kh））材では，フ

ェライト相がより硬化し，フェライト相においても

TGSCC が生じるようになったため，SCC 進展速度が

増加したものと考えられた．  
(4) 316L/308L 溶接金属の熱時効（400℃20kh）材のフェ

ライト相の微細組織を定量評価し比較した結果，ス

ピノーダル分解は両者ともに反応終盤であまり差が

無かった．G 相の数密度は 308L でやや少ない傾向で

あったが，これらの差が SCC 進展にどの程度影響す

るかは明瞭ではなかった．今後このフェライト相に

おいても TGSCC が生じる熱時効条件をより明確に

することが，高経年化した材料の高信頼性確保のた

めに重要である． 
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次次系系模模擬擬水水中中でで照照射射スステテンンレレスス鋼鋼溶溶接接金金属属にに形形成成ししたた

酸酸化化膜膜ののミミククロロ組組織織とと破破壊壊挙挙動動

Microstructure and Fracture Behavior of Oxide Layers Formed on Irradiated Stainless Steel Weld 
Metal in Simulated PWR Primary Water

三浦 照光（Terumitsu Miura）＊1 藤井 克彦（Katsuhiko Fujii）＊1 福谷 耕司（Koji Fukuya）＊1

要要約約 PWR 1 次系環境における照射ステンレス鋼溶接金属の腐食特性を明らかにするため，

PWR 1 次系模擬水中でイオン照射したステンレス鋼溶接金属に形成したフェライト／オーステナ

イト相境界面の酸化膜の特徴と機械的強度を調べた．フェライト相では照射を受けても酸化膜は

ほとんど形成されず，相境界に沿ってオーステナイト相側の酸化膜が深くまで形成されること，

酸化の先端は相境界からオーステナイト相側に離れた位置にあることが TEM 観察により分かっ

た．また，室温の超微小引張試験により，オーステナイト相の酸化膜とフェライト相（金属）との

界面に沿って破壊が生じること，酸化物／金属界面の機械的強度は中性子照射ステンレス鋼の酸

化した旧粒界と近いことが分かった．照射を受けたステンレス鋼溶接金属では PWR 1 次系環境に

おいて相境界に沿って優先的に酸化が進行し，機械的強度の比較的低い酸化物／金属界面が深く

まで形成されるようになることが示唆された．

キキーーワワーードド ステンレス鋼溶接金属，イオン照射，酸化膜，透過電子顕微鏡，超微小引張試験

Abstract To clarify the corrosion properties of irradiated stainless steel weld metals in PWR primary water 
environments, microstructures and mechanical strength of oxide layers formed at ferrite/austenite phase 
boundaries of ion-irradiated stainless steel weld metal in simulated PWR primary water were investigated. 
TEM observations revealed that almost no oxide layers were formed in ferrite phases even when irradiated, 
but deep oxide layers were formed on austenite phase sides along phase boundaries, and the oxidation front 
was deflected from the phase boundaries toward the austenite phases. Furthermore, micro-tensile testing at 
room temperature revealed that fracture occurred preferentially along the interface between the oxide layer 
in the austenite phase and the ferrite phase (metal), and the mechanical strength of the interface was similar 
to that of the oxidized grain boundaries of neutron-irradiated stainless steel. It was suggested that in irradiated 
stainless steel weld metals, oxidation proceeds preferentially along phase boundaries in PWR primary water 
environments, resulting in the formation of deep oxide/metal interfaces with relatively low mechanical 
strength.

Keywords   stainless steel weld metal, ion irradiation, oxide layer, transmission electron microscopy, micro-tensile testing

1. ははじじめめにに

照射誘起応力腐食割れ（irradiation assisted stress corrosion 
cracking, IASCC）は，中性子照射を受けることで生じるよ

うになる粒界型の応力腐食割れ（ intergranular stress 
corrosion cracking, IGSCC）のことであり，SCC の 3 要因で

ある材料，応力，環境のそれぞれに照射が影響して発生す

る複雑な事象である．原子力発電所においては中性子照射

と高温水に曝される炉内構造物で IASCC が発生する場合

があり，加圧水型軽水炉（pressurized water reactor, PWR）
では，海外炉においてオーステナイトステンレス鋼（以下，

ステンレス鋼）製のバッフルフォーマボルト（baffle-former 
bolt, BFB）に発生が報告されている．IASCC は，国内 PWR
における発生報告はないが，原子力発電所の高経年化技術

評価の対象の一つとなっている．

PWR における IASCC の対策や研究は，中性子照射量や

環境温度および応力の観点と海外での発生事例から，BFB
を主な対象として進められてきた．しかし，近年，米国の

St. Lucie 1 号機と H.B. Robinson 2 号機の炉心そうの溶接部

近傍で亀裂の発生が報告されている(1,2)．亀裂の詳細につ

いては調査中のため明らかにはなっておらず，IASCC に

よるものとは結論付けられてはいないが，中性子照射を受

＊１（株）原子力安全システム研究所 技術システム研究所
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ける炉内構造物であるため，照射が亀裂発生に影響した可

能性がある．

PWR の炉心そうは 304 ステンレス鋼製であり，その溶

接部は母材と溶接熱影響部（heat affected zone, HAZ）およ

び溶接金属から成る．溶接には電子ビーム溶接（electron 
beam welding, EBW）やガスタングステンアーク溶接（gas 
tungsten arc welding, GTAW）等が用いられ(3)，国内の比較

的新しい発電所では溶接入熱の小さいEBWが用いられる

ことが多い(4)．ステンレス鋼溶接部の金相組織は母材単独

のステンレス鋼とは大きく異なり，HAZ では溶接時の熱

影響により結晶粒径の粗大化や再結晶化，残留応力や溶接

金属からの距離に応じた硬化等が生じる場合がある．また，

溶接金属では，化学組成や冷却速度にも依るが，オーステ

ナイト相（相）とフェライト相（相）から成る二相組織

となり，柱状晶や等軸晶等の複雑な凝固組織が形成される．

残留応力も発生し，柱状晶境界におけるマクロな元素偏析

が生じる場合がある．これまでに PWR の炉心そう溶接部

で亀裂が確認された事例はなく，国内の PWR 炉内構造物

点検評価ガイドライン(3)においても比較的高照射量，高応

力で使用される炉内構造物ではあるが，BFB よりも照射

量や応力が低く，かつ照射誘起応力緩和により運転開始時

から応力が徐々に減少するため，IASCC 発生の可能性は

低いと評価されている．しかし，ステンレス鋼溶接部にお

ける IASCC 挙動（発生応力や割れの進展経路，等）に関

する知見は沸騰水型軽水炉（boiling water reactor, BWR）の

炉心シュラウド等に関するものを除くとほとんどなく，同

ガイドラインにおける検討も中性子照射ステンレス鋼（母

材）での知見をもとに行われている．また，原子力発電所

で実際に使用された実機材料についてミクロ組織や材料

特性を把握し，現行知見に基づく劣化予測の確かさを検証

することが大事であるが，炉心そうについては一部の海外

廃炉材研究(5)に限られており，十分には進んでいない．St. 
Lucie 1 号機や H.B. Robinson 2 号機のような炉心そう溶接

部の割れが今後も継続して発生する可能性は低いと考え

られるが，原子力発電所のより一層の安定かつ安全運転の

ためには，PWR 1 次系環境におけるステンレス鋼溶接部

の IASCC 挙動を明らかにし，炉心そう溶接部での IASCC
発生に関する現行の評価が妥当であることを検証してお

くことが望ましい．このためには，照射ステンレス鋼溶接

部の SCC 試験や IASCC 機構についての検討，国内の実機

廃炉材を活用した炉心そう溶接部の材料特性の把握が必

要である．

ステンレス鋼母材における IASCC 機構の最新の理解に

よると，照射が SCC の 3 要因に及ぼす影響のうち，材料

への影響が最も重要であり，照射と腐食により粒界の破壊

強度が低下することと照射材特有の転位チャンネル形成

を伴う変形により粒界に高い局所応力が生じるようにな

ることが IASCC の発生に関係する(6,7)．粒界の局所応力が

粒界強度を上回ることで粒界に微小亀裂が発生し，粒界に

沿って亀裂が成長することで IASCC の発生につながると

考えられる．ステンレス鋼溶接部では母材の他に HAZ と

溶接金属が含まれ，特に溶接金属は母材との金相組織の違

いが大きい．このため，ステンレス鋼溶接部における

IASCC 挙動を把握するには，母材での発生要因となって

いる照射と腐食による粒界強度と局所応力の変化に相当

する変化を，HAZ や特に溶接金属について調べることが

重要となる．

IASCC の挙動や機構を明らかにする上で，イオン照射

を活用した研究は，中性子照射の代替研究や中性子照射を

用いた研究内容を精査する前段の研究として有効である．

これまでに著者ら(8)は，316L および 308L ステンレス鋼溶

接金属の未時効材と熱時効材にイオン照射を行い，320C
の PWR 1 次系模擬水中で腐食試験することにより，ステ

ンレス鋼溶接金属の腐食特性に及ぼす熱時効と照射の影

響を調べている．照射を受けることでフェライト／オース

テナイトの相境界に沿って優先的な酸化の進行が認めら

れるようになること，熱時効後に照射をした材料ではより

顕著な優先酸化が認められることを報告している．同様の

優先酸化はプロトン照射された 308Lステンレス鋼溶接金

属についても報告(9)されている．照射を受けることによっ

て高温水中で優先的な酸化が生じるようになる腐食特性

の変化は，中性子照射されたステンレス鋼の粒界について

も認められており(10)，粒界強度を下げる要因の一つとして

IASCC 機構で考えられている(7,11,12)．相境界の優先酸化が

粒界の優先酸化と同様に働くとすれば，IASCC の発生に

つながる微小亀裂の発生を促す要因になりうる．しかし，

相境界の酸化挙動については粒界ほど知見が得られてお

らず，また，相境界に沿って形成した酸化膜がどのような

破壊挙動を示すのか（破壊の経路や強度等）も良く分かっ

ていない．そこで本研究では，ステンレス鋼溶接部の

IASCC 挙動を検討する一環として，PWR 1 次系環境にお

ける照射ステンレス鋼溶接金属の腐食特性を明らかにす

るため，イオン照射したステンレス鋼溶接金属の相境界に

形成した酸化膜のミクロ組織を透過電子顕微鏡

（transmission electron microscope, TEM）で調べるとともに，

引張破壊挙動を室温の超微小引張試験で調べ，これまでに

報告している中性子照射ステンレス鋼の粒界酸化部につ

いての知見(10,11)と比較した．

2. 方方法法
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2.1 供供試試材材

前報(8)で腐食試験に供した試験片のうち，相境界に沿っ

た優先酸化が明確に認められた 400C で 10,000 時間の熱

時効を施した 316Lステンレス鋼溶接金属のイオン照射材

の試験片を用いた．溶接は表 1 に示す化学組成の溶接棒を

用いて被覆アーク溶接（shielded metal arc welding, SMAW）

により行っており，熱時効条件等の詳細は文献(13)に示した．

材料の金相組織(13)を図 1 に示す．紐状の暗いコントラスト

の部分が相であり，それ以外の組織は相である．なお，

相の体積率は 15%である．京都大学のイオン照射設備

DuET にて，6.4 MeV の Fe3+イオンを深さ 600 nm での値で

5 dpa（displacement per atom）まで照射した後，320C の

PWR 1 次冷却材模擬水（500 ppmB, 2 ppmLi, 2.75 ppmDH）

中で 1,020 時間の腐食試験に供している．

腐食試験片の表面近傍の断面を走査電子顕微鏡

（scanning electron microscope, SEM, Carl Zeiss 製 ULTRA55）
で観察した例と同位置で実施した電子後方散乱回折

（electron backscatter diffraction, EBSD）測定の結果を図 2
に示す．相では厚さ 200 nm ほどの内層酸化膜の形成が認

められるが，相では内層酸化膜の形成は明確には認めら

れない．相と相の境界付近では相側で内層酸化膜が深

くまで形成されており，相境界に沿った優先酸化が認めら

れる．図 2(b)は母相についての逆極点図（紙面垂直方向の

結晶方位を色で表したもの）と各相の単位胞（結晶構造や

方位関係を表したもの）である．相-1 と相の相境界 1 お

よび相-2 と相の相境界 2 は，共に(111) // (011)かつ[112] 

 // [110]となる Nishiyama-Wasserman の関係（N-W 関係）

を概ね満たす方位関係となっている．ステンレス鋼溶接金

属のように凝固過程において二相凝固や相と相間で相

変態が生じる金属材料では，相と相が N-W 関係や(111) 
// (011)かつ[110] // [111]となる Kurdjumov-Sachs の関係

（K-S 関係）をとるものがある．これは，相と相におけ

る原子が最も密になる面や方向が揃うことで/相間での

結晶学的な格子整合性が最大限に保たれ，界面エネルギー

が最小化されることで相の成長や変態が容易になるため

と考えられている(14,15)．なお，K-S 関係と N-W 関係にお

ける方位差の違いは約 5.3 度であり，方位の測定誤差や局

所的なひずみによる方位の乱れを考慮すると，K-S 関係と

N-W 関係の厳密な区別は難しい．ステンレス鋼溶接金属

における相の形態には，曲線的な構造のバミキュラー

（vermicular）フェライト，薄い薄板上のレーシー（lacy）
フェライト，球状あるいはそれに近い形状のグロビュラー

（globular）フェライト等があり，この内のレーシーフェ

ライトは隣接する相と K-S 関係や N-W 関係の方位関係

になる(14,16)．相の形態は溶接金属の化学組成（Cr 当量と

図 1 316L ステンレス鋼溶接金属の金相組織 

相-1 相 相-2 
（b）EBSD マップ（逆極点図）と単位胞 
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図 2 腐食試験した 316L ステンレス鋼溶接金属の

断面の例 

表 1 供試材の化学組成（wt%）

C Si Mn P S Ni Cr Mo Fe

0.024 0.42 1.56 0.025 0.002 12.11 19.26 2.20 balance
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相-2 

イオン 
照射領域 

（a）SEM 像 

相 

相-2 相-1 1 m 

図 2 腐食試験した 316L ステンレス鋼溶接金属の

断面の例 

表 1 供試材の化学組成（wt%）

C Si Mn P S Ni Cr Mo Fe

0.024 0.42 1.56 0.025 0.002 12.11 19.26 2.20 balance
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Ni 当量の比）と冷却速度により変化するため(17)，化学組

成や溶接条件を調整することでK-S 関係やN-W関係の界

面を有するレーシーフェライトの生成比率を増やし，低温

靭性や耐食性の向上を検討した研究もなされている(14,15)．

本研究では，図 2 に示した N-W 関係を概ね満たす方位関

係の相境界について，相境界に沿って形成した酸化膜のミ

クロ組織と破壊挙動を調べた．

図 2 に示した相-1, 2 と相を含むマイクロ試料（寸法：

15×10×10 µm）を集束イオン／電子ビーム加工観察装置

（focused ion beam and scanning electron microscope system, 
FIB-SEM, 日立ハイテクノロジーズ製 NB5000）を用いて

採取し，相境界酸化部の TEM 観察と超微小引張試験に供

した．

2.2 TEM観観察察

採取したマイクロ試料より，相境界酸化部の断面ミク

ロ組織を観察するための薄膜試料を作製した．FIB-SEM
を用いて厚さ 200 nm 程度で薄膜を作製した後，精密イオ

ン研磨装置（Gatan 製 PIPS）を用いて 0.5 kV の Ar イオン

ビームによるイオン研磨を施し，FIB 加工により導入され

たダメージ層を除去するとともに薄膜の厚さを 100 nm 以

下にした．薄膜試料を TEM（日立製作所製 HF-3000）で

観察し，相境界酸化部のミクロ組織を調べた．

2.3 超超微微小小引引張張試試験験

採取したマイクロ試料より FIB-SEM を用いて，図 3 に

示す形状の超微小引張試験片を 1 本作製した．超微小引張

試験片の寸法は 8×4×2 µm であり，相-1 に形成した内層

酸化膜と相との境界が試験片の中央かつ引張軸に対して

垂直になるように配した．このため，外層酸化膜を一部

FIB 加工で除去した後，FIB-SEM 装置の蒸着機構を用いて

タングステン蒸着を行い，試験片の一部を形成した．試験

片の両側面より同境界を挟むようにスリットを FIB 加工

で導入し，応力が集中するようにした．なお，スリットに

挟まれた断面積 0.3×2 µm の領域を試験部とする．

超微小引張試験は，FIB-SEM 装置内の真空かつ室温環

境下で実施した．引張試験の概略図と試験前の走査イオン

顕微鏡（scanning ion microscope, SIM）像を図 4 に示す．試

験手順等の詳細は文献(18,19)に示した．引張中の試験片の

SIM 像を 512×512 ピクセル（14.45×14.45 µm）の解像度に

て毎秒 20 コマで録画し，試験片の形状変化とマイクロ梁

の変位を記録した．試験片にかかる荷重は，マイクロ梁の

変位とバネ定数（620 N/m）から線形弾性論により計算し

た．なお，本試験における SIM 像の空間分解能は 28 nm
であり，マイクロ梁の変位から算出される荷重の分解能は

17 µN（620 N/m×28 nm）である．また，マイクロ梁の変位

（a）概略図 （b）試験前の SIM 像 

図 4 超微小引張試験の概略図と試験前の SIM 像 

マイクロ梁
（バネ定数：k）

マイクロ
プローブ

超微小引張試験片

荷重P=kx

変位：x
引張

2 µm
マイクロ
プローブ

マイクロ梁

伸びの
評価位置

マイクロ試料（断面） 超微小引張試験片 

図 3 超微小引張試験片の形状 

外層酸化膜 

内層酸化膜 

相境界 

0.3 µm 

2 µm
 

4 µm
 

8 µm 

スリット 

タングステン 
蒸着 

母相 

内層酸化膜 

スリット 

相  相  相 
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が 0.5 µm 増すごとに引張と SIM 像の記録を一時中断し，

試験片側面から SEM 像を観察した．

試験後，破面を SEM で観察するとともに試験片を FIB
加工で薄膜化し，TEM で試験片断面のミクロ組織を観察

して破壊挙動を調べた．

3. 結結果果

3.1 TEM観観察察

相境界酸化部の断面ミクロ組織と薄膜の各位置で撮影

した回折図形を図 5 に示す．図 5(a)(b)(c)は，相-1 と相と

の相境界面を紙面垂直に立てた状態にてアンダーフォー

カス条件で撮影した明視野像である．図 5(d)は，図 5(a)中
に示した位置で電子ビームを一点に絞って撮影した回折

図形であり，局所的な結晶構造や方位関係を表したもので

ある．相-1 では内層酸化膜が厚さ 250 nm で形成してい

たが，相では内層酸化膜の厚さは数 nm 程度と極めて薄

いものであった．照射を受けたステンレス鋼では粒内の酸

化が促進されて内層酸化膜が深くまで形成することが分

かっているが(10)，ステンレス鋼溶接金属の相については

照射を受けても相内の酸化にほとんど影響しない可能性

がある．また，相の内層酸化膜と相（金属）の境界は未

酸化部の相境界のほぼ延長線上にあり，相で内層酸化膜

が形成しても相境界を越えて相側に酸化が進行していな

いことが分かった．相の内層酸化膜は，相境界の近くで

は深くなる傾向にあり，相境界に沿った優先酸化が確認さ

れた．

相-1 の内層酸化膜の中央で撮影した 2 番の回折図形で

はリング状のパターンが認められており，内層酸化膜が微

細な結晶粒からなる多結晶構造であることが分かる．一方，

母相と内層酸化膜の境界付近で撮影した 3 番の回折図形

では，1 番の母相の回折図形と同じパターンであるが点と

点の距離が異なっており，酸化の先端では母相と整合した

（母相と結晶方位が同じ）酸化物が形成されて酸化が進行

すると考えられる．酸化物は母相よりも密度が小さいため，

酸化が進行するにつれて体積膨張によるひずみで酸化物

の結晶方位が変化し，内層酸化膜は多数の結晶方位の異な

る酸化物からなる多結晶構造に変わっていくと推測され

る．

図 5(b)に示した表面の拡大図では，相-1 の内層酸化膜

と相との境界から相側 10 nm の範囲で暗いコントラス

トが認められており，同様のコントラストは相の表面直

下と相-2 の内層酸化膜と相との境界でも認められた．

相での内層酸化膜の形成に伴うひずみが相側に生じ，こ

れがコントラストとして現れている可能性がある．

図 5(c)に示した相境界の酸化先端の拡大図では，相-1
の内層酸化膜の最も深い位置は相境界上にはなく，相側

に 50 nm 離れた位置にあることが認められた．中性子照

射ステンレス鋼では粒界を先端とした楔型形状の酸化物

形成が認められており(10)，ステンレス鋼溶接金属の相境界

に沿った優先酸化と酸化の挙動が異なった．

相-2 と相との相境界面を紙面垂直に立てた状態にて

アンダーフォーカス条件で撮影した相境界酸化部の断面

ミクロ組織を図 6に示す．相-2の内層酸化膜の厚さは180 
nm であったが，相境界の近くでは深さ 360 nm まで内層

酸化膜が形成していた．図 5(c)と同様，相-2 の内層酸化

膜の最も深い位置は相境界から相側に 30 nm 離れた位置

に認められた．

3.2 超超微微小小引引張張試試験験図 5 相境界酸化部のミクロ組織と回折図形

（相-1 と相との相境界）

試験片表面（腐食前） 

相-1 相 

2 

50 nm 

内層 
酸化膜 

3 

1 

4 

（d）回折図形 

（a）相境界酸化部 

（b）表面の拡大図 （c）酸化先端の拡大図 

20 nm 

外層酸化膜 

相 

相 

相-1 

相境界 

内内層層 
酸酸化化膜膜 

内層酸化

膜の最深 20 nm 
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引張試験中の試験片の SIM 像と SEM 像を図 7 に示す．

変位 0.9 µm（荷重 560 µN）に達した段階で試験片が破断

した．破断時の荷重を試験部の断面積 0.48 µm2 で除して

求めた公称応力は 1,170 MPa であった．なお，試験部の断

面積は，試験後の試験片の未変形部を SEM 観察して評価

した試験片の厚さに試験部の幅の0.3 µmを乗じて求めた．

試験部の伸びを図 4(b)に示した伸びの評価位置で評価し

たが，分解能（試験部の長さが 22 ピクセルのため 4.6%）

以上の伸びは認められなかった．

試験片破面の SEM 像を図 8 に示す．破面の試験片前面

側（試験中に SIM 像を観察していた面）には凹凸が認め

られたが，背面側は比較的平坦であった．試験片前面側は

相-1 の内層酸化膜で破壊した跡であり，背面側では内層

酸化膜と相との界面に沿って破壊した跡と推測された．

破面の断面積は 0.42 µm2 であり，破断時の荷重を除して

求めた破断時の真応力は 1,360 MPa であった．

図 8(c)(d)の破面の平坦部に示した加工位置が残るよう

に FIB 加工で試験片を薄膜化し，試験片断面のミクロ組

織を TEM 観察した結果を図 9 に示す．なお，ミクロ組織

の上下方向の位置関係は図 8(a)(b)に示した破面の SEM 像

と同じである．また，図 9(b)は図 9(a)に示した位置で電子

ビームを一点に絞って撮影した回折図形であり，図 9(c)は
破壊の概略図である．マイクロ梁側では試験部に相-1 の

内層酸化膜が認められ，プローブ側の試験部には相と外

層酸化膜が認められた．プローブ側の破面直下の回折図形

を調べたが，外層酸化膜を除くと，3 番の回折図形と同じ

図形しか認められず，プローブ側には相-1 の内層酸化膜

はないことが確認された．破面の SEM 像に認められた平

坦部は，相-1 の内層酸化膜と相（金属）との界面であっ

たことが確認された．なお，マイクロ梁側の試験部には

相-1 の内層酸化膜や内層酸化膜／母相の界面も含まれて

（a）相境界酸化部 （b）酸化先端の拡大図 

図 6 相境界酸化部のミクロ組織 

（相-2 と相との相境界） 

50 nm 

相-2 相 

試験片表面 
（腐食前） 

20 nm 

相 

相-2 

内層 
酸化膜 

相境界 

内層酸化

膜の最深 

2 µm 

SIM 像 SEM 像 

（a）試験前 

（b）試験中 

（c）試験後 

図 7 引張試験時の SIM 像と SEM 像 
（d）プローブ側（破面の拡大図）

図 8 超微小引張試験片の破面の SEM 像

（a）マイクロ梁側 （b）プローブ側

（c）マイクロ梁側（破面の拡大図）

内層 

酸化膜 

タング 

ステン 

蒸着 

母相 

スリット 

スリット 

破面 

500 nm 

試験片 

前面側 

←試験片前面側 

薄膜加工位置 100 nm

試験片前面側→ 

薄膜加工位置 100 nm
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いたが，これらで破壊した様子はなく，相の内層酸化膜

／相界面の破壊強度はこれらの破壊強度よりも低いこと

が示唆された．

4. 考考察察

PWR 1 次系模擬水中での腐食により 316L ステンレス

鋼溶接金属のイオン照射材に形成した相境界の酸化膜を

TEM 観察した結果，相では内層酸化膜が形成されるもの

の，相では照射を受けてもほとんど酸化膜が形成されな

いこと，相境界を通じた相から相への酸化の進行も生じ

ていないこと，照射を受けることで相境界に沿って相側

の内層酸化膜が深くまで形成されるようになることが分

かった．

ステンレス鋼溶接金属のイオン照射材の相境界酸化部

と中性子照射ステンレス鋼の粒界酸化部を比較した概略

図を図 10 に示す．相境界に沿った酸化膜の先端は相境界

から母相（相）側に離れており，中性子照射ステンレス

鋼の粒界酸化部に認められる粒界を酸化の先端とした楔

型形状の酸化物形成(10)と異なっていた．また，中性子照射

ステンレス鋼では，酸化した旧粒界は多孔質な界面になっ

ていることが示唆されており(10,11)，超微小引張試験におい

ては酸化した旧粒界を含まない内層酸化膜が破壊される

場合よりも低い応力で酸化した旧粒界に沿った破壊が生

じることを確認している(11)．ステンレス鋼溶接金属の相境

界酸化部については，酸化した旧粒界のような多孔質な界

面の存在は認められなかった．また，相で認められた相

の内層酸化膜形成に伴うと考えられるひずみコントラス

トは，中性子照射ステンレス鋼の粒界酸化部では認められ

ていない．照射されたステンレス鋼溶接金属の酸化挙動は，

照射されたステンレス鋼と異なることが示唆された．

本研究で用いた316Lステンレス鋼溶接金属では相境界

で照射誘起偏析が生じていることを，アトムプローブを用

いた分析により確認している(8)．試験片表面から深さ 600 

（c）試験部の破壊の概略図

図 9 超微小引張試験片の断面の TEM 像

マイクロ梁側 プローブ側 

（a）断面ミクロ組織

（b）回折図形
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内層 
酸化膜 
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スリット 

スリット 

外層 
酸化膜 
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相 

（a）ステンレス鋼溶接金属（イオン照射材） （b）中性子照射ステンレス鋼

図 10 ステンレス鋼溶接金属（イオン照射材）と中性子照射ステンレス鋼の酸化挙動の比較
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nm における相境界について分析した結果，未照射材（熱

時効材）では Si, Mn, Mo, P の濃化が確認され，照射材（熱

時効材）では Ni, Si, P の濃化と Cr, Mn, Mo の減少が確認

されている．偏析による組成変化は相境界から5 nm の範

囲で生じており，中性子照射ステンレス鋼の粒界で認めら

れる照射誘起偏析（粒界での Ni, Si の濃化と Cr, Mn, Mo の

減少）(20)と同様の偏析が認められた．Cr の減少と Si の濃

化は共に耐食性を減少させる方向に作用する．Cr の濃度

は照射により 19.9wt%から 17.0wt%に，Si の濃度は 1.0wt%
から 2.0wt%に相境界で変化しており，相境界に沿った優

先酸化が発現する原因になったと考えられる．なお，これ

までに中性子照射ステンレス鋼の粒界部で優先酸化が認

められたもののうち，最も照射量の低い材料は 3 dpa の材

料であり，粒界における Cr と Si の濃度はそれぞれ

13.55wt%と 1.50wt%と報告(20)している．同材料の未照射材

では粒界における Cr と Si の濃度はそれぞれ 17.42wt%と

0.66wt%であり，最近の研究では未照射のステンレス鋼に

おいても一部の粒界で優先酸化が認められる場合(21)があ

ることから，Cr 濃度で 17wt%以下，Si 濃度で 1～2wt%以

上が優先酸化の発現するしきい値である可能性がある．

相境界酸化部を超微小引張試験した結果，相に形成し

た内層酸化膜と相（金属）との界面に沿った破壊が生じ

た．試験片には相の内層酸化膜や内層酸化膜／母相界面

も含まれていたが，相の内層酸化膜と相との界面の方が

破壊強度が低いことが示唆された．試験片破断時の公称応

力は 1,170 MPa であり，真応力で 1,360 MPa であった．中

性子照射ステンレス鋼の粒界酸化部を超微小引張試験し

た際の試験片破断時の応力(11)との比較を図 11 に示す．な

お，中性子照射ステンレス鋼については 2 本の試験片を試

験しており，1 本は酸化した旧粒界を含む内層酸化膜の試

験片であり，もう 1 本は酸化した旧粒界を含まない内層酸

化膜の試験片である．酸化した旧粒界を含む試験片では，

酸化した旧粒界に沿って破断したが，試験部に母材が含ま

れており，破面の一部（20%）は母材であった．酸化した

旧粒界を含まない試験片では，内層酸化膜で破壊し，破壊

強度は酸化した旧粒界を含む試験片よりも高いものであ

った．本試験での破断時の公称応力は，中性子照射ステン

レス鋼の酸化した旧粒界を含む試験片の応力よりも高い

ものの，酸化した旧粒界を含まない試験片の応力よりは低

い結果となった．真応力についても同様の傾向であった．

なお，セラミックスの一種である酸化物は本来引張に対し

て高い破壊強度を有するものであるが，酸化した旧粒界は

多孔質な界面になっており，物質密度が低下した旧粒界を

破壊の経路とすることで比較的低い応力で破壊が生じた

と考えられる．また，内層酸化膜についても微細な酸化物

から成る多結晶構造となっており，酸化物間の粒界を破壊

の経路とすることで比較的低い応力（旧粒界よりは高い）

で破壊が生じたと考えられる．相境界酸化部の試験片では，

破面の半分は相の内層酸化膜で破壊したと推測される凹

凸のある破面であったことから，内層酸化膜／相界面の

本来の破壊強度よりも若干高い応力で試験片が破断した

と推測され，内層酸化膜／相界面の破壊強度は中性子照

射ステンレス鋼の酸化した旧粒界の破壊強度と大きく異

ならないと考えられる．

照射されたステンレス鋼溶接金属では，PWR 1 次系環

境において相境界に沿って優先的に酸化が進行し，破壊強

度が比較的低い酸化物／金属界面が相境界に沿って形成

されることが示唆された．中性子照射ステンレス鋼の粒界

と比べて酸化挙動に違いが認められたものの，粒界酸化と

同様に，相境界に沿って形成される酸化物／金属界面が微

小亀裂の発生や成長のサイトとして働く可能性がある．ま

（b）真応力

図 11 超微小引張試験片の破断時の応力と破壊位

置の比較

（ ）：破面における面積比
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た，ステンレス鋼溶接金属では/相境界の他に粒界（/相
境界）もあり，照射を受けることで粒界についても優先酸

化が生じると推測される．照射ステンレス鋼溶接金属にお

いては，/相境界と粒界の双方が割れの起点や亀裂の進

展経路として複合的に働く IASCC 機構を考える必要があ

り，この検討にはステンレス鋼溶接部の中性子照射材を使

った腐食試験や SCC 試験により，相境界や粒界での優先

酸化の発現状況と SCC 挙動との関係を調べる必要がある．

5. ままととめめ

PWR 1 次系模擬水中での腐食により 316L ステンレス

鋼溶接金属のイオン照射材に形成した相境界の酸化膜の

ミクロ組織を TEM 観察で調べるとともに，引張破壊挙動

を超微小引張試験で調べ，これまでに報告している中性子

照射ステンレス鋼の粒界酸化部の知見と比較した．

・相では照射を受けても内層酸化膜はほとんど形成さ

れず，相では相境界に沿って内層酸化膜が深くまで

形成される傾向が認められた．また，相境界を通じた

相から相への酸化の進行は生じていないことが確

認された．相境界に沿った内層酸化膜の先端は相境

界から母相（相）側に 30～50 nm 離れており，中性

子照射ステンレス鋼の粒界酸化部に認められた粒界

を酸化の先端とした楔型形状の酸化物形成と異なる

ことが分かった．

・相境界の酸化膜を引張試験した結果，相の内層酸化

膜と相（金属）との界面に沿って破壊が生じ，その

破壊強度は相の内層酸化膜や相の酸化膜／母相界

面に比べて低いこと，中性子照射ステンレス鋼の酸

化した旧粒界と近いことが分かった．

・照射されたステンレス鋼溶接金属では PWR 1 次系環

境において相境界に沿って優先的に酸化が進行し，

破壊強度の比較的低い酸化物／金属界面が深くまで

形成されるようになることが示唆された．
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亜亜鉛鉛注注入入ししたたPPWWRR11次次系系環環境境水水中中ににおおけけるるTTTT669900合合金金のの  

腐腐食食挙挙動動にに及及ぼぼすす溶溶存存水水素素濃濃度度のの影影響響（（第第22報報））  
 

Influences of Dissolved Hydrogen on Corrosion Behavior of Alloy 690 TT 
in Zinc-Injected Simulated PWR Primary Water Condition (Part 2) 
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要要約約  被ばく低減と材料劣化抑制を目的とした PWR1 次系化学管理の最適化検討の一助とするた

め，亜鉛注入した PWR１次系模擬水環境で TT690 合金の浸漬試験を行った．これにより，亜鉛注

入環境下のプラント運転温度範囲（270～320℃）で TT690 合金の腐食に対する溶存水素（DH）濃

度（30, 35, 40, 45 cm3/kg）の影響について整理した．評価の結果，高 DH 濃度ほど表面の腐食生成

物であるスピネル構造の酸化物成長が抑制され，DH濃度45 cm3/kgで顕著であることがわかった．

内層酸化皮膜の厚さと試験時間から放物線速度定数 kp［m2/s］を求めた結果でも，試験温度に依ら

ず DH 濃度が大きいほど𝑘𝑘�は低下した．亜鉛注入により，酸化皮膜の生成が阻害され，高 DH 濃度

でその効果が顕著になったためと考えられる．これらの検討により，亜鉛注入環境下においても，

高 DH 濃度側で腐食が抑制される傾向が示されるとともに，表面酸化物の形成が抑制されること

が確認された． 
 
キキーーワワーードド    PWR1 次系水，TT690 合金，溶存水素濃度，酸化皮膜厚さ，亜鉛注入 
 
 
Abstract To optimize water chemistry management for reduced radiation exposure and material degradation, 
immersion tests were conducted using Alloy 690 TT in zinc-injected simulated PWR primary water. The 
effect of dissolved hydrogen (DH) concentration (30, 35, 40, 45 cm³/kg) on corrosion behavior in the plant 
operating temperature range (270-320 °C) was investigated. Higher DH concentrations suppressed the 
formation or growth of spinel-type corrosion products, particularly at 45 cm³/kg. By determining the parabolic 
rate constants from oxide film thickness and test time, the results showed that zinc injection and higher DH 
concentration synergistically delayed the progression of inner layer oxidation regardless of test temperature. 
Additionally, zinc injection significantly suppressed oxide film formation, with this effect being more 
pronounced at higher DH concentrations. These findings confirm that even in a zinc-injected environment, 
corrosion tends to be suppressed at higher DH concentrations, and oxide formation is further suppressed by 
zinc injection. 
 
Keywords   PWR primary water, Alloy 690 TT, Dissolved hydrogen, Oxide film thickness, Zinc injection 

 
 
 

1.  ははじじめめにに 
 

加圧水型原子炉（pressurized water reactor, PWR）の 1 次

系では，燃料の反応度制御や構造材の腐食抑制による系統

線量低減等を目的として，水化学管理指針に基づき，適切

に系統の水質が管理されている（1）．しかし，Ni 基合金の

600合金では，１次冷却材応力腐食割れ（primary water stress 
corrosion cracking, PWSCC）感受性をもつことが知られて

おり，国内外で多くの発生・進展事例が報告されてきた(2,3)．

対策材として耐 PWSCC 性を向上させた TT690 合金（特

殊熱処理した 690 合金）への交換が進められているが，更

なる信頼性・安全性の向上を目指す観点から，水化学管理

の最適化が求められている． 
水化学管理が構造材に及ぼす影響としては，溶存水素濃

度（以下，DH (dissolved hydrogen) 濃度とする）が，600 合

金の PWSCC 発生や進展に影響することが知られている

(4)．また，原子力発電所の作業者の被ばく線量に対しても

水化学管理は影響すると考えられる．600 合金や TT690 合

金等の Ni 基合金から 58Ni が溶出すると，1 次冷却材によ

り原子炉内へ持ち込まれ，燃料表面で析出して放射化され

１ 
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C Si Mn P S Cr Fe Cu Ni 

0.019 0.30 0.32 0.009 0.0006 30.18 9.42 0.04 59.25 

試験条件 
上段：温度 
下段：DH 

270℃ 
35cm3/kg 

290℃ 
35cm3/kg 

320℃ 
35cm3/kg 

270℃ 
40cm3/kg 

290℃ 
40cm3/kg 

320℃ 
40cm3/kg 

・亜鉛濃度は 0.03～0.04 ppm を目途 
・1 バッチの試験時間は約 500 時間 

ることにより主要放射性核種である 58Co となる．Ni は

Ni/NiO（金属 Ni と NiO）の境界電位で熱力学的な安定状

態が変化し，その形態変化点は DH 濃度と温度に依存する

ことが分かっている（5）．DH 濃度を高くすることにより，

Ni を溶解度の低い金属 Ni とすることで，原子炉内への移

行を防ぐことが 58Co の発生を抑制する観点から有効とさ

れている（5）． 
既報で当研究所の笹岡ら(6)は，Ni の Ni/NiO 境界での熱

力学的な安定状態の変化が，Ni 基合金の腐食挙動に影響

していると考え， TT690 合金の腐食に対する温度環境も

含めた DH 濃度の影響を評価した．また，実際の PWR プ

ラントでは，被ばく低減を目的に亜鉛注入が行われている

ことから，前報(7)において，亜鉛注入環境下で DH 濃度（30 
cm3/kg，45 cm3/kg）と温度（270℃, 290℃, 320℃）を変え

た TT690 合金の腐食試験を実施し，以下の知見を得た． 
①亜鉛注入した PWR1 次系模擬環境下において，270～

320℃のプラント運転温度範囲では，DH 濃度 30 cm3/kg
に比べて高 DH 濃度側の 45 cm3/kg で腐食が抑制され

る傾向がある． 
②亜鉛注入環境では，亜鉛注入無しの環境に比べて表面

酸化物の形成が抑制される． 

しかし，実機 PWR プラントにおける被ばく低減と，材

料劣化抑制を目的とした最適水化学条件策定のためには，

さらにデータの拡充が必要と考えられた． 
本研究では，前報に引き続き TT690 合金について亜鉛

注入環境での溶存水素濃度の腐食に対する影響について

詳細に評価した結果を報告する． 
 

2.  試試験験方方法法 
 
2.1  供供試試材材 
 
本試験に用いた TT690 合金供試材の化学組成を表 1 に

示す．溶体化処理後 700℃で 15 時間の TT 処理(thermal 
treatment, 特殊熱処理)を施した TT690 合金に，20%冷間加

工を施した材料である． 
 

表 1 TT690 合金供試材の化学組成 (wt%) 

 
 
 
 
 
 

2.2  浸浸漬漬試試験験 
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図 6 FE-SEM による表面皮膜観察結果(×50,000)  （20%CW TT690） 

図 5 FE-SEM による表面皮膜観察結果(×500) （20%CW TT690） 

図 7 FE-SEM による表面皮膜観察結果(×100,000)  （20%CW TT690） 
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3.3  酸酸化化皮皮膜膜のの断断面面観観察察  

 
FE-SEMによる酸化皮膜の断面観察結果の一例を図8に

示す．試験片は，亜鉛を含む PWR1 次系模擬環境（DH 濃

度 35 cm3/kg，270℃, Zn 0.04 ppm）に浸漬した後，CP 加工

により 338.3µm にわたり断面処理を施したものである． 
0.1 µm に満たない薄い酸化皮膜であるため，低倍での評

価は困難だが，観察視野全域にわたり一様な皮膜が形成し

ていた．これまでの観察でも，皮膜は内層と外層の 2 層構

造を形成し，これら 2 層は同程度の厚みとなることが分か

っている．今回観察した皮膜についても，類似の 2 層構造

の形態が認められた．  
  

 

 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 

 

 
 

 
 
 
 

 
 

 
  

図 8 FE-SEM による皮膜断面観察結果（20%CW TT690，DH 濃度 35 cm3/kg，270℃，Zn 濃度 0.04 ppm） 
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DH 濃度 
（cm3/kg） 

内層酸化被膜の平均厚さ(nm) 
270℃ 290℃ 320℃ 

35 25 30 32 

40 21 23 21 

3.4  酸酸化化皮皮膜膜厚厚ささのの測測定定 
 
酸化量を定量的に取り扱うために，一般に耐食性を担う

と考えられる内層酸化皮膜の厚さを評価した．評価は CP
加工された酸化皮膜断面について，加工部の左・右・中央

の 3 視野を高倍率（x100k）まで拡大して行った．測定例

を図 9 に，各試験片の内層酸化皮膜の 3 点の平均厚さを

表 4 に示す．評価を実施した皮膜厚さの平均値は 21～
32nm の範囲にあり，何れも 0.1 µm にも満たない薄い皮膜

であった． 
 
 
 
 
 
 
 
4.  考考察察  

 
4.1  表面皮膜形成へのDH濃度の影響 
 
各 DH 濃度における TT690 合金表面の腐食生成物の状

況を前報(7)の結果を含めてまとめた．図 10 に試験片の DP 
3 μm の研磨面表面を FE-SEM にて高倍率（x50,000）で観

察した結果を示す．いずれの条件も亜鉛を含む環境に浸漬

したもので，試験片表面全面に粒状酸化物が観察された．  

 

図 9 FE-SEM による内層酸化皮膜厚さ測定例 

表 4 各試験片における内層酸化皮膜の平均厚さ 

図 10 FE-SEM による表面皮膜観察結果（×50,000） （20%CW TT690合金，DH濃度30,35,40,45 cm3/kg） 

*前報（7）INSS JOURNAL 2023 からの引用 

最⼤ 
80 nm 

平均 
27 nm 

* 

* 
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DH 濃度 30, 35, 40 cm3/kgでは，270℃～320℃の温度域

で，粒径が 0.1 μm 程度だが，DH 濃度 45 cm3/kgでは腐食

生成物の形態が小さく，同視野では粒径を評価することが

困難である．一方で，表面皮膜の形態や大きさに温度の影

響は確認されなかった．これらの傾向は，高DH 濃度ほど

表面の腐食生成物の成長抑制が顕著であることを示して

いる．  

 
4.2.  内内層層酸酸化化皮皮膜膜形形態態へへののDDHH濃濃度度のの影影響響  

 
内層酸化皮膜の成長が，皮膜中のイオンの拡散に律速さ

れる場合，その皮膜の成長は放物線則に従うと考えられる．

皮膜厚さと時間の関係を表す放物線則は次式により示さ

れる (8)． 

 𝑥𝑥� � 2𝑘𝑘�𝑡𝑡                 （1）            
 
ここで，𝑥𝑥は内層皮膜厚さ[m]，𝑘𝑘�は放物線速度定数[m2/s]，

𝑡𝑡は時間[s]である．測定した内層酸化皮膜厚さと試験時間

から(1)式により𝑘𝑘�を求め，試験時間の異なる試験片の酸

化の進行を相対的に比較した．表5に前報(7)での結果およ

び表４の皮膜厚さより求めた𝑘𝑘�をまとめて示す． 

 

 

*前報（7）INSS JOURNAL 2023 からの引用 

 
亜鉛注入環境下における𝑘𝑘�と DH 濃度の関係を図 11 に

示す．試験温度に依らず DH 濃度が大きいほど𝑘𝑘�は低下

しており，高 DH 濃度ほど内層酸化の進行が妨げられる結

果となった． 

次に，試験温度（290℃，320℃）の𝑘𝑘�と DH の関係を，

過去に取得した亜鉛注入無しのデータと合わせて図 12 に

示す．亜鉛注入により著しく酸化皮膜の成長は抑制され，

高 DH 濃度でその効果が顕著になることが分かった． 

 

  

DH 濃度 
（cm3/kg） 

亜鉛注入 
の有無 

𝑘𝑘� [m2/s] 

270℃ 290℃ 320℃ 

30＊ 
Zn 有り 2.3×10-22 2.6×10-22 3.6×10-22 

無し － 1.0×10-21 1.3×10-21 

35 
Zn 有り 1.8×10-22 2.5×10-22 2.9×10-22 

無し － － － 

40 
Zn 有り 1.2×10-22 1.4×10-22 1.2×10-22 

無し － － － 

45＊ 
Zn 有り 6.8×10-23 6.4×10-23 3.2×10-23 

無し － 3.4×10-22 4.6×10-22 

図 11 𝑘𝑘�とDH 濃度の関係 
（270℃，290℃，320℃，Zn 注入あり） 

表 5 kp計算結果 

1.0E‐23

1.0E‐22

1.0E‐21

1.0E‐20

30 35 40 45

κ p
（

m
2 /
s)

DH濃度（cm3/kg）

320℃、Znあり
320℃、Znなし

図 12 𝑘𝑘�とDH濃度の関係（Zn 注入有無の比較） 
（上段：290℃，下段：320℃） 

（ａ）290℃ 

（ｂ）320℃ 
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腐食に及ぼす亜鉛注入環境下での 270℃～320℃の範囲

における温度の影響を評価した． 𝑘𝑘�に対する温度の影響

を図 13 に示す．傾向は DH 濃度により僅かな違い認めら

れ，DH 濃度 30 と 35 cm3/kg では温度上昇に伴い𝑘𝑘�がわず

かに大きくなった．一方，DH 濃度 40 cm3/kg では温度に

よる変化はほとんどなく，DH 濃度 45 cm3/kg では高温側

で𝑘𝑘�が減少する傾向が認められた．この複雑な温度依存

性については，高 DH 側で金属イオンの拡散以外の要因が

強く影響することを示唆している．具体的には，表面にお

ける電気化学反応が影響した可能性が考えられ，ステンレ

ス鋼などでも高温側で皮膜が薄くなることが報告されて

いる（9）．ただし，より高温側における挙動や詳細機構につ

いては，引き続き検討を要するものと考えられる．  

 

 
 

55..  ままととめめ 

 
亜鉛注入した PWR1 次系模擬環境下において，DH 濃度

と温度を変えた TT690 合金の腐食試験を実施した．酸化

皮膜を表面および断面から観察し，表面酸化皮膜の形態や，

内層酸化皮膜の厚さを調べた．その結果から亜鉛注入環境

下での DH 濃度と温度の腐食に対する影響を検討した．得

られた知見は以下の通りである． 

（１） 亜鉛注入による腐食抑制効果は，検討を実施し

た 270～320℃および DH 濃度 30～45 cm3/kg の

いずれの範囲でも有効である． 
（２） 特に高 DH 濃度条件となる DH 濃度 45 cm3/kg

の条件で，亜鉛注入による腐食抑制効果が顕著

に認められた． 

（３） 皮膜厚さへの温度の影響は DH 濃度により変化

する可能性があり，高 DH 条件となる 45 cm3/kg

では，高温側で皮膜が薄くなる傾向が認められ

た． 
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ポポッッププイインン現現象象にによよるる原原子子炉炉容容器器鋼鋼モモデデルル合合金金のの  

照照射射硬硬化化機機構構のの検検討討  

Study of the Irradiation Hardening Mechanism of Model Alloy of Reactor Pressure Vessel Steel 
Using Pop-in Phenomena 

前田 悠希 （Yuuki Maeda）＊1  藤井 克彦 （Katsuhiko Fujii）＊1  福谷 耕司（Koji Fukuya）＊1 
 

 
 

要要約約   中性子照射によって原子炉容器鋼に形成される照射欠陥と転位の相互作用を明らかにす

ることを目的に，Fe イオンを照射した低 Cu 含有量の原子炉容器鋼のモデル合金（Fe-Mn-Ni-Si-Cu
合金）についてナノインデンテーション試験を実施した．特に，ナノインデンテーションの負荷過

程で発生する不連続変形過程であるポップインに着目し，照射が局所的な塑性変形の開始に与え

る影響を調べた．Fe イオン照射によって押し込み硬さは増大した一方で，ポップインが発生する

荷重は低下する傾向がみられた．また，ポップインが発生する荷重に対する変位のバースト量の

比は照射量の増大によって低下した．これらの結果は，イオン照射によって導入された照射欠陥

がせん断転位ループの不均一核生成のサイトであるとともに転位の障害物としても作用すること

を示唆する． 
 
 
キキーーワワーードド    照射硬化，イオン照射，ナノインデンテーション，ポップイン，原子炉容器鋼 
 
 

Abstract In order to elucidate the interaction between irradiation defects that are formed by neutron 
irradiation and dislocations, Fe ion irradiation was conducted on model alloys of low Cu reactor pressure 
vessel steel (Fe-Mn-Ni-Si-Cu alloy), and nanoindentation was performed. To study the influence of irradiation 
on the initiation of local plastic deformation, pop-in behavior, i.e. discontinuous deformation during 
nanoindentation loading, was investigated. Although nanoindentation hardness increased with irradiation 
dose, there was a tendency for the load at which pop-in occurred to decrease. Furthermore, the ratio of the 
pop-in load to the displacement burst width was decreased with irradiation dose. These results suggest 
irradiation defects act as not only the sites for dislocation nucleation but also as obstacles to dislocation 
movement. 
 
Keywords   Irradiation hardening, Ion-irradiation, Nanoindentation, Pop-in, Reactor pressure vessel steel 

 

 

 

1. ははじじめめにに 
 

原子炉容器鋼の中性子照射による照射脆化は重要な高

経年化事象のひとつであり，非常に多くの研究が実施され

てきた(1)．現在では，アトムプローブ分析や透過電子顕微

鏡観察などに代表されるミクロ組織の評価手法の発達に

伴い，照射脆化が溶質原子クラスタの形成や転位ループな

どのマトリクス損傷による硬化が主要因である(1)(2)ことが

明らかになっている．さらに，ミクロ組織変化と降伏応力

や硬さなどの力学特性の関係についても検討がなされ，

Cuリッチの溶質原子クラスタに対するRussel-Brownモデ

ル(3)や転位ループに対するOrowanモデル(4)などの硬化モ

デルが適用されている．しかし，転位ループと溶質原子ク

ラスタの硬化係数の違いなどの未解明の課題もあり，硬化

モデルの高度化のためにもさらなる知見を拡充する必要

がある． 
材料の力学特性を調べる手法の一つとして計装化押込

み装置を用いたナノインデンテーション試験が知られて

いる．ナノインデンテーション試験は，押込み深さがnm
スケールと非常に小さく(5)，薄膜材料の評価だけでなく，

損傷領域が最大でも数µm程度であるイオン照射による硬

化を評価する場合にも用いられる手法である(6)．ナノイン

デンテーション試験の特長として，荷重と圧子の圧入深さ

を測定しながら押込むことによって荷重－変位曲線が取

得できる点が挙げられ，取得した荷重－変位曲線から押込

み硬さや押込み弾性率を評価する．一定の条件下で試験を

行った場合，荷重－変位曲線の負荷過程で図1に示すよう

な不連続変形が発生する場合がある(5)(7)．この現象はポッ

プイン（Pop-in）と呼ばれ，金属材料で発生するポップイ

ンは，局所的な塑性変形の開始に対応するという説が有力
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視されている(7)．ポップインの発生する原因に関する研究

のほかに，ポップインが局所的な塑性変形の開始に対応す

ると考えられることを利用し，結晶粒界(8)や転位(9)(10)など

の格子欠陥や，固溶元素(11)(12)が塑性変形の素過程に与える

影響が調べられた．近年では，照射材料のポップイン挙動

を評価することで照射欠陥が局所的な力学特性に与える

影響に関する知見を拡充することが期待されており，Mo
単結晶(13)や鉄鋼材料(14)-(17)などのイオン照射によるポップ

イン挙動の変化が検討されている．しかし，軽水炉の原子

炉容器鋼やそのモデル合金の照射によるポップイン挙動

の変化が調べられた例は極めて少ない．そこで，本研究で

は，軽水炉材料の照射硬化機構の解明のために，イオン照

射を実施した低Cu含有量の原子炉容器鋼のモデル合金に

ナノインデンテーションを実施し，イオン照射が局所力学

特性に与える影響を調べた． 
 

2. 実実験験 
 

2.1. 試試験験片片 
 
本研究では，低Cu含有量の原子炉容器鋼のモデル合金

であるFe-Mn-Ni-Si-Cu合金を用いた．表1に化学組成を示

す． 
試験片の形状は，長さ8 mm，幅2 mm，厚さ0.5 mmの板

状である．イオン照射を実施する面には，#1200のエメリ

ー紙による湿式研磨の後に3 µmのダイヤモンド粒子によ

る研磨を行った．最終仕上げとして粒径0.03 µmのコロイ

ダルシリカによる研磨を行い，表面の変質層を取り除いた． 
 
2.2. イイオオンン照照射射実実験験 
 
イオン照射は，東京大学重照射研究設備HITで実施した．

タンデトロン加速器を用いて，2.8 MeVの2価のFeイオン

（Fe2+）を照射温度290ºCで照射した．750 nm深さで定義し

た損傷速度はそれぞれ1.6×10-5 dpa/sと2.0×10-5 dpa/s，損

傷量は0.02 dpaと0.21 dpaの2条件である．損傷量の計算に

は，イオン注入解析用ソフトウェアSRIM2006(18)を用いた．

計算は，純鉄を仮定し，はじき出しエネルギー𝐸𝐸�は40 eV
とした．図2にSRIM計算から得られた損傷量の深さ方向の

分布の例を示す． 
 
2.3. ナナノノイインンデデンンテテーーシショョンン試試験験 
 
照射による硬さの変化を調べるために押し込み硬さ試

験を行った．その後，ポップインを調べるためにポップイ

ン試験を実施した．これら2つの試験は，試験片を8.7×10×2 
mmのインバーに瞬間接着剤で接着した状態で実施した． 

 
2.3.1. 押押しし込込みみ硬硬ささ試試験験 
 
押し込み硬さ試験は，ELIONIX社製のENT-2100を用い

て行った．圧子はBerkovich圧子を使用した．2.8 MeVのFe2+

イオンの照射のピーク深さは約750 nmであり，最大深さは

約1000 nmである．照射材の押込み硬さ試験では，押込み

深さの4～5倍の塑性域が発生することが報告されている
(19)．そのため，押込み深さを150 nmとすることで損傷領域

のみの硬さを取得した．硬さの結晶方位依存性による影響

を平均化するために未照射材では50点，照射材では120点
の測定を実施した． 

図 2 照射量の深さ方向の分布 図 1 ナノインデンテーションでのポップインの例 

荷
重

負荷 除荷

ポップイン

変位

表 1 合金の化学組成 (wt.%) 

Element Si Mn Ni Cu Fe

Compose 
(wt.%) 0.25 1.5 0.5 0.05 Bal.
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2.3.2. ポポッッププイインン試試験験 
 
ポップイン試験は，Hysitron社製のTriboindenter（TI950）

を用いた．試験は，Berkovich圧子を使用し，室温環境下で

最大荷重を3000 µNの荷重制御試験として実施した．負荷

速度および除荷速度は50 µN/sとした．与えた荷重の時間

履歴の一例を図3に示す．測定は，ひとつの試験片につき

10点行い，測定の際には圧痕の中心間の距離が50 µm以上

離れるようにした．図4に圧痕の走査電子顕微鏡像の一例

を示す． 
 

3. 結結果果 
 

3.1. 押押込込みみ硬硬ささ試試験験 
 
図5に照射量と押し込み硬さの関係を，図6に押込み硬さ

の頻度分布を示す．押し込み硬さの平均値は照射によって

増大し，イオン照射によって硬化するという従来の知見と

整合した結果が得られた(6)．また，観測された押込み硬さ

の分散は照射によって有意に増大した．これは，照射欠陥

の硬化への寄与が結晶方位によって異なることに起因す

ると考えられる． 
 

3.2. ポポッッププイインン試試験験 
 

3.2.1. 荷荷重重－－変変位位曲曲線線 
 
図7に未照射材の測定で得られた荷重－変位曲線の一例

を示す．すべての測定で図7に示すような不連続変形過程

（ポップイン）が発生した．Hertzの接触理論によると球形

圧子によって弾性変形が生じる場合，荷重𝑃𝑃と変位ℎの関

係は以下のように表される(20)． 

図 6 押し込み硬さの頻度分布 

図 5 照射量と押し込み硬さの関係 

図 4 Berkovich 圧子による圧痕の観察像 

図 3 荷重の時間履歴 
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𝑃𝑃 � 4
3𝐸𝐸�√𝑅𝑅 ℎ�� �1� 

式(1)中の𝑅𝑅は圧子の先端曲率半径，𝐸𝐸�は圧子と材料の

複合弾性率である．図8にポップインが発生する前の荷重

𝑃𝑃と変位ℎ� � の関係の一例を示した．荷重𝑃𝑃と変位ℎ� � が

比例していることからポップインが発生する前は弾性変

形であると考えられる．3つの照射量の荷重－変位曲線の

代表例を図9に示す．負荷初期の挙動は3つの試験片でほぼ

同一であった．これは，3つの試験片の測定で圧子と材料

の複合弾性率がほぼ同一であることを示す結果である． 

 
3.2.2. ポポッッププイインンのの評評価価 

 
ポップインを定量的に評価するためにポップイン荷重

𝑃𝑃�と変位のバースト量𝛥𝛥𝛥を定義した．ポップイン荷重𝑃𝑃�は
荷重－変位曲線からHertzの接触式が逸脱した点の荷重と

し，変位のバースト量𝛥𝛥𝛥はポップインによる変位の増分

とした．図10にポップイン荷重𝑃𝑃�と変位のバースト量𝛥𝛥𝛥
の関係を示す．照射量によらずポップイン荷重𝑃𝑃�と変位の

バースト量Δℎには相関がみられた．既往の検討において

も同様の挙動を示すことが報告されており(11)(15)(21)，変位の

バースト量がポップインの発生するときに材料に蓄えら

れている弾性ひずみエネルギーに依存するためであると

考えられている(11)．また，測定されたポップイン荷重の最

大値と最小値の差は300 µN程度であった．これは，既往の

検討(22)において指摘されている通り，ポップインが熱活性

化過程に伴って発生する確率的な現象であることが影響

していると考えられる．照射によるポップイン挙動の変化

に着目すると，ポップイン荷重𝑃𝑃�は照射量の増大に伴って

減少傾向がみられた．また，同一のポップイン荷重𝑃𝑃�に対

する変位のバースト量Δℎは照射によって減少する傾向が

みられた．図11にそれぞれの試験片の変位のバースト量

Δℎとポップイン荷重𝑃𝑃�の積Δℎ ∗ 𝑃𝑃�を示す．積Δℎ ∗ 𝑃𝑃�は，ポ

ップイン時に圧子が試験片に与えたみかけの仕事量に相

当する．照射量の増大に伴って積Δℎ ∗ 𝑃𝑃�の平均値と最大

値は減少する傾向がみられた． 
 

4. 考考察察 
 

4.1. イイオオンン照照射射ががポポッッププイインン荷荷重重にに与与ええるる

影影響響 
 
既往の検討より，金属材料で発生するポップイン現象の

素過程は転位の増殖や射出であると考えられている(7)．実

験的検討(9)や分子動力学（molecular dynamics, MD）計算(23)

から，転位密度が高い材料は低い材料と比較してポップイ

ン荷重が低下する傾向があり，転位密度が高い材料ではポ

ップインが転位の増殖，転位密度が低い材料ではポップイ

ンが転位の射出に対応することが示唆されている．本研究

で用いたモデル合金は加工前に焼鈍されていることから

転位密度は十分低く，観測されたポップインは転位の射出

によるものと考えられる．ポップインで転位が射出する過

程にはせん断転位ループの均一核生成と不均一核生成の2
つの機構が考えられており(7)，機構の違いによってポップ

イン荷重の累積確率分布に差異が生じることがMD計算

図 7 未照射材の典型的な荷重変位曲線 

図 9 3 つの試験片の典型的な荷重変位曲線 

図8 負荷初期の荷重と3/2乗した変位の関係 
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から報告されている(24)．Beiらは，予ひずみを与えたMo単
結晶のポップイン挙動を調べ，ある荷重以下でポップイン

が発生する確率𝑓𝑓を以下の式で表すことを提案した(25)． 
𝑓𝑓 � 1 � 𝑞𝑞����������� � 𝑞𝑞������������� �2� 
𝑞𝑞������������� � exp��𝜌𝜌������𝑉𝑉�� �3� 

式(2)中の𝑞𝑞�����������せん断転位ループの均一核生成

の発生確率であり，荷重速度と温度の関数である．

𝑞𝑞�������������はせん断転位ループの不均一核生成の発生

確率を表し，式(3)中の𝜌𝜌������は欠陥密度，𝑉𝑉�は圧子によっ

て荷重が与えられる体積である．このモデルは，せん断転

位ループの不均一核生成の発生する確率が，圧子から荷重

を受ける体積内に存在する欠陥の数に依存することを意

味する．既往のMD計算によると，原子空孔や自己格子間

原子といった点欠陥によってポップイン荷重が低下する

ことが報告されている(26)(27)．以上より，イオン照射の照射

量の増大に伴うポップイン荷重の低下は，照射欠陥がせん

断転位ループの不均一核生成のサイトとして作用したこ

とが原因であると考えられる．Mo単結晶に対するイオン

照射においても，ポップイン荷重の低下が報告されており
(13)，本研究と共通した機構でポップイン荷重が低下したこ

とが示唆される．今後は，溶質原子クラスタやマトリクス

損傷などの照射による個々のミクロ組織がポップイン荷

重に与える影響を調べることが重要である． 
 

4.2. 照照射射量量とと変変位位ののババーースストト量量のの関関係係 
 
Shibutani ら(29)の提案したモデルによると，ポップイ

ン現象のバースト量はポップインで射出される転位の

本数に依存する．また，Fe-Si 合金の実験結果から，ポ

ップインのバースト量がポップイン直後の転位組織と

相関することが示唆されている(30)．これらから，照射

によるポップイン荷重𝑃𝑃�に対するバースト量Δℎの低下

はポップイン直後の転位組織の差異に起因すると考え

られる． 
一般に，照射欠陥は転位の障害物として作用し，硬

化の原因となることが知られている．そのため，照射

材では射出された転位が短い距離で運動エネルギーを

失い，未照射材と比較して圧子に近い領域で転位が堆

積すると推定される．堆積した転位は圧子に逆応力を

与え，後続の転位の核生成に必要な応力が増大した結

果，核生成される転位の本数が減少したと考えられる．

これらから，照射による変位のバースト量𝛥𝛥𝛥の減少は，

照射欠陥による転位のピン止めを反映していると考え

られる．照射材のポップイン時の圧子の仕事量𝑃𝑃� ∗ Δℎ
の低下についてもバースト量の低下と同様に材料の塑

性変形抵抗の増大に起因しており，硬さ試験で得られ

るマクロな硬さと圧子の仕事量𝑃𝑃� ∗ Δℎが相関関係をも

つ可能性を示唆する結果である．以上のポップイン荷

重と変位のバースト量から転位の核生成と転位の運動

の両方について検討できることが示唆された．今後は，

アトムプローブ測定や透過電子顕微鏡観察によって照

射によるミクロ組織変化を評価するとともにポップイ

ン直後の圧子直下の転位組織の評価し，ポップインと

ミクロ組織の関係を調べることが重要である． 
 

5. ままととめめ 
 
照射硬化の機構を解明するために，イオン照射した低

Cu原子炉容器鋼のモデル合金（Fe-Mn-Ni-Si-Cu合金）につ

いてナノインデンテーションを実施し，負荷過程で発生す

るポップインを評価した．その結果，以下のことがわかっ

た． 
 押込み硬さが照射によって増大した一方で，ポッ

プインが発生する荷重は照射量の増大に伴って低

下した．これは，照射欠陥においてせん断転位ルー

プの核生成が容易であることに関係すると考えら

図 11 ポップイン荷重とバースト量の積 

図 10 ポップイン荷重とバースト量の関係 
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れる． 
 ポップイン荷重に対する変位のバースト量は照射

よって減少する傾向がみられた．これは，照射欠陥

が転位の障害物として作用した結果，ポップイン

時に射出される転位の本数が減少したことを反映

した結果であると考えられる． 
 
以上から，ポップインの評価から，転位の生成と運動の

両方の挙動を調べることができる可能性が示唆された．

今後は，照射によるモデル合金のミクロ組織変化につい

て透過電子顕微鏡観察やアトムプローブ測定を通じて

評価するとともに個々のミクロ組織変化のポップイン

挙動への影響について検討する．
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米米国国原原子子力力発発電電所所のの異異常常事事象象報報告告書書（（LER））にに関関すするる

テテキキスストトママイイニニンンググにによよるるデデーータタ分分析析のの試試行行（（2））
Second report of a trial analysis of licensee event reports (LERs) of U.S. nuclear power plants by 

text mining

濱口 拓也（Takuya Hamaguchi）＊1

要要約約 原子力安全システム研究所（INSS）では，研究所設立以来，海外原子力発電所で発生し

た事故・故障情報を分析評価し，国内の加圧水型軽水炉（PWR）発電所における類似のトラブル

等の未然防止処置対策について，改善提言を行っている．本稿では，事故・故障傾向の特徴を明

らかにすることに主眼を置き，米国原子力発電所の異常事象報告書（LER：Licensee Event Report）
を用いて，炉型「PWR」，職能情報「原子炉」の事故・故障情報（合計 307 件）を分析対象として

テキストマイニングによる分析を試行した．分析の結果，3 件の事象を発生頻度の高い事象として

抽出し，これらの事象に対して国内対策がとられていることを確認した．

キキーーワワーードド 米国原子力発電所，異常事象報告書，テキストマイニング，共起ネットワーク，コーディング

Abstract Since its establishment, the Institute of Nuclear Safety System (INSS) has analyzed and evaluated 
information on accidents and failures that have occurred at nuclear power plants overseas, and has been 
making recommendations for improvements to prevent similar accidents and failures from occurring at 
domestic pressurized water reactor (PWR) power plants. In this paper, we focused on identifying the 
characteristics of accident and failure trends, and used text mining methodology to analyze accident and 
failure information (307 cases in total) for the reactor type "PWR" and the job function information 
"nuclear reactor" using licensee event reports (LERs) of U.S. nuclear power plants. As a result of the 
analysis, we extracted three events as occurring frequently, and we confirmed that measures have been 
taken for these events in Japanese nuclear power plants.

Keywords U.S. nuclear power plants, license event reports, text mining, co-occurrence network, coding

1. ははじじめめにに

原子力安全システム研究所（INSS）では，研究所設

立以来，海外原子力発電所で発生した事故・故障情報

を分析評価し，国内の PWR 発電所における類似トラ

ブル等の未然防止処置対策について，改善提言を行っ

ている．

事故・故障情報の分析評価において，テキスト型デ

ータの計量的分析手法として確立されたテキストマ

イニングを活用することにより，従来手法とは異なる

視点から教訓・提言等を引き出せる可能性があること

から，新崎，山口(1)は不具合事象を説明する用語等に

着目してデータ分析の試行を行い，INSS JOURNAL
Vol.29 において報告している．

本稿では，上記報告を踏まえるとともに，テキスト

マイニングはテキスト型データの内容をおおまかに

把握し，特徴を抽出することを得意としていると言わ

れていることから，事故・故障傾向の特徴を明らかに

することに主眼を置き，検討した結果を報告する．な

お，テキストマイニングによるデータ分析用のソフト

ウェアは，KH Coder（樋口ら(2)(3)）を用いた．

2．．分分析析対対象象情情報報のの選選定定

本分析に用いる情報ソースは，公開情報で，国内の

商用原子力発電所と型式が同じであり（PWR または

BWR），記載内容が充実していることから，米国原子

力発電所の異常事象報告書（LER）を採用した．LER
は，米国連邦規則 10CFR50.73 “Licensee event report 
system”に定める報告基準に基づき，事業者から米国

原子規制委員会（NRC）に提出される異常事象報告書

である．

INSS では，LER 情報を日本語に翻訳して分析して

おり，この際に運転状態や影響，原因，対策，職能等

＊１（株）原子力安全システム研究所 技術システム研究所

１79INSS JOURNAL Vol .  31 2024 NT-9



の分類を行っている．前稿では，全ての事故・故障情

報に対して一律にテキストマイニングを適用した結

果，あまり明確な特徴や傾向は判明しなかった．今回

はある程度対象を絞る方がより具体的な特徴を抽出

できると考え，情報の報告日「2013 年 1 月 1 日～2022
年 12 月 31 日」，炉型「PWR」，職能情報「原子炉」の

事故・故障情報（合計 307 件）を分析対象とした．

3. 事事故故・・故故障障情情報報にに係係るる複複合合語語等等のの整整理理

KH Coder（樋口ら(2)(3)）を用いて分析する際に，

原子力発電所で発生した事故・故障情報を説明する語

を適切に取り出せるようにするため，原子力発電や事

故・故障に係る設備/機器名等の専門用語を整理し，

強制抽出する語のリストを作成した．リストは「複合

語の検出」機能等を用いて検出した語を参考に，経験

に基づいて，例えば，加圧器安全弁，出力運転や応力

腐食割れ等，約 500 語を設定した．参考として，強制

抽出する語のリストから約 50 語を抜粋して表 1 に示

す．また，年，月，日等，分析に不要な語を強制抽出

しない語のリスト（約 40 語）として整理した．

表 1 強制抽出する語のリスト（抜粋）

強制抽出する語

一次冷却材ポンプ, 一次冷却材, 応力腐食割れ, 化学体積制御系, 加圧器安全弁, 加圧器逃し弁, 換気空調,
検査手順, 原子炉出力, 原子炉容器, 充てんポンプ, 出力運転, 巡回点検, 主蒸気安全弁, 主蒸気逃し弁,
主蒸気隔離弁, 設計基準, 設定圧力, 中央制御室, 手順書, 燃料取出, 燃料装荷, 燃料集合体, 配管, 弁体,
補助給水ポンプ, 補助建屋, 要領書, 余熱除去ポンプ, 溶接部, 予防保全, 漏えい, 炉内構造物,
1 号機, A 系, A トレン, MSSV, PSV, RCP, RCS, R/V, S/G, エアロック, キャビティ, サービス水,
サーベイランス試験, シート漏れ, リーク, しゃ断器, ドレン弁, ファンベルト, ベント弁,

4. 共共起起ネネッットトワワーーククにによよるる分分析析

KH Coder（樋口ら(2)(3)）において，データ中から

自動的に語を取出すための前処理を実施した後，事

故・故障情報中にどのような不具合が多く発生してい

るのか，発生頻度の高い代表的事象の抽出を目的とし

て，どのような語が多く登場し，どう関係づけられて

いるかを把握するため，共起ネットワークを作成した

（図 1）．各事故・故障情報を Excel シートのセル毎に

整理していることから，集計単位は「Ｈ５」（セル毎），

最小出現数は 35，共起関係をやや広く確認するため，

描画する共起関係は上位 70 とした．共起ネットワー

クに加えて，事故・故障情報の文脈も併せて確認した

結果，主に図 1 の Subgraph01 から「原子炉容器上蓋

管台貫通部に欠陥が発生した事象」，Subgraph02 から

「加圧器安全弁（PSV）または主蒸気安全弁（MSSV）

の吹出試験における設定値ドリフト事象」の発生頻度

が高いことが分かった．また，Subgraph02 では「弁」

という語が比較的多く登場しているが，文脈を確認し

たところ，「弁」は略称として不具合事象を説明する

文章中で多用されており，「弁」から代表的事象の抽

出は難しいことが分かった．他に，Subgraph03 は「配

管」に関する不具合事象を表しており，「設備」，「影

響」，「評価」は，不具合の影響評価等に関する記述で，

「疲労」，「振動」，「応力」は不具合原因に関する記述

であった．また，Subgraph07 から「RCP」と「シール」

が共起関係にあり，これらの語に関連する不具合が発

生していることが分かる．
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図 1 事故・故障情報の共起ネットワーク

5. 共共起起関関係係かからら得得らられれるる不不具具合合事事象象をを

象象徴徴すするる語語のの検検討討

「4.共起ネットワークによる分析」において，「配

管」と，共起関係が認められた「RCP」および「シー

ル」について，どのような不具合事象が特徴的に発

生しているのか明確には読み取れなかった．そこで，

図 1 で示された「配管」と，「RCP」および「シール」

について特徴的に発生している不具合事象を確認す

るため，これらの機器名を含む事故・故障情報中に

おいて関連性のある語を探索する KH Coder（樋口ら

(2)(3)）の関連語検索機能を活用して不具合事象を象

徴する語の抽出を試みた後，抽出された語を含む事

故・故障情報の文脈を確認し，それぞれの機器を代

表する不具合事象の抽出を試みた．明確な共起関係

を確認するため，描画する共起関係は上位 60（デフ

ォルト値）とした．

5.1 配配管管とと共共起起関関係係ににああるる語語にに関関すするる検検

討討

まず,関連語検索を用いて，「配管」と共起している

語を検索して，共起ネットワーク図を描いた（図 2）．
図 2 において，「配管」に関連して発生している事故・

故障を説明する語として，「貫通」，「欠陥」，「漏えい」，

「溶接」，「溶接部」等が認められる．主に Subgraph01
は不具合の内容，Subgraph02は不具合の影響評価等，

Subgraph06 は原因等に関する記述であると考えられ

る．図 2 の確認と併せて，これらの語が含まれる事

故・故障情報を確認した結果，「配管」において「配

管溶接部で欠陥が発生した事象」が多く発生してい

ることが分かった．

Subgraph：関連性の高い語毎に

自動的に分類されたもの
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図 2 関連語検索（配管）の共起ネットワーク

5.2 RCPおおよよびびシシーールルとと共共起起関関係係ににああるる

語語にに関関すするる検検討討

次に配管と同様に，「RCP」および「シール」につい

て関連語検索を行い，「RCP」および「シール」と共起

している語を検索して共起ネットワーク図を描いた

（図3）．図3は「RCP」および「シール」を含む事故・

故障情報の共起ネットワークであるが，「RCP」および

「シール」と強い共起関係にある語は認められず，抽

出された語の発生頻度はどれも低かった．また，「RCP」
および「シール」が含まれる事故・故障情報について

も文脈を確認したが，「RCP」および「シール」に特徴

的な不具合事象を見つけることは出来なかった．

82INSS JOURNAL Vol .  31 2024 NT-9



手動

限界

エンド

セーフ

サイクル

疲労
オフ

レベル

水位 減少

下流
該当

計測
不十分

近く

浸透

溶接部

シール

リーク

ラビリンス

計装

未確認
漏洩

シール水

注入

補助給水ポンプ

サーマル

ホウ
一次冷却材ポンプ

W社

タップ

パッケージ

組立
冷却材ポンプ

戻す

認める

モニタ
強い

酸

Community:

Frequency:

図 3 関連語検索（RCP およびシール）の共起ネットワーク

6. ココーーデディィンンググにによよるる不不具具合合件件数数のの集集計計

4.および 5.の検討により，分析対象の LER 情報にお

いて，「原子炉容器上蓋管台貫通部で欠陥が発生した事

象」，「加圧器安全弁（PSV）または主蒸気安全弁（MSSV）

の吹出試験における設定値ドリフト事象」，および「配

管溶接部で欠陥が発生した事象」の発生頻度が高いこ

とが分かった．これら 3 件の事象が全体の件数（307

件）に対してどの程度の割合を占めているのか確認す

るため，KH Coder（樋口ら(2)(3)）の単純集計機能を用

いて，原子炉容器上蓋管台，加圧器安全弁（PSV）ま

たは主蒸気安全弁（MSSV）については図 1，「配管」

については図 2 を参照してコーディングルール（指定

した条件が満たされれば，あるコンセプトが出現して

いたと見なすルール）を作成した（図 4）．コーディン

グルール作成にあたっては，当該不具合事象を説明す

る事故・故障情報についても一通り確認して，コーデ

ィングルールに反映している．例えば，図 4 において

「原子炉容器」等を事故・故障情報の確認結果から追

加することとした．

図 4 作成したコーディングルール

＊原子炉容器上蓋管台 

( 原子炉容器 or 原子炉圧力容器 or RV ) and ( 上蓋 or 管台 ) and ( 貫通 or 貫通部 or 欠陥 ) 

＊加圧器安全弁等 

( 加圧器安全弁 or PSV or 主蒸気安全弁 or MSSV ) and ( 設定値 and ドリフト ) 

＊配管 

配管 and ( 溶接 or 溶接部 ) and ( 漏えい or 漏洩 or 漏れ or 欠陥 ) 
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コーディングルール（図 4）を用いて 3 件の事象の発

生件数を単純集計した結果を表 2 に示す．抽出された 3
件の事象が全体の約 25%を占めている結果が示された．

表 2 コーディングルールによる単純集計結果

コード名 頻度 ﾊﾟｰｾﾝﾄ

＊配管 35 11.40%

＊原子炉容器上蓋管台 24 7.82%

＊加圧器安全弁等 17 5.54%

コード無し 231 75.24%

（文書数） 307

7. 分分析析対対象象デデーータタのの内内容容確確認認

テキストマイニングにより抽出された事象が代表的

事象として適切かどうか確認するため，全ての分析対

象情報を 1 件ずつ確認し，各事象が実際に何件発生し

たのか，また他に発生頻度の高い事象はないのかを確

認した．各事象の発生件数を表 3 に示す．確認の結果，

各事象の単純集計結果（頻度）は，実発生件数に対し

て 4～11%少なかった．また，当該の 3 件以外に発生

頻度の高い事象は認められなかった．単純集計結果の

件数が少ない理由は，事故・故障情報の内容に対して

コーディングルールに含まれる語のミスマッチである

と考えられる．具体的には，分析対象情報において，

コーディングルールに含まれる機器名の記載が省略さ

れている場合や，コーディングルールとは異なる語

（例：コーディングルールの「設定値」に対して，分

析対象情報では「設定圧力」と記載）の場合等があっ

た．以上のテキストマイニングを用いた分析により，

発生件数は一致しなかったものの，発生頻度の高い代

表的事象件名を適切に抽出できたと考えられる．

表 3 代表的事象の発生件数確認結果

事象名 件数

配管溶接部で欠陥が発生した事象 39

原子炉容器上蓋管台貫通部で欠陥が発生した事象 25

加圧器安全弁（PSV）または主蒸気安全弁（MSSV）の吹出試験における設定値ドリフト事象 19

8. 抽抽出出さされれたた代代表表的的事事象象内内容容のの確確認認

これまでの分析によって抽出した 3 件の代表的事象

について，各事象の分析結果から，原因や対策，国内

PWR における対策の状況を確認した．

(1)原子炉容器上蓋管台貫通部で欠陥が発生した事象

25 件の事象を INSS で分析した結果をもとに，原子

炉容器上蓋管台貫通部の欠陥の発生原因の分類を整理

し図 5 に示す．1 件の事象に対して複数の原因が存在す

る場合があるため，原因数と不具合件数は一致してい

ない（図 6，図 7 も同様）．本事象には，600 系 Ni 基合

金使用部位の応力腐食割れ（PWSCC）が多く含まれて

おり，発生原因は経年劣化に分類される場合が多い．

その他の原因として，溶接時の微小なボイド（空洞）

等があり，施工不良や保守不良等に分類されている．

対策は，漏えいパス評価を行い，PWSCC 欠陥は補修溶

接で修理，溶接時の空洞はグラインダ研削を実施して

いる．国内 PWR では，600 系 Ni 基合金使用部位の管

理を適切に実施し，原子炉容器上蓋交換時に PWSCC
に耐性のある 690系 Ni基合金に仕様変更する等の対策

が取られている．

図 5 原子炉容器上蓋管台貫通部の欠陥に関する不具
合の原因分類

(2) 加圧器安全弁（PSV）または主蒸気安全弁（MSSV）

の吹出試験における設定値ドリフト事象

19 件の事象を INSS で分析した結果をもとに，加圧

器安全弁（PSV）または主蒸気安全弁（MSSV）の吹出

試験における設定値ドリフト事象の発生原因の分類を

整理し図 6 に示す．本事象を確認すると，発生原因は，

吹出圧力設定用の調整ネジとナットが緩む等により吹

出設定値がドリフトしたことであり，経年劣化や偶発
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故障に分類した事象が多い．偶発故障としたのは，ド

リフト現象を偶発ととらえたものである．また，保守

不良については，「前回の吹出試験のドリフトデータを

再検討せずに設定した」，「摩耗したスピンドルロッド

を交換しなかった」等の事例がある．対策は，弁の分

解点検および交換，基準に対し余裕のある吹出圧力設

定や，そのための手順書改訂等である．国内 PWR では

定期検査時に吹出圧力を検査しており，国内基準に基

づいて適切に管理されている．

図 6 加圧器安全弁または主蒸気安全弁の吹出試験にお
ける不具合の原因分類

(3)配管溶接部で欠陥が発生した事象

39 件の事象を INSS で分析した結果をもとに，配管

溶接部の欠陥に係る不具合の原因を整理し図7に示す．

原因として，経年劣化（配管と保温材の振動による摩

耗，設備振動による高サイクル疲労，応力腐食割れ等），

設計不良（配管やサポートの設計，配管材料の選定等），

施工不良・保守不良（溶接不良）等に整理されており，

発生原因が，配管および溶接箇所の環境条件によって

分散している．設計不良については，設計時点の技術

的知見に基づいて実施したものの，使用環境の経時的

変化に伴い不具合が顕在化した等と考えられる．対策

は，当該溶接部の修理，配管の取替／改造／設計変更，

目視検査の実施等が行われている．国内 PWR では，ど

の事象原因についても，類似事象等を経験し，対策が

とられている．

図 7 配管溶接部の欠陥に係る不具合の原因分類

9．．ままととめめ

米国原子力発電所の異常事象報告（LER）において，

不具合情報の報告日が 2013 年 1 月 1 日～2022 年 12 月

31 日，炉型を PWR，職能情報が原子炉の事故・故障情

報（合計 307 件）を対象に KH Coder（樋口ら(2)(3)）を

用いたテキストマイニングによるデータ分析を実施し

た結果，発生頻度の高い代表的事象 3 件を抽出し，分

析対象文書の事故・故障情報を 1 件ずつ確認した結果

と一致していた．これにより，情報の母集団を適切に

設定してテキストマイニングを適用すれば，全ての情

報を個別に確認しなくても，発生頻度の高い事象を把

握できることが分かった．また，抽出した 3 件の事象

を確認した結果，国内 PWR では，いずれの事象につい

ても，対策がとられていた．しかし，技術の進歩や使

用環境条件の変化に伴い，現状では未知の故障モード

が今後出現するおそれは否定できない．従って，事故・

故障情報を継続的に分析することは，今後の安全対策

の検討において意義があると考えている．
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要要約約   シビアアクシデント解析コード MAAP5 を用い,TMI-2 の健全な炉心形状からデブリベッド

が形成される事故早期（100-174 分）における炉心損傷，リロケーションについて検討した．本研

究で用いた TMI-2 炉心の解析体系，解析条件により，MAAP5 の炉心水位，水素発生量の計算値が測

定値に近い値を示した．また，炉心中央チャンネル頂部ノードの被覆管温度が，他解析コードの計

算値と類似の挙動を示した．よって本計算で用いた解析条件は妥当であると考え，これをベース

ケースとして事故時の炉心損傷，リロケーションに及ぼす冷却材の炉心入口流量の影響を評価し

た．炉心入口流量がベースケースより小さい時に水素発生量が小さくなった．炉心のヒートアッ

プ開始が早くなることで，炉心上部領域のジルカロイのリロケーションが早くなり，リロケーシ

ョンした水位近くの領域の温度が比較的低いことから，ジルコニウム-水反応が抑制されたためと

考えられる． 

 
 

キキーーワワーードド   TMI-2, シビアアクシデント，炉心燃料損傷，リロケーション，ジルコニウム－水反応  
 
 

Abstract   We used the severe accident analysis code, MAAP5, to study the core damage and relocation 
in the TMI-2 accident for the early stages of the accident (100-174 min) when the debris bed formed from the 
intact core geometry. For the analytical nodes and conditions used in this study, the computed values of the 
MAAP5 core water level and hydrogen generation rate were close to the measured values. In addition, the 
computed cladding temperature at the central upper node showed the similar behavior to that computed by 
other analysis codes. Therefore, we thought that the analytical conditions used in this computation were 
reasonable and the effects of core inlet flow rate on core damage and relocation during an accident could be  
examined using these as the base case. The hydrogen generation rate was smaller when the core inlet flow 
rate was smaller than the base case. We believed that to be due to the earlier onset of core heat-up, which led 
to earlier relocation of zircoloy in the upper core region, and the relatively low temperature of the relocated 
region near the water level, which consequently suppressed the zirconium-water reaction. 
 
Keywords   TMI-2, severe accident, core fuel damage, relocation, zirconium-water reaction 

 
 
 

1.  ははじじめめにに 
 

シビアアクシデント（SA: Severe Accident）の防止策，

緩和策を検討するには，原子力プラントの特性を把握する

と共に，SA 時の事象を理解することが重要である． 
SA 事故は 1979 年に米国スリーマイルアイランド原子

発電所 2 号機（TMI-2: Three Mile Island Unit 2），1986 年に

旧ソ連のチェルノブイリ原子力発電所，2011 年に福島第

一原子力発電所で発生した． 
TMI-2 事故当時，原子力プラントのシステム全体を SA

解析した例は少なく，TMI-2 のシステム全体を解析コード

で評価する試みが行われた．経済協力開発機構／原子力機

関（ OECD: Organisation for Economic Cooperation and 

Development/NEA: Nuclear Energy Agency）は，米国エネル

ギー省（DOE: Department of Energy）と協力して TMI-2 事

故解析のタスクグループを立上げた．タスクグループに参

加した米国，欧州，日本の研究機関が保有する解析コード

での解析結果が比較された(1)． 
福島第一原子力発電所事故に関しても，米国，欧州，日

本等の研究機関が保有する解析コードでベンチマーク解

析が実施された(2)．米国では，福島第一原子力発電所 1 号

機を対象とした SA 解析コード MAAP(3)と MELCOR(4)の

解析結果が比較され，炉心損傷，リロケーションの解析モ

デルの差によって，原子炉圧力容器内の炉心損傷形態，ガ

ス温度，水素発生量が大きく異なることが報告(5)されてい

る．また米国では，福島第一原子力発電所事故の後，原子

１ 

 

＊１（株）原子力安全システム研究所 技術システム研究所 
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炉圧力容器内での炉心損傷，リロケーションに関する知見

が不足していると報告(6)されている． 
SA の社会的影響を考えると，原子炉圧力容器内で事象

を収束させるために，炉心損傷，リロケーションの緩和策

の検討が望まれる．そのためには，炉心損傷，リロケーシ

ョンの解析モデルの高度化が必要と考えられる． 
著者らは TMI-2 事故以降に実施された小規模の総合効

果試験である SFD1-4(7)，LOFT LP-FP-2(8)，Phebus FPT0(9)の

試験結果を MAAP5 で検討し，解析モデルについて検討し

てきた(10)-(12)．これらの試験では，TMI-2 等の実炉心と比較

して燃料棒本数が少なく，軸方向，径方向サイズが小さい

試験体が用いられた．よって SA 解析コードの炉心損傷，

リロケーションの解析モデルを高度化するためには，これ

らの試験だけでなく，TMI-2 等の実プラントの炉心で検討

することが望まれる． 
今までに TMI-2 のシステム全体を SA 解析コードで解

析した結果は多く報告されている．小規模の総合効果試験

で検討した炉心損傷，リロケーション等の解析モデルが実

機プラントでの解析結果に及ぼす影響を検討するために

は，蒸気発生器，加圧器等の機器，システムの影響を分離

して評価できる，炉心のみの解析体系での検討が望まれる． 
本報告では，TMI-2 炉心のみの解析体系を作成し，SA

解析コード MAAP5 を用いて健全な炉心形状からデブリ

ベッドが形成される事故早期（100-174 分）を対象に，炉

心損傷，リロケーションについて検討する．更に，事故時

の炉心損傷，リロケーションに及ぼす冷却材の炉心入口流

量の影響を評価した結果について報告する． 
 

2.  TMI-2事事故故のの概概要要 
 

2.1  TMI-2事事故故のの経経過過とと検検討討すするる時時間間帯帯 
 
TMI-2のシステム構成の概略を図1に示す．1979年 3月

28日，定格出力で運転中，復水ポンプ⑪，主給水ポンプ⑬

が停止した．補助給水ポンプ⑭が自動的に起動したが，補

助給水ポンプの弁⑮が閉じられていたために蒸気発生器

⑥に給水できなかった．蒸気発生器への給水がないことに

より，蒸気発生器による1次冷却材の除熱が悪化して1次

系圧力は上昇し，加圧器逃がし弁④が自動的に開いて原子

炉はスクラムした．加圧器逃がし弁は自動的に開いたもの

の，故障により自動閉止しなかったために1次系圧力の低

下，冷却材の流出が継続した．1次系圧力の低下により高

圧注入系が作動したが，加圧器逃がし弁が開のままの状態

であることに気付かず，加圧器③水位計が水位高を示して

いたことから満水になったと判断したため，運転員は高圧

注入を手動停止した．測定域外となっていた加圧器水位計

の指示が回復し，11分から12分にかけて再び高圧注入系

2台を起動させた．但し，加圧器の水位が高いことから注

入流量が少ない充てんモードで作動させ，小流量であるが

注水を継続した．その後，事故の進展については以下の様

な考察(13)-(15)がある． 

75 分後に 1 次系圧力の低下により局所的に蒸気泡が発

生し，原子炉冷却材ポンプ（RCP）⑦（Aループ，Bループ

に各２台，計4台設置）の振動による損傷を恐れて，Bル

ープのRCP2 台を手動停止した．加圧器逃がし弁開状態の

継続により 1 次冷却材は減少したが，A ループの RCP2 台

は稼働しており，炉心の冷却は確保されていた． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図１ TMI-2のシステム構成の概略(13) 

 

100 分後に A ループの RCP2 台を手動停止したことで，

RCPは全て停止状態となった．小流量での注水はあったが，

崩壊熱による1次冷却材の蒸発量を補えず，炉心水位が低

下し，燃料棒が蒸気に露出してヒートアップに至った． 

約 138 分後に加圧器逃がし弁が閉じていないことに気

付き，逃がし元弁⑤を閉じたことで，1次系圧力の低下お
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よび1次冷却材の放出が止まった．加圧器逃がし弁への蒸

気流れによる炉心の蒸気冷却が止まり，時間の経過ととも

に圧力が上昇し，炉心の二相水位が低下した．炉心上部の

被覆管酸化が進み，燃料のリロケーションによりデブリベ

ッドが形成されるとともに，大量の水素が発生したと考え

られている． 

174分にRCPを一部再起動したことで，炉心水位が回復

し始めたが，1次系圧力の上昇により加圧器逃がし元弁を

開けたことで，1次系圧力は再び低下した．1次冷却材の

蒸発が進み，デブリベッド部はさらに温度上昇し，炉心中

心部に溶融プールが形成されたと考えられている． 

200分に高圧注入系を作動することで，炉心の再冠水が

進み，炉心上部のデブリベッドは冷却されたが，224分ま

で炉心内部の溶融部分は温度上昇し続けたと考えられて

いる． 

224～235 分において，溶融部分の周囲のクラストが一

部破損し，内部の溶融物が下部ヘッドに流下し，235～300

分において，下部ヘッドに流れ落ちた溶融炉心により，下

部ヘッド壁の温度が約 1100℃まで上昇したと考えられて

いる． 

以上のTMI-2 の事故進展の中で，健全な形状の炉心が，

炉心損傷，リロケーションによりデブリベッドが形成され

るまでの時間帯，具体的にはRCPの全てが停止された100

分から一部再起動までの 174 分までの時間帯を本研究の

対象とする． 

 

2.2  TMI-2炉炉心心のの解解析析体体系系とと解解析析条条件件 
 

TMI-2 システム全体を対象とした SA 解析コードでは，

システム全体の解析体系を作成し，1 次系，2 次系の熱水

力挙動と関連付けて原子炉圧力容器内の炉心損傷，リロケ

ーションの解析が行われてきた．本研究では，TMI-2 の炉

心部のみの解析体系を作成し，炉心以外の 1 次系の熱流動

を初期条件，境界条件として用いた．これにより，MAAP5
の解析モデルが炉心損傷，リロケーションに及ぼす影響評

価，SA 時炉心を模擬した総合効果試験との比較が容易と

なる． 
TMI-2 炉心のノーディングを図 2 に示す．炉心のノード

分割数およびノード分割位置は，MAAP5 インストールメ

ディアに付属の TMI プラントパラメータを一式定義した

入力ファイルと同一とした．径方向は炉心内 7ch（ch1～7）,
炉心外周部のバイパス領域（ch 9）とした．高さ方向は下

部非発熱部 2 ノード，発熱部 30 ノード，上部非発熱部 1
ノードの 33 分割とした． 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

(a) 径方向の分割 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 

(b) 軸方向の分割 
 

図 2 炉心のノード分割  
 

全 RCP が停止された 100 分から一部再起動までの 174
分までの解析に用いた初期条件，境界条件を以下に示す．

測定値があるパラメータは測定値を，測定値が無いパラメ

ータは，解析結果等を参照して設定した． 
初期条件である 100 分時点の炉心水位（コラプス水位）

は，Andersen(16)の考察を参考に，炉心上部非発熱部上端に

設定した．ペレット，被覆管，制御棒の温度は，TMI-2 
Analysis Exercise Final Report (1)を参考に，100 分時点の圧力

の飽和温度程度に設定した．炉心槽の温度は，100 分時点

の圧力の飽和温度程度に設定した． 
境界条件である 1 次系圧力は測定値を参照し，図 3 に

示す値に設定した．崩壊熱及び出力分布は，TMI-2 Analysis 
Exercise Final Report(1)を参考に設定した．注水流量は，炉

心のみを解析体系化している本研究では炉心入口流量と

等しい．冷却材の炉心入口流量の設定値を図 4 に示す．炉

心入口流量は，圧力逃がし弁が閉じられる 138 分までは
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Andersen(16)の考察を参考に 8 kg/s に設定した．138 分から

174 分までの炉心入口流量は，多くの解析コードの水位の

計算値(1)が約 1 m を示していることから，水位 1m の崩壊

熱による蒸発分に相当する 3 kg/s に設定した．入口温度

は，100 分時点での飽和温度に設定した． 
以上の初期条件，境界条件の中で，炉心入口流量は測定

されておらず，不確かさがある．本研究では冷却材の炉心

入口流量が炉心損傷，リロケーションに及ぼす影響を検討

する． 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
図 3 1 次系圧力 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 4 冷却材の炉心入口流量 
 

2.3  MAAP5のの概概要要 
 
MAAP5 は米国 EPRI（Electric Power Research Institute）

が所有する SA 解析コードで，軽水炉の SA 時の炉心損傷，

リロケーション，原子炉圧力容器の破損，格納容器の破損，

水素発生，核分裂生成物の発生，移行，環境への放出を評

価できる．本報告では，原子炉圧力容器内での炉心損傷，

リロケーションを対象としており，関連する主な解析モデ

ル(3),(17)を以下に示す． 

炉心損傷，リロケーションに関わる重要な化学反応の

一つにジルコニウム（Zr）-水反応がある．この反応は被覆

管温度が約 1500 K 以上になると顕著になり，発熱を伴い

ながら高融点の ZrO2 と水素が発生する．もう一つは，溶

融 Zr と UO2 が反応し，UO2 よりも低融点で流動する U-
Zr-O 混合物を生成する反応である．MAAP5 にはこれらの

化学反応モデルが組み込まれている． 
MAAP5 では，重力による溶融物の下方向へのリロケー

ションを，液膜モデルと管内流モデルで計算される．

MAAP5 で用いられている主な材料の融点を表 1 に示す．

液膜モデルでは，計算ノード内の燃料棒等の外表面の溶融

物のリロケーションを計算する．管内流モデルでは，ノー

ド内を占める燃料の割合が大きい時，その隙間を通過する

溶融物のリロケーションを計算する時に用いられる．更に，

燃料棒がコラプスするまでの時間が温度と Larson-Miller
パラメータの関数で与えられている．SA 時には融点の低

い Ag-In-Cd 制御材から溶融するが，MAAP5 では溶融し

た制御材がステンレス被覆管，ジルカロイ案内管の温度が

約 1500 K までは管内に留まると仮定(17)されている． 
 

表 1 主な材料の融点 
 
 
 
 
 
 
 

 
3.  MAAP5のの解解析析結結果果おおよよびび考考察察  

 
3.1  初初期期条条件件，，境境界界条条件件のの検検討討 

 
2.2 節で設定した初期条件，境界条件を用いて，RCP を

全基停止した 100 分から一部 RCP の運転を再開した 174
分までの炉心水位の MAAP5 の計算値を図 5 に示す．赤色

の実線はコラプス水位，破線は二相水位である．また，図

中には，174 分付近で測定された炉心のコラプス水位の測

定値と，ASTEC コードの炉心のコラプス水位の計算値(18)

を示している． 
炉心水位の計算値は崩壊熱分の蒸発量を補えないため

に時間と共に低下し，138 分からは境界条件で与えた炉心

入口流量が 8 kg/s から 3 kg/s に減少するために，更に低下

した．MAAP5 の炉心のコラプス水位の計算値は，174 分

付近の測定値に近い値を示している．また，RCP が全台停

Material Melting 
Temperature [K]

UO2 3113

ZrO2 2911

Zircaloy-4 2125

Stainless Steel 1700

Ag-In-Cd 1050-1100
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止した初期（100 分）の時間帯を除くと，MAAP5 と ASTEC
の 174 分までの炉心のコラプス水位の計算値は比較的近

い値を示している． 
 

 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 

図 5 炉心水位 
 
この時の炉心中央チャンネル（図 2(a)の ch1）頂部ノ

ードの被覆管温度の計算値を図 6 に示す．炉心中央チャ

ンネル頂部の被覆管温度の計算値は，炉心水位の低下に

より蒸気に露出することでヒートアップに至った．約

146 分からジルコニウム-水反応による発熱も相まってヒ

ートアップが急激に進んだ．その後，約 152 分に中央チ

ャンネル頂部の被覆管がリロケーションし，被覆管が該

当計算ノードに存在しなくなることで，被覆管温度の計

算は終了となった． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 6 炉心中央部頂部の被覆管温度 
 

図中には TMI-2 Analysis Exercise Final Report(1)中で，ス

ペインの CTN（Catedra De Technologia Nuclear）が MARCH
で計算した MARCH-CTN ，米国 Nuclear Regulatory 
Commission 下で BCD（Battelle Laboratories, Columbus 
Division）が MARCH で計算した MARCH-BCD の計算結

果を示す．TMI-2 Analysis Exercise Final Report(1)中で，

MARCH-CTN は最も被覆管のヒートアップが早く，

MARCH-BCD は最も遅い．本計算のヒートアップ開始時

刻は，両解析コードのヒートアップ開始時刻の間にあり，

被覆管温度の挙動も類似であった． 
本計算で求めた水素発生量の時間変化を図 7 に示す．

図中には水素発生量の測定値とASTECの計算値(18)も示し

ている．被覆管温度の上昇により，約 146 分からジルコニ

ウム-水反応が顕著となることで水素発生量は急激に増え

た．そして約 157 分からの水素発生量は一定となり，174
分での MAAP5 の水素発生量の計算値は測定値とほぼ一

致している． 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 

図 7 水素発生量 
 

炉心領域（図 2(a)の ch1～ch7）およびバイパス領域（図

2(a)の ch9）の炉心出口の蒸気流量を図 8 に示す．炉心出

口の蒸気流量の計算値は，約 146 分から 157 分までほぼ 0 
kg/s であった．これは炉心領域の蒸気がジルコニウム-水
反応に蒸気のほぼ全量消費されためである．約 157 分での

炉心領域の流路閉塞により蒸気がバイパス領域に迂回す

ることで，それまでほぼ 0 kg/s であったバイパス領域の炉

心出口の蒸気流量は急激に増加した． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 8 炉心出口の蒸気流量 
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図 7 に示した水素発生量の MAAP5 の計算値で約 157
分から水素発生量が一定となっているのは，炉心領域の流

路閉塞によりバイパス領域に蒸気が流れるためである．図

7 中の ASTEC の計算(18)では 174 分まで水素発生量が増加

していることから，ASTEC では炉心領域で完全な流路閉

塞が起きていないと仮定していると考えられる． 
100 分と 174 分における高さ方向の炉心材料の MAAP5

による質量分布を比較して図 9 に示す．100 分では炉心が

健全な形状を保っており，高さ方向に一様な質量分布であ

る．時間とともに炉心損傷が進み，炉心上部領域の質量は

炉心中央領域へリロケーションする結果となり，発熱長上

端近くでの質量は 0 kg になった．また，174 分時点で炉心

水位が約 1 m である影響で，1 m 以下には炉心材料がリロ

ケーションしていないことがわかる． 
以上の検討から，本計算で設定した初期条件，境界条件

で 174 分付近における炉心コラプス水位，水素発生量の

MAAP5 の計算値と測定値がほぼ一致していること，更に，

他の SA 解析コードの被覆管温度の計算値と同様な挙動

を示すことから，本解析条件をベースケースとして，炉心

入口流量の影響について検討する． 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 9 質量分布 
 

3.2  炉炉心心入入口口流流量量のの影影響響評評価価 
 

炉心入口流量は，炉心水位，燃料棒の蒸気露出によるヒ

ートアップ開始のタイミング，炉心損傷，リロケーション

に与える影響が大きいと考えられる．3.1 節で考察した初

期条件，境界条件での計算結果をベースケースとし，炉心

入口流量を変化させて被覆管温度，炉心損傷，リロケーシ

ョンについて検討する．本研究のベースケースでは，TMI-
2 事故時の注水流量について考察した Anderson(16)の考察

に基づいて，100～138 分までの炉心入口流量を 8 kg/s と

し，加圧器逃がし元弁を閉じる 138 分以降は，水位 1 m ま

での崩壊熱による蒸発量に相当する 3 kg/s とした． 
Anderson(16)によると，100 分からの炉心入口流量の最小

は 3 kg/s，最大は 10 kg/s と考察されている．よって 100～
138 分までの最小の炉心入口流量を 3 kg/s，最大の炉心入

口流量を 10 kg/s の 2 ケースを Min ケース，Max ケースと

し，138 分以降は両ケース共にベースケースと同一の 3 g/s
として影響を評価する． 

炉心のコラプス水位及び二相水位に及ぼす炉心入口流

量の影響を図 10，図 11 に示す．MAAP5 の炉心のコラプ

ス，二相水位の計算値は，炉心入口流量の大小の影響を受

けて変化している．138 分以降の炉心入口流量を同一に設

定していることから，174 分近くの炉心水位の計算値は 3 
kg/s での定常値に近づく． 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 10 コラプス水位に及ぼす炉心入口流量の影響 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 11 二相水位に及ぼす炉心入口流量の影響 
 

炉心中央 ch 頂部ノードの被覆管温度に及ぼす炉心入口

流量の影響を図 12 に示す．最小の炉心入口流量の Min ケ

ースでは，ヒートアップ開始，昇温が早くなり，約 1700 K
で被覆管が当該計算ノードからリロケーションするため

に被覆管温度の計算が終了した．最大の炉心入口流量の
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Max ケースでは，ヒートアップ開始，昇温が遅くなり，ジ

ルコニウム-水反応により被覆管温度が急激に上昇した．

当該ノードの被覆管がリロケーションするために，被覆管

温度の計算が約 2250 K で終了した． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 12 炉心中央頂部ノードの被覆管温度に及ぼす 
炉心入口流量の影響 

 
水素発生量に及ぼす炉心入口流量の影響を図 13 に示す．

最大の炉心入口流量の Max ケースでは，水素発生量はベ

ースケースより減少した．これは，ヒートアップ，被覆管

温度の上昇が遅くなったためと考えられる．また，最小の

炉心入口流量の Min ケースでも水素発生量はベースケー

スより減少した．これは，ヒートアップ開始が早くなるこ

とで，炉心上部領域のジルカロイのリロケーションが早く

なり，リロケーションした水面に近い領域の蒸気温度が比

較的低いことから，結果的にジルコニウム-水反応が抑制

されたためと考えられる． 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 13 水素発生量に及ぼす冷却材流量の影響 
 

最大と最小の炉心入口流量である Max ケース，Min ケ

ースにおける炉心質量分布（174 分）に及ぼす炉心入口流

量の影響を図 14，図 15 に示す．両図中には計算開始時

（100 分）の炉心質量の高さ方向分布を比較のために破線

で示している． 
両ケース共に発熱部下端近くでは水位があることによ

り，174 分と 100 分の質量は同一であった．一方，発熱部

上端近くでは炉心材料がリロケーションするために，174
分の質量は 0 kg になった． 

両ケースを比較すると，最小の炉心入口流量の Min ケ

ースの方が 1.5～2.0 m での質量が大きい．また，Min ケー

スは，図 9 に示すベースケースと比べると，発熱領域下端

に近い高さまでリロケーションしている．このことが図

13 に示す水素発生量がベースケースより小さくなる計算

結果になった原因と考えられる． 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 14 質量分布（炉心入口流量: Max ケース） 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 15 質量分布（炉心入口流量:Min ケース） 
 

以上，炉心水位，炉心中央チャンネル頂部ノードの被覆

管温度，水素発生量，炉心質量分布（174 分）に及ぼす炉

心入口流量の影響を評価した．最小の炉心入口流量の Min
ケースでは，174 分の水素発生量の計算値がベースケース

より小さくなった．Min ケースでは，ヒートアップ開始が
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早くなることで，炉心上部領域のジルカロイのリロケーシ

ョンが早まった．リロケーションした炉心中央領域の温度

が比較的低いことから，結果的にジルコニウム-水反応が

抑制されたためと考えられる． 
 

4.  おおわわりりにに  

 
本報告では，TMI-2 炉心の MAAP5 用の解析体系を作成

し，健全な炉心形状からデブリベッドが形成される事故早

期の 100-174 分を対象に，TMI-2 事故時の炉心損傷，リロ

ケーションについて検討した．更に，事故時の炉心損傷，

リロケーションに及ぼす冷却材の炉心入口流量の影響を

評価した．以下に，結論を示す． 
 

(1) 本研究で用いた TMI-2 炉心の解析体系，解析条件

により，MAAP5 の炉心水位，水素発生量の計算値

が測定値に近い値を示した．また，中央チャンネル

頂部ノードの被覆管温度が他解析コードの計算値と

類似の挙動を示した．よって本計算で用いた TMI-2
炉心の解析条件は妥当であると考えられる． 

(2) 炉心入口流量が炉心損傷，リロケーションに及ぼす

影響を検討した．炉心入口流量がベースケースより

小さい時に水素発生量が小さくなった．炉心のヒー

トアップ開始が早くなることで，炉心上部領域のジ

ルカロイのリロケーションが早くなり，リロケーシ

ョンした領域の温度が比較的低いことから，結果的

にジルコニウム-水反応が抑制されたためと考えら

れる． 
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統統計計的的安安全全評評価価ににおおけけるる機機械械学学習習モモデデルルのの適適用用  

（（量量子子回回路路学学習習のの適適用用性性にに関関すするる検検討討））  

Application of Machine Learning Models for Statistical Safety Evaluation                   
(Investigation of Applicability of Quantum Circuit Learning) 

 

木下 郁男 (Ikuo Kinoshita)*1 

 

 

要要約約   最適評価コードを用いた統計的安全評価における計算コストを低減するため，機械学習

モデルの適用性を検討している．統計的安全評価に機械学習を適用するにあたっては過学習を防

ぐ必要がある．量子回路学習は古典的深層学習の量子アナロジーであり，最適化を行うパラメー

タ付き量子回路がユニタリー変換によって構成されるため，過学習が起こりにくいと期待されて

いる．本論文では，量子回路学習を加圧水型原子炉の小破断冷却材喪失事故における燃料被覆管

最高温度(PCT)の不確かさ解析に適用した．RELAP5 コードによる少数の解析結果を用いて，パラ

メータ付き量子回路による学習モデルを構築し，PCT の 95%累積確率値の予測精度を検討した．

解析対象の複雑度に応じてパラメータ付き量子回路の層数を大きく取り，パラメータの最適化に

大域最適化法を適用することによって，量子回路学習は線形回帰よりも PCT95%累積確率値を精

度よく評価する結果が得られた． 
 
キキーーワワーードド   統計的安全評価，量子回路学習，不確かさ解析，RELAP5 
 
 
 
Abstract   To reduce the computational demand in the best estimate plus uncertainty (BEPU) analysis, an 
accurate and inexpensive machine learning model is expected to be used to replace the high-fidelity RELAP5 
code for rapid determination of the uncertainties on the figure of merit of interest. One of the problems 
associated with the application of machine learning is overlearning. Quantum circuit learning is the quantum 
analogue of classical deep learning, which is expected to be less prone to overlearning because the optimized 
parameters are bound by unitary transformations in the quantum circuit. In this paper, quantum circuit learning 
is applied to the BEPU analysis of the fuel peak cladding temperature (PCT) for a small-break LOCA scenario 
in PWRs. The parameterized quantum circuit is trained using a small number of the RELAP5 analysis results 
and the prediction accuracy of the 95th percentile value of the PCTs is investigated. By taking a large number 
of layers of parameterized quantum circuits depending on the complexity of the analysis target and applying 
a global optimization method to optimize the parameters, the 95th percentile value of the PCTs predicted by 
the quantum circuit learning is found to result in better accuracy and smaller variability than linear quadratic 
regressions.  
 
Keywords   Best estimate plus uncertainty (BEPU), Quantum circuit learning, Uncertainty analysis, RELAP5 
 

 

 

 

1.  緒緒言言 
 

原子力プラントの安全性について十分な精度での議論

を行うためには，詳細な核熱水力計算モデルを実装した最

適評価コードによるシミュレーションが不可欠である．最

適評価コードは，原子力プラントを階層分解して要素ごと

に物理現象をモデル化する．統計的安全評価手法（Best 
Estimate Plus Uncertainty, BEPU）(1)は，各モデルの不確かさ

を対応する検証試験に基づいて定量化し，モンテカルロ・

サンプリングによりこれらを統合して，コード全体の不確

かさを定量化する．本手法の適用により，解析結果に対す

る不確かさが定量的に評価され，過度の保守性を排した信

頼性の高い評価結果を得ることができる．統計的安全評価

手法は，米国，韓国，スペインなどの国で規制に採用され

ており，日本でも採用が検討されている．日本では，日本

原子力学会標準「統計的安全評価の実施基準」が 2008 年

に策定され，2021 年に本手法の最新知見を反映した改訂

版(2)が発行された． 
統計的安全評価では，最適評価コードを用いた多数回

のモンテカルロ計算により統計的安全評価値を求める．統
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計的安全評価値は通常 95％累積確率値（以下 95%値とも

言う）で与えられる．最適評価コードは計算コストが大き

いため，統計的安全評価を実施可能な計算時間で行うため

には，最適評価コードよりも計算コストの小さな機械学習

モデルの適用が有効である．一方，機械学習モデルを統計

的安全評価に適用するにあたっては，学習データ以外のデ

ータに対するモデルの計算精度（汎化性能）の確認が必要

である．

本誌既報では，日本原子力研究開発機構の ROSA 計画

大型非定常試験装置（LSTF）における小破断 LOCA（冷

却材喪失事故）模擬実験を対象に，機械学習モデルによる

燃料被覆管最高温度（PCT）の不確かさ解析において，交

差検証法を適用することにより 95％値の計算精度を推定

できることを示した ．

また，実機プラントにおける小破断 LOCA 事象を対象

に，機械学習モデルによる不確かさ解析において，95％値

の計算精度の向上のために適応的サンプリング法が有効

であること，交差検証法を適用することにより 95％値の

計算精度を推定できることを示した ．

さらに，ROSA/LSTF における小破断 LOCA 模擬実験の

不確かさ解析を対象に，不確かさ解析の機械学習モデルに

対してベイズ推定を適用した．ベイズ推定により，95％値

の計算精度をベイズ予測区間として定量的に，順序統計法

よりも精度良く評価できることを示した ．

加えて，実機プラントにおける小破断 LOCA 事象を対

象に，不確かさ解析の機械学習モデルに対してベイズ推定

を適用した．適応的サンプリングを適用することによって，

95％値の評価は順序統計法よりも精度が良く，変動が小さ

いことを確認した ．

本論文では，不確かさ解析に対して汎化性能の良い機

械学習モデルを構築するために，近い将来実現されるゲー

ト型量子コンピュータに用いられるアルゴリズムである

量子回路学習 の適用性を検討する．このため，

ROSA/LSTF における小破断 LOCA 模擬実験の不確かさ

解析に量子回路学習を適用し，95％値の予測精度を評価す

る．

2. 統統計計的的安安全全評評価価とと機機械械学学習習モモデデルル

統計的安全評価手法 は，着目する事象に対し，まず

重要度ランク表（PIRT）を作成して安全評価パラメータに

及ぼす影響の大きい重要現象を抽出し，次いで，抽出した

重要現象に対応する計算モデルや入力データの不確かさ

を定量化し，それから，これらの不確かさが安全評価パラ

メータの解析結果に及ぼす影響を評価する．

図 1 に，統計的安全評価における不確かさ評価の概要を

示す．統計的安全評価は以下の手順で実施する．①最適評

価コードの入力パラメータの不確かさを特定し，確率分布

として定量化する．②入力パラメータの不確かさ分布から

サンプリングを行って最適評価コードによる解析を行い

（図中の赤字で示す），これらの解析結果を集計して出力

パラメータの不確かさ分布を求める．③出力パラメータの

不確かさ分布から統計的安全評価値を求める．通常，統計

的安全評価値は 95%累積確率値で与えられる．

統計的安全評価においては，95%累積確率値は最適評価

コードの直接計算で得られた確率分布から直接評価する

のが厳密であるが，これでは計算コストが大きくなる．計

算コストを削減するために，順序統計法や応答曲面法を適

用して 95％累積確率値の評価が行われている ．

本研究では，95％累積確率値の評価に対する機械学習

モデルの適用性を検討している．機械学習モデルは，最適

評価コードの入力と出力を近似するように少数のサンプ

ル（学習データ）から学習されたモデルである．図 2 に，

機械学習モデルの概念図を示す．機械学習モデルは最適評

価コードよりも計算コストが小さいため多数回の計算が

可能であり，これから得られる確率分布から直接的に

95％累積確率値を評価することができる．

機械学習モデルは，一般に，パラメータを含んだ形式で

定式化され，各パラメータはデータに適合するように定め

図 1 統計的安全評価手法における不確かさ評価

最適評価

統計的安全評価
(95%累積確率値)

入力パラメータ
不確かさ

②入力パラメータの不確かさの組合せ
最適評価コードによる解析

①入力パラメータの不確かさの特定と定量化

③解析結果に対する不確かさ評価

入力パラメータ
不確かさ

入力パラメータ
不確かさ

出力パラメータ
不確かさ

赤赤線線がが入入力力パパララメメーータタののササンンププリリンンググ

ササンンププルル入入力力パパララメメーータタ
にによよるる解解析析値値
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られる．機械学習モデルが，学習データに対しては適合し

ているが，未知のデータに対しては適合できていないこと

を，そのモデルが過学習（または過剰適合）していると言

う．統計的安全評価に機械学習を適用するにあたっては過

学習を防ぐ必要がある．

一般に，過学習の要因としては，モデルの自由度が大き

すぎることと，学習データが少なすぎることが考えられる．

機械学習モデルを単純で自由度を小さいものとすれば過

学習を抑制できるが，あまり単純なモデルでは，モデル自

体の精度が悪いものになる可能性がある．一方，学習デー

タを多くすれば過学習を抑制できるが，機械学習モデルの

構築のために多くの最適評価コードによる計算が必要と

なる．統計的安全評価に機械学習モデルを適用するにあた

っては，解析対象の複雑度と利用できる学習データ数に応

じて適切な機械学習モデルを構築することが必要である．

一般に，解析対象が複雑であると，モデル化に必要な特

徴量（説明変数）が多くなる．学習データ数に比較して特

徴量が多いと過学習の要因となる．一方，統計的安全評価

では，学習データをあまり多く用意することはできない．

この場合，過学習を防ぐためには，特徴量を学習に重要な

ものだけに減らすことや，特徴量を学習に効果的な形に変

換することが考えられる．前者については，スパース推定

法を統計的安全評価に適用し，実機プラントにおける小破

断 LOCA 事象を対象に，不確かさ解析の機械学習モデル

に対するスパース正則化の有効性を検討した ．

本論文では，不確かさ解析の機械学習モデルに対して

量子回路学習 の有効性を検討する．量子回路学習では，

n 量子ビットの量子状態が 2n 次元の複素ベクトルになる

ことから，入力データを高次元空間に埋め込むことにより

学習に効果的な特徴量に変換することが期待できる．

量 子 回 路 学 習 は ， NISQ (Noisy Intermediate-Scale 
Quantum) コンピュータでの動作を可能とするアルゴリ

ズムである．NISQ コンピュータは，ノイズを含む 50~100
量子ビットサイズの小規模な量子コンピューで，数年〜十

年以内に実現可能と考えられている．量子回路学習では，

量子回路を，一量子ビット回転ゲートを使用して構築し，

回転ゲートの角度 𝜃𝜃 を調整することで学習を行う．ユニ

タリー変換のみで回路を構成することが正則化として機

能し，過学習が抑えられると期待されている．一方，計算

の高速性や精度について検証が必要である．

本論文では，不確かさ解析に対して汎化性能の良い機

械学習モデルを構築することを目的として，量子回路学習

の適用性を検討する．量子回路学習の実行環境には量子コ

ンピュータのシミュレータ Qulacs を使用する . 
ROSA/LSTF における小破断 LOCA 模擬実験の不確かさ

解析に量子回路学習を適用し，95%値の予測精度を

RELAP5 コードによる解析結果と比較して評価する．

3. RELAP5ココーードドにによよるる不不確確かかささ解解析析

3.1 対対象象実実験験

日本原子力研究開発機構（旧日本原子力研究所）の

ROSA プロジェクトにおいて，大型非定常実験装置 LSTF
を用いて，PWR プラントの小破断 LOCA 時の再冠水過程

に関する実験が実施されている．LSTF における 2 次側強

制減圧関連試験 の概要を以下に示す．

図 3 に，LSTF 装置の概観図を示す．LSTF 装置はウェ

スチングハウス社製 4 ループ PWR プラントを同じ高さ，

体積を 1/48 で模擬し，1 次系冷却材配管の小破断による

LOCA や異常な過渡変化を，実炉と同じ圧力，温度，時間

経過で模擬することができるよう設計されている．原子炉

容器，１次系ループ，ECCS 注水系から構成されており，

4 つのループを 2 つの等体積（2/48 スケール）ループによ

り模擬している． 

図 2 機械学習モデル

最適評価コード 機械学習モデル

学習データ

図 3  LSTF の外観図
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表 1 に解析対象とした SB-CL-32 試験の試験条件を示

す．破断位置は加圧器非接続ループ低温側配管である．破

断サイズは低温側配管断面積の 1.0%であり，実機 4 ルー

プ PWR の 3 インチ破断に相当する．SB-CL-32 試験は，

高圧注入系の機能喪失を仮定している．蒸気発生器の逃し

弁の開放による 1 次系の減圧は，破断後 600 秒に全ルー

プで減温率 200 K/h で行い，同時に全ループで補助給水を

行っている．蓄圧注入は全ループで作動する条件である．

3.2 燃燃料料被被覆覆管管最最高高温温度度のの不不確確かかささ解解析析

本実験を対象に，RELAP5/MOD3 コード を用いて，

安全評価パラメータを燃料被覆管最高温度（PCT）とした

不確かさ解析 の概要を以下に示す．

不確かさ解析は，日本原子力学会標準 に則って実施し

た．まず，本実験が対象とする事故時の熱水力挙動を１次

系のコンポーネントごとに詳細に分析し，PCT を安全評

価パラメータとした重要度ランク表（PIRT）を作成して，

不確かさを考慮すべき重要現象を抽出した ．次いで，

抽出した重要現象に対応する RELAP5 コードの計算モデ

ルを特定し，各計算モデルに対して，関連する実験データ

との比較を行って不確かさを定量化した ．表 2 に，

抽出した重要現象と，対応する計算モデルに対して定量化

した不確かさ分布を示す．

以上より，各計算モデルのパラメータの不確かさを変

化させた統計解析を実施した．入力パラメータのサンプリ

ングはランダム・サンプリング法により行い，全 1024 ケ
ースの解析を実施して，PCT の 95%累積確率値は一定値

に収束することを確認した．

表 1 試験条件／解析条件  
項目 SB-CL-32

破断サイズ 低温側配管断面積の 1.0%

破断場所 加圧器非接続低温側配管

破断向き 横向き

原子炉トリップ 加圧器圧力低

主給水停止 原子炉トリップと同時

主蒸気隔離 原子炉トリップと同時

補助給水 強制減圧開始と同時（全ループ）

高圧注入 不作動

蓄圧注入 作動（全ループ）

低圧注入 作動前に試験終了

SG2 次側強制
減圧

破断後 600 秒，減温率 200K/h 
（全ループ）

表 2 抽出した重要現象と入力パラメータの不確かさ

重要現象 RELAP5 モデル 不確かさパラメータ 最小 最大 ヒストグラム

露出炉心熱伝達
Dittus-Boelter
相関式

熱伝達係数乗数 0.58 1.88

炉心内相間摩擦( EPRI 相関式 相間摩擦係数乗数 0.13 3.00

伝熱管凝縮熱伝達

(層流)
Nusselt 相関式 熱伝達係数乗数 0.56 1.44

伝熱管凝縮熱伝達

(乱流) Shah 相関式 熱伝達係数乗数 0.64 1.66

伝熱管入口 CCFL CCFL 相関式 CCFL 定数 0.70 0.80 一様分布

低温側配管水平層状

化
Taitel-Dukler 式 水平層状化判定乗数 0.20 4.63

ダウンカマ相間摩擦
Kataoka-Ishii
相関式

相間摩擦係数乗数 0.58 1.60

図 1 統計的安全評価手法における不確かさ評価
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表 3 に，全 1024 ケースに対する PCT の不確かさの統計

量を示す．図 4 に，全 1024 ケースに対する PCT のヒスト

グラムを示す．ROSA/LSTF における小破断 LOCA 実験の

不確かさ解析では，PCT の分布は正規分布に近い分布と

なった．

4. 量量子子回回路路学学習習にによよるる不不確確かかささ解解析析

本節では，3 節で説明した RELAP5 コードによる不確

かさ解析を参照解析として，不確かさ解析への量子回路学

習の適用性を検討する．

4.1 量量子子回回路路学学習習

図 5 に，量子回路学習の概念図を示す．量子回路学習

は，量子回路を学習モデルと見立てて学習を行うアルゴリ

ズムである．パラメータ付き量子回路からの出力と学習デ

ータとの差を最小化するようにパラメータを最適化する．

パラメータの調整は古典コンピュータで行い，学習モデル

を構築する．量子コンピュータで実行する部分と古典コン

ピュータを実行する部分からなるハイブリッドアルゴリ

ズムになっている．

本論文では，文献 に従って，以下のように量子回路モ

デルを構築した．

入力データ𝑥𝑥をエンコードする量子回路を以下で定義

する．

𝑈𝑈𝑖𝑖𝑖𝑖(𝑥𝑥) = ∏ 𝑅𝑅𝑗𝑗
𝑍𝑍(𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐−1𝑥𝑥2)

𝑗𝑗
𝑅𝑅𝑗𝑗

𝑌𝑌(𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠−1𝑥𝑥) (1) 

𝑅𝑅𝑗𝑗
𝑌𝑌(𝜃𝜃) = 𝑒𝑒𝑖𝑖𝑖𝑖𝑌𝑌𝑗𝑗/2 (2) 

𝑅𝑅𝑗𝑗
𝑍𝑍(𝜃𝜃) = 𝑒𝑒𝑖𝑖𝑖𝑖𝑍𝑍𝑗𝑗/2 (3) 

パラメータ付き量子回路𝑈𝑈(𝜃𝜃)は，時間発展演算子

𝑈𝑈𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟と j 番目 ( j = 1,…, n) の量子ビットに作用する回転

ゲート𝑈𝑈𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟(𝜃𝜃𝑗𝑗
𝑖𝑖) を掛けたものを d 回繰り返して構成され

る．𝑈𝑈𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟 = 𝑒𝑒−𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖は横磁場イジングモデルの時間発展演

算子であり，量子回路の複雑性を増加させる働きをもつ．

𝑈𝑈𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟(𝜃𝜃𝑗𝑗
𝑖𝑖) = 𝑅𝑅𝑗𝑗

𝑋𝑋(𝜃𝜃𝑗𝑗1
𝑖𝑖 ) 𝑅𝑅𝑗𝑗

𝑍𝑍(𝜃𝜃𝑗𝑗2
𝑖𝑖 ) 𝑅𝑅𝑗𝑗

𝑋𝑋(𝜃𝜃𝑗𝑗3
𝑖𝑖 )は 3 つの回転ゲ

ートからなり，𝑈𝑈(𝜃𝜃)は全体で 3nd 個の回転角を含んでい

る．

𝑈𝑈({𝜃𝜃𝑗𝑗
𝑖𝑖}) = ∏ ((∏ 𝑈𝑈𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟(𝜃𝜃𝑗𝑗

𝑖𝑖)
𝑛𝑛

𝑗𝑗=1
) ∙ 𝑈𝑈𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟)

𝑑𝑑

𝑖𝑖=1
(4) 

𝑈𝑈𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟 = 𝑒𝑒−𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖 (5) 

𝐻𝐻 = ∑ 𝑎𝑎𝑗𝑗𝑋𝑋𝑗𝑗 + ∑ ∑ 𝐽𝐽𝑗𝑗𝑗𝑗𝑍𝑍𝑗𝑗𝑍𝑍𝑘𝑘

𝑗𝑗−1

𝑘𝑘=1

𝑁𝑁

𝑗𝑗=1

𝑁𝑁

𝑗𝑗=1
(6) 

 
𝑈𝑈𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟(𝜃𝜃𝑗𝑗

𝑖𝑖) = 𝑅𝑅𝑗𝑗
𝑋𝑋(𝜃𝜃𝑗𝑗1

𝑖𝑖 ) 𝑅𝑅𝑗𝑗
𝑍𝑍(𝜃𝜃𝑗𝑗2

𝑖𝑖 ) 𝑅𝑅𝑗𝑗
𝑋𝑋(𝜃𝜃𝑗𝑗3

𝑖𝑖 ) (7) 
𝑅𝑅𝑗𝑗

𝑋𝑋(𝜃𝜃) = 𝑒𝑒𝑖𝑖𝑖𝑖𝑋𝑋𝑗𝑗/2 (8) 
𝑅𝑅𝑗𝑗

𝑍𝑍(𝜃𝜃) = 𝑒𝑒𝑖𝑖𝑖𝑖𝑍𝑍𝑗𝑗/2 (9) 

量子回路学習では，量子回路の回転角{𝜃𝜃𝑗𝑗
𝑖𝑖}および計算基

底（Z 基底）の値域を広げる乗数 a を調整することで学習

を行う．本研究の具体的手順を以下に示す．

1. 初期状態 |0⟩⊗𝑛𝑛 から 𝑥𝑥をエンコードする𝑈𝑈𝑖𝑖𝑖𝑖(𝑥𝑥)によ

って，入力状態 |𝜓𝜓𝑖𝑖𝑖𝑖(𝑥𝑥)⟩を生成する．

2. 入力状態  |𝜓𝜓𝑖𝑖𝑖𝑖(𝑥𝑥)⟩からパラメータ付き量子回路

𝑈𝑈(𝜃𝜃)によって，出力状態 |𝜓𝜓⟩ = |𝜓𝜓(𝑥𝑥, 𝜃𝜃)⟩に変換する.
3. 出力状態 |𝜓𝜓⟩に対して，最初の量子ビットで測定し

たパウリ Z 演算子の期待値に乗数𝑎𝑎 を乗じた 
⟨𝜓𝜓|𝑎𝑎 ∙ 𝑍𝑍1|𝜓𝜓⟩ をモデルの出力𝑦𝑦𝑜𝑜𝑜𝑜𝑜𝑜とする．

4. 出力{𝑦𝑦𝑜𝑜𝑜𝑜𝑜𝑜}と真値{𝑦𝑦}の最小二乗誤差により損失関数

L = L(𝜃𝜃, 𝑎𝑎)を定義する．

5. L(𝜃𝜃, 𝑎𝑎)が最小となるように(𝜃𝜃, 𝑎𝑎)を最適化する．

本モデルにおいて，パラメータ付き量子回路 𝑈𝑈(𝜃𝜃)の層

の深さ d はハイパーパラメータ（予め設定しておく値）で

ある．

図 4 PCT の不確かさのヒストグラム  
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表 3 PCT の不確かさの統計量 
項目 RELAP5 計算

5%値 [K] 728.2
平均値 [K] 809.0
95%値 [K] 885.4
歪度 [-] -0.028
尖度 [-] 2.85
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4.2  不不確確かかささ解解析析へへのの量量子子回回路路学学習習のの適適用用 
 
本論文では，量子回路学習の実行環境として量子コン

ピュータのシミュレータ Qulacs(9)を使用した．4.1 節で説

明した方法で 7 量子ビットの量子回路を定義し，RELAP5
による不確かさ解析からランダムに選んだ 59 サンプルを

学習データに用いて，PCT の予測モデルを構築した．

RELAP5 解析と同じ乱数を用いて量子回路モデルによる

統計解析を行い，PCT の不確かさ分布を RELAP5 解析結

果と比較した． 
 

4.2.1  パパララメメーータタのの最最適適化化にに係係るる検検討討 
 
量子回路学習の適用性を検討するにあたり，最適化す

る回転角	�	および Z 基底乗数 a のうち，初めに Z 基底乗

数を a = 2, 3, 4, 5, 6 に固定して計算精度の検討を行った．

パラメータ付き量子回路	����の層数は d = 9 とした．ま

た，パラメータの最適化アルゴリズムとしては，科学技術

計算ライブラリ SciPy(23)に実装されている Nelder-Mead 法

を使用した．Nelder-Mead 法は，目的関数の形状や勾配な

どの情報がわからないブラックボックス最適化問題を解

くために使われる最適化手法の一つである． 
図 6 に，学習データ（59 サンプル）および全データ（1024

サンプル）に対して，量子回路学習により評価した PCT の

累積分布関数を RELAP5 計算結果と比較して示す．ここ

で，Z 基底乗数を a = 2, 4, 6 としている．PCT の累積分布

関数は，学習データに対しては，各乗数に対してRELAP5
計算とよく一致した．一方，全データに対しては，乗数が

a = 4 のときに RELAP5 計算とよく一致した． 

図 7 に，1024 サンプルの RELAP5 計算結果から，59 サ

ンプルごとに 17 ケースの学習データを選択し，それぞれ

に対して構築した量子回路モデルによる PCT の 95％累積

確率値の評価と RELAP5 計算との誤差を集計した箱ひげ

図を示す．また，表 4 に，PCT の 95%累積確率値の 17 ケ

ースの集計を示す．学習データに対しては，すべての Z 基

底乗数 a = 2, 3, 4, 5, 6 について，95%累積確率値の RELAP5
計算との誤差はゼロに近い値となった．一方，全データに

対しては，95%累積確率値の RELAP5 計算との誤差は，Z
基底乗数が a = 4 の時に最も小さく，およそ±10 K 以内の

精度が得られた． 
以上より，Z 基底乗数を適切に選択することによって，

全データに対する 95％累積確率値の予測精度のよい量子

回路を構築できると言える． 
次に，量子回路学習において，最適化する回転角	�	およ

び Z 基底乗数 a を同時に最適化して，計算精度を検討し

た．パラメータ付き量子回路	����の層数は d = 9 とした．

また，パラメータの最適化アルゴリズムとしては，SciPy
に実装されているNelder-Mead法とBasinhopping法を使用

して計算精度を比較した．Basinhopping 法は，マルチスタ

ート局所探索法の一種で，ランダムに初期点を生成し，局

所探索を繰り返すことで大域的最適解を探索する．最適化

にあたり Z 基底乗数の初期値は a = 2 とした． 
図 8 に，学習データ（59 サンプル）および全データ（1024

サンプル）に対して，量子回路学習により評価した PCT の

累積分布関数を RELAP5 計算結果と比較して示す．PCT
の累積分布関数は，学習データに対しては，Nelder-Mead
法とBasinhopping法ともにRELAP5計算とよく一致した．

一方，全データに対しては，Basinhopping 法では RELAP5
計算とよく一致したが，Nelder-Mead 法では 95%値を過小

評価した． 

 
図 5 量子回路学習の概念図 
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(b)  全データ

図 9 PCT 95％値誤差の分布（Z 乗数最適化） 

図 8 PCT の累積分布関数（Z 乗数最適化） 
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図 9 に，1024 サンプルの RELAP5 計算結果から，59 サ

ンプルごと 17 ケースの学習データを選択し，それぞれに

対して構築した量子回路モデルによる PCT の 95％累積確

率値の評価と RELAP5 計算との誤差を集計した箱ひげ図

を示す．また，表 5 に，PCT の 95%累積確率値の 17 ケー

スの集計を示す．学習データに対しては，Basinhopping 法

では 95%累積確率値の RELAP5 計算との誤差はほぼゼロ

となった．Nelder-Mead 法も 95%累積確率値の RELAP5 計

算との誤差は小さい．一方，全データに対しては，95%累

積確率値の予測結果は，Basinhopping 法では RELAP5 計算

とよく一致したが，Nelder-Mead 法では RELAP5 計算を過

小評価した． 
Nelder-Mead 法で 95%累積確率値を過小評価するのは，

最適化において，Z 基底乗数の初期値 a = 2 に依存して局

所的最適解に陥っているためと考えられる． 
図 10 に，1024 サンプルの RELAP5 計算結果から，59

サンプルごとに 17 ケースの学習データを選択し，それぞ

れに対して構築した量子回路モデルによる Z 係数乗数の

最適化結果を集計した箱ひげ図を示す．また，表 5 に，Z
係数乗数の最適化結果の 17 ケースの集計を示す．Nelder-
Mead 法では，Z 係数乗数の最適化結果は，a = 2.7 を平均

値とした局所的最適解に陥っていることがわかる．図 7 で

見たように，a = 2.7 のまわりでは，量子回路学習は 95%累

積確率値を過小評価する．一方，Basinhopping 法では，Z
係数乗数の最適化結果は，a = 5.0 を平均値として最適化さ

れた．したがって，Basinhopping 法による大域最適化法を

適用することによって，量子回路学習は 95%累積確率値

を精度良く評価すると言うことができる． 
 
4.2.2  パパララメメーータタ付付きき量量子子回回路路����のの層層数数にに係係るる検検

討討 
 
次に，パラメータ付き量子回路の層数を変化させて，量

子回路学習による95%累積確率値の計算精度を検討した．

パラメータの最適化アルゴリズムとしては，Basinhopping
法を使用した． 

パラメータ付き量子回路	����の層数を増加すると，最

適化するパラメータである回転角�����の数が増加し，学習

モデルの表現力が高くなる．一方，過学習を起こす可能性

も生じるが，パラメータ付き量子回路	����がユニタリー

変換であることが正則化として機能し，過学習を防ぐこと

が期待される． 
図 11 に，1024 サンプルの RELAP5 計算結果から，59 サ

ンプルごとに 17 ケースの学習データを選択し，それぞれ

に対して構築した量子回路モデルによる PCT の 95％累積

確率値の評価と RELAP5 計算との誤差を集計した箱ひげ

図を示す．また，表 6 に，PCT の 95%累積確率値の 17 ケ

ースの集計を示す．学習データに対しては，層数を 5 以上

にすれば，RELAP5 計算との誤差はほぼゼロになった．一

方，全データに対しては，層数が 5 では RELAP5 計算を

過大評価した．これは，少ない層数では，解析対象の複雑

度に対してパラメータ付き量子回路	����の表現力が十分

ではなく，Z 係数乗数が過学習しているためと考えられる．

層数を 9 以上にすると，過学習とならず RELAP5 計算と

よく一致する結果が得られた． 
 
4.3  線線形形回回帰帰モモデデルルととのの比比較較 

 
最後に，量子回路学習による 95％累積確率値の計算精

度を線形回帰モデル(3)と比較した． 

表 4 PCT95%値の集計（Z 乗数固定） 
項目 PCT95%値 

Z 基底乗数 2Z 3Z 4Z 5Z 6Z 

平均値 [K] 877.9  881.4 885.2 887.5 894.6 

最大値 [K] 888.0 894.5 901.7 903.4 915.7 

最小値 [K] 870.0 870.7 872.9 878.6 882.6 

標準偏差 [K] 4.5  5.8  6.3  6.4  7.2  

 

表 5  PCT95%値の集計（Z 乗数最適化） 
項目 PCT95%値 Z 基底乗数 

最適化法 N-M*1 BH*2 Linear N-M*1 BH*2 

平均値 [K] 890.1  879.1  887.1  2.70  5.00  

最大値 [K] 912.3  887.4  899.5  3.35  7.04  

最小値 [K] 879.2  870.4  877.1  2.44  3.85  

標準偏差 [K] 8.4  5.2  6.8 0.23  0.84  
*1: Nelder-Mead, *2: Basinhopping 

2Z Nelder-Mead Basinhopping
-1

0

1

2

3

4

5

6

7

8
Z-basis mulitpliers

QCL
2Z

QCL 
Nelder‐
Mead

QCL 
Basin‐
hopping

図 10 Z 基底乗数の集計 
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図 8 に，学習データ（59 サンプル）および全データ（1024
サンプル）に対して，線形 2 次回帰モデルにより評価した

PCT の累積分布関数を示している．本論文が対象とした

実験解析のように，PCT の不確かさ分布が正規分布に近

い場合には，大域最適化法を用いた量子回路学習と比較し

て線形回帰モデルも予測精度は良いと言える．

図 7 に，1024 サンプルの RELAP5 計算結果から，59 サ

ンプルごとに 17 ケースの学習データを選択し，それぞれ

に対して構築した線形 2 次回帰モデルによる PCT の 95%
累積確率値の RELAP5 計算に対する誤差の箱ひげ図を示

す．17 ケースを集計して評価した場合，学習データに対

しては，線形回帰モデルでは誤差にバラツキがあるのに対

して，大域最適化法を用いた量子回路学習の誤差はほぼゼ

ロである．全データに対しても，大域最適化法を用いた量

子回路学習のほうが線形回帰モデルよりも誤差は小さい．

今後，実機プラントにおける小破断 LOCA 事象のよう

な PCT の不確かさ分布が正規分布とならない場合に対し

て，量子回路学習と線形回帰モデルの比較を行うことが必

要である．

5. 結結言言

最適評価コードを用いた統計的安全評価における計算

コストを低減するため，機械学習モデルの適用性を検討し

ている．統計的安全評価に機械学習を適用するにあたって

は過学習を防ぐ必要がある．量子回路学習は古典的深層学

習の量子アナロジーであり，最適化を行うパラメータ付き

量子回路がユニタリー変換によって構成されることから，

過学習が起こりにくいと期待されている．

本論文では，燃料被覆管最高温度（PCT）の不確かさ解

析に対して汎化性能の良い機械学習モデルを構築するこ

とを目的として，量子回路学習の適用性を検討した．

ROSA/LSTF における小破断 LOCA 模擬実験の不確かさ

解析に量子回路学習を適用し，PCT の 95%累積確率値の

予測精度を RELAP5 解析結果と比較して評価した．

パラメータの最適化にあたっては，計算基底の値域を

広げる乗数を同時に最適化した．大域最適化法を用いるこ

とにより，量子回路学習は 95%累積確率値を精度よく評

価する結果が得られた．

パラメータ付き量子回路の層数を変化させて量子回路

学習の計算精度を検討した．解析対象の複雑度に応じて量

子回路の層数を大きく取ることによって，量子回路学習は

線形回帰よりも 95%累積確率値を精度よく評価する結果

が得られた．
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TT 字字合合流流部部のの逆逆流流現現象象にに対対すするる数数値値シシミミュュレレーーシショョンン  

（（合合流流前前温温度度差差がが速速度度おおよよびび温温度度分分布布特特性性にに与与ええるる影影響響））  

Numerical Simulation for Impinged Penetration Flow at a T-junction 
(Effect of Inlet Temperature Difference on Velocity and Temperature Distribution Characteristics) 

 

三好 弘二 （Koji Miyoshi）＊1 
 

 

要要約約  T 字管の高低温水合流部における衝突型逆流現象を対象に数値シミュレーションを実施し，

合流前温度差が，分岐管内面近傍の流速および温度分布に与える影響を調べた．特に，逆流による

分岐管内面の熱疲労を想定し，分岐部のコーナー位置から分岐管軸方向に沿った分布特性を明ら

かにした．数値シミュレーションでは，配管も含む流体・構造熱連成解析による非定常計算を行っ

た．その結果，温度差の増加による浮力の効果や主流温度の増加に伴う動粘度の低下により，逆流

速度の時間平均値や変動量は増加する傾向があった．また，分岐管内面における温度変動量も増

加し，その変動する範囲はより深くなる傾向があった．流体から管壁への熱伝達により管内面温

度の RMS 値は壁近傍の流体温度の RMS 値の 15%から 40%の範囲まで低下していた．ただし，合流前

温度差の増加により壁近傍の速度変動が増加する位置では，熱伝達の促進によりその減衰効果が

小さくなっていた． 
 
キキーーワワーードド    熱疲労，T 字管，高低温水合流，衝突型逆流，数値シミュレーション 
 
 
 
Abstract Numerical simulations were conducted to investigate the effect of the inlet temperature difference 
on the velocity and temperature distributions near the inner surface of the branch pipe at the T-junction, where 
hot and cold waters mix. The focus was on the distribution characteristics along the branch pipe axis from the 
corner position of the junction, considering thermal fatigue of the branch pipe inner surface due to impinged 
penetration flow. Non-stationary calculations were performed using fluid-structure thermal coupling analysis 
including the pipe wall. As a result, the mean and fluctuating values of velocity tended to increase with 
increasing temperature difference due to the effect of buoyancy and the decrease in viscosity with increasing 
mainstream temperature. In addition, the temperature fluctuation at the inner surface also increased, and the 
range over which it fluctuated tended to be deeper. Due to heat transfer from the fluid to the pipe wall, the 
RMS values of the temperature fluctuations on the inner surface of the pipe were reduced to the range of 15% 
to 40% of those of the fluid temperature near the wall. However, at locations where the velocity fluctuation 
near the wall increased due to an increase in the inlet temperature difference, its attenuation effect was reduced 
due to enhanced heat transfer. 
 
Keywords   Thermal fatigue, T-junction, Mixing of hot and cold water, Impinged penetration, Numerical simulation 
 

 

 

 

1.  緒緒言言 
 

原子力発電所の配管では，温度差のある流体が混合す

る場所が存在し，このような部位では，流体温度変動が配

管内面に伝達することで，熱疲労が生じる可能性がある．

日本機械学会は，このような流体温度ゆらぎによる熱疲労

を防止するため，「配管の高サイクル熱疲労に関する評価

指針」(1)を策定し，構造健全性の評価指針を与えている．

この中で，図 1 に示す高低温水の合流形態では，分岐管か

らの流れが主管内の流れに合流後，主管内面にて温度ゆら

ぎが発生すると想定しているが，本研究では逆流により分

岐管内面における熱疲労発生を想定した評価手法の高度

化を図ることを目的としている．既報(2)では，分岐管側の

流量が主管側の流量と比較して低い場合は，主流が分岐管

内に逆流する場合があり，図 2 に示すような主流が分岐管

の右側壁に衝突し逆流する衝突型逆流（IP）の流動様式を

明らかにした．また，高温の主流が分岐管内に逆流するこ

とで生じる分岐管内面の管内面温度変動特性を示した(3)． 
発電所の多くの高低温水合流部では，図 3 に示す通り，

分岐管側にサーマルスリーブが挿入されている場所が多

く(4)，逆流により発生する温度変動がスリーブの範囲内で

あれば，2 重管となっていることから漏洩は防止可能であ

１ 

 

＊１ （株）原子力安全システム研究所 技術システム研究所  
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る．一方，既報(2)で示した通り逆流の最大侵入深さ LIP,max

は，以下に示す運動量比と相関があり，図 4 に示す通り運

動量比が増加するにつれて単調に増加する傾向がある． 

R m b/M M M  （1） 

2
m m b m mM D D U  （2） 

2 2
b b b b1 / 4M D U  （3） 

ここで，Dmは主管内径，Dbは分岐管内径，Umは主管側入

口断面平均流速，Ub は分岐管側入口断面平均流速，ρm は

主管側の流体密度，ρbは分岐管側の流体密度である．その

ため，主管側の流速が比較的速い場合や分岐管上流位置の

弁から漏洩した場合など最大侵入深さが大きくなると，サ

ーマルスリーブ上端位置において熱疲労の発生が懸念さ

れることがある．よって，分岐管軸方向の温度分布を適切

に予測することは熱疲労評価上重要である． 
これまでの実験(2)(3)では，大気圧下で合流前温度差が約

30℃で分岐管軸方向の温度分布を測定していたが，高温・

高圧条件下で合流前温度差が大きい条件になった場合に

温度分布がどのように変化するかを把握しておくことは

重要である．本研究では，衝突型逆流の流動様式において

合流前温度差が，分岐管内面近傍の流体温度および管内面

温度分布に与える影響を数値シミュレーションにより調

べることにした．また，温度変動は流体から配管に伝達す

る過程で大きく減衰し，その程度は壁近傍の流速に依存す

ることが知られている．よって，合流前温度差が壁近傍の

流速分布に与える影響も明らかにすることにした． 

図 1 T 字管での合流形態 

 

図 2 T 字管合流部の衝突型逆流の流動様式の模式図 

 

図 3 サーマルスリーブの模式図 

 

図 4 最大侵入深さと運動量比の関係(2) 

 

2.  数数値値計計算算手手法法 
 

図5に使用した計算格子を示す．主管内径Dm = 150 mm，

分岐管内径Db = 50 mm である．主管側厚さ 7.6 mm，分岐

管側厚さ 5.25 mm の配管を含めて格子を作成した．合流

部から主管方向の上流，下流に 3Dm，分岐管方向に 8.5Db

の長さを確保した．座標系は主管側の流れ方向を x，鉛直

上向き方向を zとした．また，主管と分岐管の管軸の交点

を座標原点とした．重力は，-z方向に負荷した．メッシュ

は 6 面体メッシュを用い，円管内面に沿うように作成し

た．また，合流部近傍や壁面近傍などにメッシュを寄せ，

空間解像度を高くした．メッシュのセル数は約 65 万

（648,940）である．LES (Large eddy simulation)の場合，速

度分布を精度良く捉えるためには，十分な層数のレイヤー

メッシュを配置する必要がある．一般には，第一層目のメ

ッシュに対して，壁面 y+が粘性底層に収まるレベル（y+ < 
5）であることが求められるが，計算の結果，最大で 1.6 で

あった．よって，壁面近傍の計算メッシュの解像度は適正

であると判断した． 
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図 5 計算格子 
 

表 1 に計算手法を示す．計算には商用コードANSYS 社

の FLUENT を用いた．流体物性値（密度，比熱，熱伝導

率，粘性係数）は温度多項式で与えた．密度に温度依存性

を与えることで浮力の効果を模擬しており，ブシネスク近

似のような浮力モデルなどは導入していない．配管は

SUS304 を想定して，密度，比熱，熱伝導率を温度多項式

で与えた．乱流モデルは，口径の違いはあるが（Dm = 60 
mm，Db = 20 mm），既報(5)で使用し最大侵入深さの再現性

が良好であったLES のDynamic Smagorinsky モデル(6)とし

た．時間刻み幅は 210-4 秒として，定常 RANS 収束解を

初期条件として計算を開始し，配管温度が準定常となった

26 秒から 46 秒（20 秒間）で統計量（時間平均値など）

を取得した．入口では，Vortex method(7)により主管側およ

び分岐管側ともに乱流強度 5%の乱れを付与した．表 2 に

計算条件を示す．Case 1 および Case 2 は，過去に実施し

た管内面・流体温度測定実験(3)の条件から 2 条件を選定し

た．また，Case 3 および Case 4 では Case 1 と Case 2 の条

件で温度差だけを 150℃に変更して，合流前の温度差が速

度および温度分布に与える影響を調べた．高温条件で運動

量比がやや低下しているのは，主流側の密度が低下するた

めである．温度差は PWR プラントの起動時の余熱除去系

統使用時の 1 次冷却材温度(8)を想定し決定した．配管外面

は断熱条件とした． 

表 1 計算手法 
ソフトウエア ANSYS Fluent 2021 

流体 水（物性値は温度依存） 

配管 SUS304（物性値は温度依存） 

乱流粘性モデル LES (Dynamic smagorinsky model) 

入口境界 指数則分布＋Vortex method の乱れ 

流出境界 圧力流出 

壁面境界 粘着条件 

解法 圧力・速度連成 SIMPLEC 

空間の離散化 運動量（Bounded Central Differencing) 

エネルギー（Second order upwind) 

非定常法 Second order implicit 

初期条件 定常 RANS収束解（Realizable k-ε） 

時間刻み幅 2×10-4  秒 

統計処理時間 準定常状態到達後の 20秒間（26秒か

ら 46秒） 

 
表 2 計算条件 

Case  
入口流速 

[m/s] 

入口温度 

[℃] 

圧力

[MPa] 

運動量

比 M
R
 [-] 

1 
主管 3.0 53.7 

大気圧 2,800 
分岐管 0.11 23.6 

2 
主管 3.0 53.6 

大気圧 5,600 
分岐管 0.078 23.3 

3 
主管 3.0 170 

3.0 2,600 
分岐管 0.11 20 

4 
主管 3.0 170 

3.0 5,100 
分岐管 0.078 20 

 
3.  数数値値計計算算結結果果 
 
3.1  速速度度分分布布 
 

図 6 に 46 秒の瞬時の速度ベクトル分布を示す．コンタ

ー色は速度の z成分の値を示す．図は見やすくするため合

流部を拡大して示した．どのケースでも衝突型逆流による

分岐管への主流の侵入が再現されている．主流と分岐管か

らの流れが衝突する境界面近傍では波打つような速度場

が生じている．この波立ちが右コーナー部に衝突すること

で右側壁に沿って逆流していると考えられる．主流の分岐

管内への逆流の範囲を明確にするために 20 秒間における

z方向速度の最大値の分布を調べた．その結果を図 7 に示

す．20 秒間における分岐管内の逆流深さは，Case 1 と比
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較して，Case 2 の方が，やや深くなっていることがわかる．

また，Case 3 と Case 4 になると，運動量比は減少してい

るにも関わらず逆流の範囲は Case 1 と Case 2 と比較して

増加していた．すなわち，温度差が増加することで逆流の

範囲が増加していた． 

図 8 に z方向速度の時間平均値 w*aveの分岐管軸方向分

布を示す．速度は主管側の入口断面平均流速Umで無次元

化した値である．図 9 に z 方向速度のモニター位置を示

(b) Case 2 

(c) Case 3 

(d) Case 4 
図 6 瞬時速度ベクトル分布 

(a) Case 1 

(a) Case 1 

(b) Case 2 

(c) Case 3 

(d) Case 4 

図 7 z方向速度の最大値の分布 
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す．図に示す通り，壁から 1mm の位置（x = 24 mm, y = 0 
mm）で，横軸 L は，主管の内面位置から鉛直上向き方向

への距離である．以後に示す図 10 および図 11 の値も同じ

位置である．いずれの条件でも L = 0 付近では鉛直下向き

に主流流速 Umの約 20%の流速であり，L とともに増加し，

L = 0.2Db付近でピークとなり，その後は単調に減少する分

布となっていた．それらのピーク値は Umの 10%から 20%
の範囲であった．Case 1 と Case 2 のピーク位置はともに L 
= 0.17Dbで MRの増加により，w*ave = 0.10 から w*ave = 0.18
に 1.8 倍増加していた．これは，分岐管側入口流速 Ubが，

0.11 m/s から 0.078 m/s に低下したため，主流が分岐管内

に侵入しやすくなったためと考えられる．Case 3 と Case 4
の場合も，1.8 倍増加していた．Case 1 と Case 3 を比較す

るとピーク値は 1.1 倍，Case 2 と Case 4 を比較すると 1.2
倍となっていた．これは，温度差が増加することによる浮

力の増加効果と主流の温度が高温になることによる動粘

度の低下によるものと考えられる． 
図 10 に z 方向速度の RMS (Root Mean Square)値 w*rmsの

分岐管軸方向分布を示す．いずれの条件でも L = 0 では Um

の約 14%の変動量であり，L が増加するに伴い一旦減少

し，L = 1.0Dbから L = 2.0Db付近でピークを有する分布と

なっていた．Case 1 と Case 2 を比較してわかるように MR

が増加すると時間平均値が増加したためRMS値も増加し

たと考えられる．Case 3 と Case 4 の比較結果も同様な傾

向が観察された．Case 1 と Case 3 を比較すると Case 3 の

方が RMS 値は増加していることがわかる．侵入する主流

温度が上昇し，動粘度が低下したためと考えられる．Case 
4 も Case 2 と比較して同様な理由で増加していた． 

図 11 に z 方向速度の最大値 w*max の分岐管軸方向分布

を示す．いずれの条件でも L = 0 では Umの約 20%の鉛直

図 8 z 方向速度の時間平均値の分岐管軸方向分布 

図 9 速度および温度のモニター位置 

図 10 z 方向速度の RMS 値の分岐管軸方向分布 

図 11 z 方向速度の最大値の分岐管軸方向分布 
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上向きの流速であり，L = 0.2Db付近でピークとなり，以後

単調に減少する分布となっていた．それらのピーク値は

Umの 60%から 70%であった．Case 1 と Case 2 を比較して

わかるように MR が増加すると w*max も増加しており，そ

のピーク値は 1.1 倍となっていた．MR が増加すると分岐

管側入口速度が低下することから，主流が侵入しやすくな

ったと考えられる．Case 3とCase 4を比較した場合もw*max

のピーク値は 1.1 倍となっていた．Case 1 と Case 3 の比較

結果から分かるように温度差が増加するとw*maxのピーク

値は，ほぼ同じであるもののそれより深い範囲ではほとん

どの位置で増加していた．Case 2 と Case 4 の比較結果も

同様であった． 

図 11 にて w*maxが 0 となる L の位置を逆流の最大侵入

深さと定義した場合のそれらの値の比較結果を表 3 に示

す．表に示す通り，分岐管側の入口流速を減少させると最

大侵入深さは L = 2.2Dbから L = 2.6Dbに増加した．また，

入口流速は同じでも温度差を増加させると最大侵入深さ

は増加し，Ub = 0.11 m/s では L = 2.2Dbから L = 2.7Dbへと

1.2 倍増加し，Ub = 0.087 m/s では L = 2.6Dbから L = 3.4Db

へと 1.3 倍増加していた． 
 

表 3 逆流の最大侵入深さの比較結果 

 
 
3.2  温温度度分分布布 
 

図 12 に 46 秒における瞬時の温度分布を示す．高温の

主流の侵入により分岐管内の流体温度が増加しているの

が確認できる．また，それに合わせて管壁も温度が高くな

っている．主流と分岐管側からの流れとの衝突界面には速

度分布の際にも見られた界面の波立ちが確認できる． 
図 13 に温度の時間平均値 T*ave の分岐管軸方向分布を

示す．温度は主管側入口温度 Tm ，分岐管側入口温度 Tbを

用いて無次元化した値である．モニター位置は図 9 に示す

通り壁から 1 mm 離れた位置（x = 24 mm, y = 0 mm）と分

岐管内面位置（x = 25 mm, y = 0 mm）である．以後に示す

図 14 および図 16 の値も同じ位置である．いずれの条件

でも L が増加すると単調に減少する傾向があった．これ

は，図 12 に示す通り主流の高温水が逆流する際に鉛直上

方から流れてくる低温水と混合して温度が低下するため

である．Case 1 と比較して，Case 2 の方が，温度が高くな

っていた．これは，Ub = 0.11 m/s から Ub = 0.078 m/s に低

Case  入口流速[m/s] 入口温度[℃] 
最大侵入深

さ L/D
b
 [-] 

1 
主管 3.0 53.7 

2.2 
分岐管 0.11 23.6 

2 
主管 3.0 53.6 

2.6 
分岐管 0.078 23.3 

3 
主管 3.0 170 

2.7 
分岐管 0.11 20 

4 
主管 3.0 170 

3.4 
分岐管 0.078 20 

(a) Case 1 

(b) Case 2 

(c) Case 3 

(d) Case 4 

図 12 瞬時温度分布 
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下したため，主流の侵入深さが増加したためと考えられる．

また，Case 1 と Case 3 を比較してわかるように温度差が

増加すると時間平均温度は増加している．これらの傾向は

図 8 に示した z 方向速度の時間平均値の傾向と同様であ

った．温度差が増加すると z 方向速度 w*aveが増加して，

主流が侵入しやすくなり，T*f, aveが増加したと考えられる．

壁から 1 mm 位置の流体温度と管内面温度は，ほぼ同じで

あった．これは，温度が準定常状態になっているためであ

る． 

図 14 に温度の RMS 値 T*rms の分岐管軸方向分布を示

す．温度は合流前温度差で無次元化した値である．図 14(a)
に示すとおり流体温度の RMS 値はいずれの条件でも L = 
0 で最大となり，L が増加するに伴い一旦減少し，その後，

増加に転じピークを有する分布となっていた．ピークを有

する分布となった理由として，高温水の逆流の先端と鉛直

上方から流入する低温水との境界部で変動が増加するた

めと考えられる．Case 1 と Case 2 を比較してわかるよう

に，Case 2 の方がピーク位置はやや深い位置となり，変動

が発生する範囲も深くなっている．これは，表 3 に示す通

り分岐管側入口流速が低下することで Case 2 の最大侵入

深さが Case 1 と比較して増加するためである．また，そ

のピーク値は 1.2 倍増加していた．これは，図 10 に示す

通り z 方向速度の RMS 値が増加したため温度変動量も増

加したと考えられる．Case 3 と Case 4 の違いは，Case 1 と

Case 2 の比較結果と同様である．Case 1 と Case 3 を比較

するとそのピークの位置はやや深くなっているものの，そ

のピーク値は同程度であった．これは，温度差を増加させ

ると表 3 に示したとおり最大侵入深さは増加するものの，

図 10 に示したとおり w*rms のピーク値の増加率が比較的

小さいためである．一方，温度が変動する範囲は L = 2.3Db

から L = 2.7Dbまで増加していた．Case 2 と Case 4 の比較

結果についても同様の傾向である． 
図 14(b)に管内面温度の RMS 値の分布を示す．流体温

度の場合と同様に L = 0 で最大となり，L が増加するに伴

い一旦減少し，その後，増加に転じピークを有する分布と

なっていた．Case 1 と Case 2 の場合を比較すると，その

ピーク値は1.8倍であり流体温度と比較して大きく増加す

る特徴があった．これは，流体から管壁への熱伝達率の違

いによると考えられる．図 10 の Case 1 と Case 2 の結果を

比較するとわかるように w*rmsがピーク位置付近で増加す

る傾向があることから，速度変動量の増加にともない熱伝

達率が増加したためと考えられる．Case 3 と Case 4 の場

(a) 流体温度（壁から 1 mm） 

(b) 管内面温度 

図 13 時間平均温度の分岐管軸方向分布 

(a) 流体温度（壁から 1 mm） 

(b) 管内面温度 

図 14 温度変動（RMS 値）の分岐管軸方向分布 
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合の相違も同様である．温度差を増加させたCase 1とCase 
3 を比較すると，そのピーク値は 1.3 倍となっていた．流

体温度の比較では同程度であったことから，熱伝達率が増

加したといえる．また，温度が変動する範囲は，L = 2.4Db

から L = 2.7Dbに 1.1 倍増加していた． Case 2 と Case 4 を

比較するとそのピーク値は増加しないものの，2 つのピー

クが生じていた．温度が変動する範囲は，L = 2.7Dbから L 
= 3.6Dbに 1.3 倍増加していた．熱伝達率の増加により，ピ

ーク値が増加するのではなく，その範囲が増加する場合も

あるといえる． 
図 14(a)と図 14(b)を比較してわかるように流体から管

壁への熱伝達の過程で温度変動量は大きく減衰していた．

変動量の減衰の程度を把握することは，熱疲労評価上重要

である．図 15 に管内面温度の RMS 値 T*w, rmsと流体温度

の RMS 値 T*f, rms の比の分岐管軸方向分布を示す．T*f, rms

が 0 に近づくと比が発散し有意な値とならないため，T*f, 

rms > 0.05 の範囲のみ記載した．図に示す通り，減衰の程度

は 15%から 40%の範囲であった．いずれの条件でも RMS
値の比は L = 0 付近では約 40%であるが L が増加するにと

もない一旦減少し，その後上昇するピークを有する分布と

なっている．Case 1 と Case 2 を比較するとそのピーク値

は Case 2 の方が大きくなっている．前述したように w*rms

の増加により熱伝達率が増加したためと考えられる．Case 
3 と Case 4 との比較結果も同様である．Case 1 と Case 3 を

比較すると入口温度差の増加によりそのピーク値はやや

大きくなることがわかる．Case 2 と Case 4 の比較では，

そのピーク値は同程度であったが，Case 4 ではより深い位

置でもその比が低下する傾向はなかった．温度差とともに

w*rms が比較的深い位置でも増加していた影響と考えられ

る． 
図 16 に温度の変動範囲 T*max-min の分岐管軸方向分布を

示す．ここで変動範囲とは，20 秒間における最大値と最

小値の差である．温度は入口温度差で無次元化した値であ

る．疲労評価では，発生する応力振幅の最大値を材料の疲

労限度と比較するため，温度の変動範囲を適切に予測する

ことが重要である．よって，ここでは RMS 値に加えて温

度変動範囲の分布も示した．図 16 (a)に示す通り RMS 値

の場合と違い，T* f, max-minは L = 0 付近ではほぼ 1 となって

いた．L が増加するにともない一旦減少し，その後上昇す

るピークを有する分布となっており，その傾向は T* f, rmsと

同様であった．Case 1 と Case 2 を比較すると T* f, rmsと異

なりそのピーク値は同程度であったが，変動が発生する深

さは T* f, rmsと同じように増加していた．Case 3 と Case 4 の

比較結果も同様であった．Case 1 と Case 3 を比較すると L 
= 1.0Db 付近のピーク値は同程度であるが，変動する範囲

は深くなっていた．この傾向は，RMS 値の場合と同じで

あった．Case 2 と Case 4 の比較結果も同様である． 

図16 (b)に管内面の温度変動範囲の分岐管軸方向分布を

示す．RMS 値の場合と同様にいずれの条件でも L = 0 付

近で最大となり，L が増加するに伴い一旦減少し，ピーク

を有する分布となっていた．Case 1 と Case 2 のピーク値

を比較すると，1.5 倍となっており，T* f, max-minと比較して

大きく増加していた．Case 3 と Case 4 の比較結果も同様

(a) 流体温度（壁から 1 mm） 

(b) 管内面温度 

図 16 温度変動範囲の分岐管軸方向分布 図 15 温度変動量（RMS 値）の比の分岐管軸方向分布 
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であった．これらの特徴は RMS 値の場合と同じである．

Case 1 と Case 3 のピーク値を比較すると 1.2 倍に，Case 2
と Case 4 のピーク値は同程度であるがピークが 2 つとな

っていた．これらの特徴は RMS 値の場合と同様である． 
図 17 に管内面温度の変動範囲 T*w, max-min と流体温度の

変動範囲 T*f, max-minの比の分岐管軸方向分布を示す．T*f, max-

min が 0 に近づくと比が発散し有意な値とならないため，

T*f, max-min > 0.1 の範囲のみ記載した．図に示す通り，減衰

の程度は 10%から 50%の範囲であった．いずれの条件で

もそれらの比は L = 0 付近では約 50%であるが Lが増加す

るにともない一旦減少し，その後上昇するピークを有する

分布となっている．Case 1 と Case 2 を比較するとそのピ

ーク値は Case 2 の方が大きくなっている．この傾向は

RMS 値の比と同様であった．Case 3 と Case 4 との比較結

果も同様である．Case 1 と Case 3 を比較すると入口温度

差の増加によりそのピーク値は大きくなっていた．Case 2
とCase 4の比較では，そのピーク値は同程度であったが，

Case 4 ではより深い位置でもその比が低下する傾向はな

かった．これらの特徴は RMS 値の比の場合と同じであっ

た． 

 

図 17 温度変動範囲の比の分岐管軸方向分布 
 

4.  結結言言 
 
T 字管の高低温水合流部における衝突型逆流現象を対

象に数値シミュレーションを実施し，合流前温度差が，分

岐管内面近傍の流速および温度分布に与える影響を調べ

た．特に，逆流による分岐管内面の熱疲労を想定し，分岐

部のコーナー位置（L = 0）から鉛直上向き方向の分布特性

を明らかにした．主管側の入口流速はUm = 3 m/s とし，分

岐管側の入口流速をUb = 0.078 m/s とUb = 0.11 m/s に変化

させた 2 条件の運動量比に対し，温度差（30℃と 150℃）

が無次元化した流速および温度分布に与える影響を調べ

た．数値シミュレーションでは，配管も含む流体・構造熱

連成解析による非定常計算を行った．その結果，以下の結

論が得られた． 
(1) 分岐管内面近傍における鉛直上向き（z方向）の時間

平均流速は，L = 0.2Db付近でピークとなる分布とな

っていた．一方，速度変動量（RMS 値）は，L = 0 付

近で最大となり，一旦減少したのち L = 1.0Dbから L 
= 2.0Db付近でピークを有する分布となっていた．合

流前温度差が増加するとそれらのピーク値は増加し

ていた．浮力の効果や主流の温度の増加により動粘

度が低下するため増加したと考えられる． 
(2) z 方向速度の最大値が零となる位置を逆流による最

大侵入深さとした場合，その最大侵入深さは合流前

温度差が増加するとUb = 0.078 m/s の条件で 1.3 倍，

Ub = 0.11 m/s の条件で 1.2 倍となっていた． 

(3) 分岐管内面近傍における流体と管内面の時間平均温

度は逆流した高温水が低温水と混合することにより

z方向に単調に減少する傾向があった．また，温度差

が上昇するに伴い，時間平均温度は増加する傾向が

あった．これは，逆流の速度が増加することで，逆流

侵入深さが深くなったためと考えられる． 
(4) 流体温度および管内面温度の RMS 値の分布は L = 0

付近で最大となり，一旦減少した後，増加に転じ，L 
= 1.0Db から L = 2.0Db 付近でピークを有する分布と

なっていた．高温水の逆流先端と鉛直上方から流入

する低温水との境界部で変動が増加したことにより

ピークが発生したと考えられる．合流前温度差が増

加しても流体温度の変動量のピーク値は同程度であ

ったものの，管内面温度の変動量のピーク値はUb = 
0.11 m/s の条件で 1.3 倍となっていた．また，管内面

の温度変動が発生する位置は，Ub = 0.078 m/s の条件

で 1.3 倍，Ub = 0.11 m/s の条件で 1.1 倍深くなってい

た． 
(5) 熱疲労評価では発生する応力の振幅が重要であるた

め，RMS 値に加えて温度変動範囲の分布も調べた．

その結果，合流前温度差がその分布に与える影響に

ついては，RMS 値の場合と大差はなかった． 
(6) 流体から配管への熱伝達の過程で管内面の温度変動

のRMS値は，壁近傍の流体温度変動の15%から 40%
の範囲で，温度変動範囲では 10%から 50%の範囲で

低下していた．合流前温度差が増加すると，速度変

動量が増加する位置では熱伝達の促進によりその減

衰効果が小さくなっていた． 
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シシビビアアアアククシシデデンントト演演習習ツツーールルのの改改良良  

Improvement of the Severe Accident Practice Tool 
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西田 直樹（Naoki Nishida）＊2  武部 創（Hajime Takebe）＊2 
 

 

要要約約  東京電力福島第一原子力発電所事故の教訓を踏まえて開発した，シビアアクシデント（SA）

時の発電所の原子力緊急対策本部対応を疑似体験できる SA 演習ツールについて，緊急時活動レベ

ル（EAL）判断基準の見直し等を反映して改良を行った．主な改良点は，SA 演習ツールへの特定

重大事故等対処施設（特重施設）等の反映，EAL 判断基準の見直し等を踏まえた演習シナリオの

解説資料の改善である．今回改良した SA 演習ツールを活用し，改善した演習シナリオの解説資料

に基づき，関西電力において SA 研修を実施した．その結果，EAL 判断基準の変更点について研

修受講者の理解を深めることができたことを確認した．  
 
キキーーワワーードド    シビアアクシデント，演習ツール，緊急時活動レベル，警戒事態，施設敷地緊急事態，全面緊
急事態，原子力災害対策特別措置法，特定重大事故等対処施設
 
 
Abstract We developed the severe accident (SA) practice tool based on lessons learned in the 2011 accident 
at the Tokyo Electric Power Company’s Fukushima Daiichi Nuclear Power Station. Reflecting the our review 
of emergency action level (EAL ) criteria, we utilized the developed SA practice tool. Major improvements 
were the incorporation of a special safety facility into the SA practice tool, and improvements to the 
explanatory materials for the exercise scenarios based on the review of EAL judgment criteria. Using the 
improved SA practice tool, SA training was conducted at Kansai Electric Power Company based on the 
improved exercise scenario explanatory materials. As a result, we confirmed that the training participants 
were able to deepen their understanding about the changes to the EAL judgment criteria. 
 
Keywords   severe accident，practice tool，emergency action level，alert，site area emergency，general emergency，
Act on Special Measures Concerning Nuclear Emergency Preparedness，specialized safety facility 
 

 

 

 

1.  ははじじめめにに 
 

東京電力福島第一原子力発電所の事故の安全対策のう

ち，「事故時の判断能力の向上(対策 12)」(1)において，シ

ビアアクシデント(以下，SA という)教育の更なる充実が

求められている． 

また，2013 年度から原子力災害対策特別措置法（以下，

原災法という）(2)第 6 条の 2 第 1 項の「原子力災害対策指

針」(3)において，原子力災害事前対策として緊急事態区分

及び緊急時活動レベル(Emergency action level:以下，EAL
という)が定められた．緊急事態区分の設定は，レベル 1
「警戒事態(Alert:以下，AL という)」，レベル 2「施設敷地

緊急事態(Site Area Emergency:以下，SE という)」，レベル

3「全面緊急事態(General Emergency:以下，GE という)」

の3段階とされている． SEは従来からの原災法第10条，

GE は従来からの原災法第 15 条，25 条に該当し，AL は

2013 年度に新規追加された．原子力発電所において事故

が発生した場合は，発電所の原子力緊急対策本部の構成員

（以下，本部構成員という）がそれぞれの事象判断（EAL
判断）を迅速かつ的確に実施して，関係各所に通報連絡を

実施しなければならない． 

これらを踏まえて，本部構成員が SA 発生時に通報連絡

までの適切な対応ができるようになることを目的として，

SA 理解のための効果的教育・訓練ツールの検討を行い，

本部構成員自らがプラント構成および応答，EAL 判断基

準等を知識として習得し，SA 時の原子力緊急対策本部対

応を模擬体験できる SA 演習ツールを開発した(4)． 

SA 演習ツールの訓練シナリオ用データは 2 種類あり，

過去の防災訓練シナリオ解析(5)(6)(7)(8)(9)で実施した訓練デー

タを加工して作成したものと，研修用として EAL の見直

１ 

 

＊１（株）原子力安全システム研究所 技術システム研究所 

＊２ 関西電力（株） 
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し内容を理解させるために作成したものがある． 

関西電力㈱の原子力防災研修（シビアアクシデント

EAL 判断対応演習）において，この SA 演習ツールを活用

し有効性を確認するとともに，研修実施後，演習ツールに

関する問題点，講師・受講者からの要望に対する改善策を

検討し，それらを踏まえて SA 演習ツールの改良を実施し

てきた．これまでの主な改良点は，EAL 説明資料表示等

の演習ツールの機能追加，EAL 判断基準の変更点を含む

演習シナリオの作成，演習シナリオ時間の延長，事象進展

の早送り機能の強化，スキップ機能の追加等である(10)(11)(12)．

本報告は，前回報告(12)以降の SA 演習ツールの改良につい

て報告する． 

 
2.  SA演演習習ツツーールルのの改改良良点点 
 
2.1  SA演演習習ツツーールルのの概概要要 
 

SA 演習は，図 1 のように訓練内容非開示のブラインド

訓練をイメージしている．訓練者に複数のシナリオを提示

して選択させ，事故の起因や進展を知らせず，訓練者自ら

にプラントの状況を判断させるものとしている．事象進展

は原子力緊急時対策本部における安全重要パラメータ表

示システム（以下，SPDS という）を模擬した画面により

表示させ，訓練者は少人数のグループを構成し，それぞれ

役割を決めてロールプレイ式の演習を実施できるように

している．SPDS とは，原子炉冷却系統に係る発電用原子

炉施設の損壊その他の異常及び重大事故等が発生した場

合に，プラントの各種パラメータを事業者の緊急対策本部

および原子力規制庁に設置されている緊急時対策支援シ

ステム等の発電所外へ伝送できるよう，平常時からデータ

を伝送している発電所側のシステムのことである．SA 演

習ツールの開発にあたり，研修時の使いやすさを考慮して

ノートパソコンで動作する環境で構築している． 
当研究所ではシビアアクシデント解析コード MAAP4

を搭載した事象進展予測システム(13)を開発し，万一の原子

力災害時に以降のプラント挙動に関する事象の進展を予

測し，事故対応検討の一助とするとともに，関西電力㈱の

原子力発電所防災訓練時においては事象進展予測解析，防

災訓練シナリオ解析，SA 演習シナリオの SPDS データ作

成等で活用している． 
事象進展予測システムの概要を図 2 に示す．事象進展

予測システムはプラントから逐次，送られてくる情報に基

づき，MAAP4 を用いて事態の推移予測を行い，今後の進

展を予測するとともに，将来の影響緩和操作の有効性や放 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 1 SA 演習のイメージ 
 

射性物質放出量の推定を行い，事故収束操作及び公衆防護

措置に有益な情報を提供することを目的とするものであ

る． 
関西電力の原子力プラントに導入されている各種の緩

和設備について，適宜 MAAP4 でモデル化を実施し，

MAAP4 の解析基盤の更新を実施している．特に近年は，

東京電力福島第一原子力発電所事故を踏まえて日本の原

子力発電所において発電所緊急安全対策，シビアアクシデ

ント対策他として導入された設備について重点的にモデ

ル化を実施している(14)(15)．SA 演習ツールについても

MAAP4 でモデル化された設備を反映している． 
 

図 2 事象進展予測システムの概要 
 
2.2  特特重重施施設設等等のの反反映映 

 
実用発電用原子炉及びその附属施設の位置，構造及び設

備の基準に関する規則(16)第 42 条において，発電用原子炉

を設置する工場又は事業所（以下，工場等という）には，

特定重大事故等対処施設（以下，特重施設という）を設け

なければならないとしている． 
特重施設とは，重大事故等対処施設のうち，故意による

大型航空機の衝突その他のテロリズムにより炉心の著し

い損傷が発生するおそれがある場合又は炉心の著しい損

プラント情報
の取り込み

解析指示
進捗管理

再現解析
スタッフ

再現解析
チーフ

推移予測解析
スタッフ

推移予測解析
チーフ

AM予測解析

スタッフ

AM予測解析

チーフ

放出量予測
解析スタッフ

放出量予測
解析チーフ

レポート作成
履歴管理

関西電力SPDS伝送

プラント情報
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進捗管理
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②
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①～⑤：起動順序
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傷が発生した場合において，原子炉格納容器の破損による

工場等外への放射性物質の異常な水準の放出を抑制する

ためのものをいう．そして，特重施設については，原子炉

建屋への故意による大型航空機の衝突その他のテロリズ

ムに対してその重大事故等に対処するために必要な機能

が損なわれるおそれがないものであること，原子炉格納容

器の破損を防止するために必要な設備を有するものであ

ること及び原子炉建屋への故意による大型航空機の衝突

その他のテロリズムの発生後，発電用原子炉施設の外から

の支援が受けられるまでの間，使用できるものであること

が要求されている．具体的には，原子力規制委員会資料(17)

の特重施設の概要（図 3）のとおり，例えば，原子炉から

100 メートル以上離れた場所に，電源，注水ポンプ等の設

備を有した特重施設を設けることが要求されている． 
特重施設について要求されている機能は，発電用原子炉

施設における特重施設以外の施設によって既に重大事故

等対策に必要な機能として要求されているところである

が，特重施設は更なる安全性・信頼性を向上させるバック

アップ施設として更に有効な対策を講じることができる

よう同等の機能が要求されている． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 3 特重施設の概要 
 
原子力発電所における特重施設の設置に伴い，特重施設

の使用状況を踏まえた EAL 判断ができるようにする必要

がある． 
発電所によっては，特重施設の電源機能により，EAL25

「電源供給機能の異常（交流電源喪失）」が変更となる．

EAL25 は，全交流電源喪失事象発生時において，特重施

設の電源からプラント側への給電に成功すれば，SE（非常

用交流高圧母線の 30 分間以上喪失），GE（非常用交流高

圧母線の 1 時間以上喪失）の発信を回避できる．また，

EAL27「電源供給機能の異常（直流電源喪失）」の運用自

体は変更不要であるが，特重施設の電源から交流電源を非

常用交流母線に給電することで，非常用交流母線を給電元

とする直流電源設備の１つである充電器等の信頼性が向

上する． 
特重施設のフィルタベントの設置により，EAL43「原子

炉格納容器圧力逃がし装置の使用」の運用が変更となる．

EAL43 は，炉心損傷前に原子炉格納容器圧力逃がし装置

（フィルタベント）を使用した際，SE を発信することと

なる． 
特重に関するポンプの設置により，EAL29「停止中の原

子炉に関する異常」，EAL41「原子炉格納容器の異常」，

EAL42「障壁の喪失」の運用は変更不要であるが，EAL29
では，特重施設による代替炉心注水が動作した場合，原子

炉冷却材系統の水位が一時的に回復し，原子炉冷却材系統

の水位低下による炉心露出等までの時間が延びることで，

AL,SE,GE の発信までの時間余裕が延びる．EAL41 では，

特重施設による代替格納容器スプレイが動作した場合，格

納容器圧力が一時的に低下し，格納容器圧力の最高使用圧

力到達までの時間が延びることで，GE の発信までの時間

余裕が延びる．EAL42 では，特重に関するポンプが動作

した場合，燃料被覆管，原子炉冷却材系統バウンダリ，格

納容器バウンダリの健全性へ影響し，AL，SE，GE の発信

までの時間余裕が延びる．なお，設備の運転タイミングに

よっては，発信までの時間余裕が延びるのではなく発信後

に早期に非該当となる場合がある． 
 これらの特重情報を踏まえた EAL 判断をできるように

するため，演習ツール画面上に「フィルタベント」「特重

に関する電源」「特重に関するポンプ」の表示を新規追加

した．  
 
2.3  解解説説資資料料のの改改善善 

 
関西電力の原子力防災研修（シビアアクシデント EAL

判断対応演習）は毎年実施されており，本研修の受講対象

者は 3 年に 1 回受講することとなっている．2020 年度に

作成した研修用演習シナリオを用いた研修は 2022 年度で

一巡したので，2023 年度は特重施設を加味したシナリオ

として，原子炉冷却材漏えい，2 次系給水喪失のシナリオ

を作成した． 
原子炉冷却材漏えいの演習シナリオ概要を表 1，2 次系

給水喪失の演習シナリオ概要を表 2 に示す．表中の赤文字

記載の AL，SE，GE が判断すべき EAL である．  
演習実施後の解説資料において，EAL 判断の理解を深

めるため，当該 EAL 判断に必要な条件を更に明確化した． 
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表 1 原子炉冷却材漏えいの演習シナリオ概要 

 
表 2 2 次系給水喪失の演習シナリオ概要 

 
EAL 判断の一例として AL21（原子炉冷却材の漏えい），

SE21（原子炉冷却材漏えい時における非常用炉心冷却装

置による一部注水不能），GE21（原子炉冷却材漏えい時に

おける非常用炉心冷却装置による注水不能）は以下の通り

である． 
今回の演習シナリオでは原子炉冷却材漏えいが発生し，

安全注入信号発信により非常用炉心冷却装置が作動する

ことから，「運転モード 1，2，3 および 4」「原子炉冷却材

の漏えい発生」「非常用炉心冷却装置作動設定値に達した

場合」の条件成立により AL21（原子炉冷却材の漏えい）

および AL42 （単一障壁の喪失または喪失のおそれ）発信

を判断する． 
その後事象が進展し，A 余熱除去ポンプ停止，A，B 非

常用ディーゼル発電機故障停止による B，C 充てん/高圧

注入ポンプ停止，B 余熱除去ポンプ停止により，「運転モ

ード 1，2，3 および 4」「原子炉冷却材の漏えい（蒸気発

生器伝熱管からの漏えいを含む）発生」「非常用炉心冷却

装置作動設定値に達した場合」「すべての充てん/高圧注入

ポンプが起動不能」「すべての余熱除去ポンプが起動不能」

の条件成立により SE21（原子炉冷却材漏えい時における

非常用炉心冷却装置による一部注水不能）発信を判断する． 
同時に，「運転モード 1，2，3 および 4」「原子炉冷却材

の漏えい（蒸気発生器伝熱管からの漏えいを含む）発生」

「非常用炉心冷却装置作動設定値に達した場合」「すべて

の充てん/高圧注入ポンプおよび余熱除去ポンプが起動不

能」の条件成立により GE21（原子炉冷却材漏えい時にお

ける非常用炉心冷却装置による注水不能）発信を判断する． 

 
3.  SA演演習習ツツーールルをを活活用用ししたた研研修修のの実実施施結結

果果とと今今後後のの課課題題  

 
今回改良した SA 演習ツールを活用し，美浜，高浜，大

飯の各発電所において，2023 年 11 月に SA 研修を実施し

た．その結果，EAL 判断基準の変更点について研修受講

者の理解を深めることができたことを確認した． 
今後の課題として，引き続き EAL 判断基準の変更を反

映していくとともに，種々の EAL を網羅するよう演習シ

ナリオの充実を図っていく必要がある．また，SA 研修の

実施結果および受講者からの改善要望を踏まえた演習ツ

ールの改善を継続して実施することにより，研修の効率化

を図っていく必要がある． 
 

4.  おおわわりりにに 
 
東京電力福島第一原子力発電所事故の教訓を踏まえて

開発した，SA 時の事象進展を疑似体験できる SA 演習ツ

ールについて，EAL 判断基準の見直し等を反映して改良

を行った． 
主な改良点は，SA 演習ツールへの特重施設等の反映，

EAL 判断基準の見直し等を踏まえた演習シナリオの解説

資料の改善である． 

主要なイベント 
原子炉冷却材漏えい発生 
原子炉トリップ 
非常用炉心冷却装置作動 
（安全注入信号発信） 
AL21，AL42 
A，B 非常用ディーゼル発電機自動起動 
A 充てん/高圧注入ポンプ起動失敗 
B，C 充てん/高圧注入ポンプ起動 
A，B 余熱除去ポンプ起動 
2 次系強制冷却開始 
A 余熱除去ポンプ停止 
A，B 非常用ディーゼル発電機故障停止 
B，C 充てん/高圧注入ポンプ停止 
B 余熱除去ポンプ停止 
SE21，GE21 
AL24 
AL25 →  30 分後 SE25 
   → 1 時間後GE25 
炉心出口温度 350℃超過 SE42 
被覆管破損 
炉心損傷検知 GE28 

主要なイベント 
原子炉トリップ 
外部電源喪失 
A，B 非常用ディーゼル発電機自動起動 
主給水停止 
A，B 電動補助給水ポンプ起動 
タービン動補助給水ポンプ起動 
A，B 電動補助給水ポンプ停止 AL24 
タービン動補助給水ポンプ不調により補助給水流量

低下 
タービン動補助給水ポンプ停止 
全ての蒸気発生器狭域水位 0%未満 SE24 
A，B 非常用ディーゼル発電機故障停止 
AL25 →  30 分後 SE25 
   → 1 時間後 GE25 
全ての蒸気発生器広域水位 10%未満 GE24 
炉心出口温度 350℃超過 AL42 
被覆管破損 
炉心損傷検知 GE28 
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今回改良した SA 演習ツールを活用し，改善した演習シ

ナリオの解説資料に基づき，関西電力において SA 研修を

実施した．その結果，EAL 判断基準の変更点について研

修受講者の理解を深めることができたことを確認した． 
今後も研修後の改善要望を踏まえた SA 演習ツール改

善を継続し，SA 演習ツールが更に効果的なものになるよ

うに努める． 
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ガガウウスス過過程程回回帰帰をを使使用用ししたた 

蒸蒸気気発発生生器器細細管管破破断断本本数数推推定定手手法法のの開開発発 
Development of an Evaluation Method Using Gaussian Process Regression 

for the Number of Steam Generator Tubes Broken 

 櫻井 征太郎 (Seitaro Sakurai)*1   中村 晶 (Akira Nakamura)*1 

 

要要約約   本論文では，原子力安全パラメータ表示システム SPDS から得られる情報から，機械学

習を用いて蒸気発生器細管破断 SGTR 時の破断本数を推定する手法を検討した．先行研究におけ

る冷却材喪失事故 LOCA 時の漏洩口径を推定する手法では，SGTR 時において飽和蒸気圧のまま

推移する時間が長く推定に要する時間も長くなってしまうため，そのままでは機械学習により破

断本数を推定するメリットが小さかった．早いタイミングで破断本数を推定するため，SGTR 発生

から飽和蒸気圧まで原子炉圧力が低下する期間に着目し，新しく特徴量を定義した．計算条件は，

事故シナリオを「(1) SGTR+全交流電源喪失 SBO」および「(2)SGTR+原子炉自動停止(給水継続)」
の 2 つ選定し，破断本数を増加させるとともに，SPDS の伝送間隔が 60 秒であることからサンプ

リング時刻の影響を考慮するために計算開始から SGTR 発生までの時間遅延を変化させた．上記

条件でシビアアクシデント解析コード MAAP4 を用いて学習ファイルを計算した．そして技術計

算言語 MATLAB を用いて，学習ファイルから特徴量を抽出し，ガウス過程回帰 GPR による学習

を実施した．(1)のシナリオでは相対誤差 25%程度，(2)のシナリオでは相対誤差 50%程度となった．

これにより学習ファイルを増やすことで様々なシナリオにも対応できることから，本手法は実用

に供することができる． 
 
キキーーワワーードド  蒸気発生器細管破断，機械学習，シビアアクシデント，安全パラメータ表示システム，ガウス 

過程回帰 
 
Abstract   This paper evaluates a method for estimating the numbers of broken steam generator tubes 
that occur in a steam generator tube rupture (SGTR) accident using information obtained from the nuclear 
safety parameter display system (SPDS). The method applies machine learning to this information. The 
method used in the previous study to estimate the leakage diameter during a loss-of-coolant accident (LOCA) 
has little advantage because it takes too long to complete the estimation due to the long time during the SGTR 
accident in which the reactor pressure must remain at the saturated vapor pressure in the calculation. In order 
to estimate the number of broken tubes at an early stage, this study focuses on the period between the onset 
of SGTR and the decrease in reactor pressure to the saturated vapor pressure, and defines a new feature. The 
calculation conditions are as follows. The first is the selection of two accident scenarios "(1) SGTR + loss of 
all AC power SBO" and "(2) SGTR + automatic reactor shutdown (continued water supply)". The second 
condition is intended to increase the number of broken tubes. The third is to change the time delay between 
the start of the calculation and the SGTR occurrence to consider the effect of the sampling time, since the 
transmission interval of the SPDS is 60 s. The studied training file is calculated using the severe accident 
analysis code MAAP4 under the above conditions. Then, using the technical computing language MATLAB, 
features are extracted from the studied file and trained using Gaussian process regression (GPR). The relative 
error is about 25% for scenario (1) and about 50% for scenario (2). This method is judged to be practical 
because it can be applied to various scenarios by increasing the number of training files.  
 
Keywords   steam generator tube rupture，machine learning，safety parameter display system，Gaussian process 

regression 

 

1.  ははじじめめにに  
 
原子力災害が発生すると放射性物質が放出され，周

辺の住民や環境などに被害を与える．この際，住民の

生命および身体の安全を確保することが最も重要であ 
 
 

る．福島第一原子力発電所事故を契機に，原子力災害

対策に関する枠組み及び原子力防災体制が見直され，

緊急時の体制や機能が強化された．国は中央防災会議

において，防災基本計画を作成し，国，自治体，原子力

事業者等がそれぞれ実施すべき事項を規定している(1)． 
 
 

１ 

 

＊１（株）原子力安全システム研究所 技術システム研究所 
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そして，防災基本計画の原子力災害対策編では，「原子

力事業者は，原子力施設の状態予測等を行うための機

能を平常時から適切に整備するものとする．」とされ

ており，原子力災害発生時において原子力事業者に事

象の進展予測を行うことを求めている(2)． 

これまで原子力安全システム研究所(以下「INSS」と

いう)では加圧水型原子力炉の原子力災害時の事象進

展予測技術の開発を進めてきた． 
吉田ら(3)は事象進展予測にシビアアクシデント解析

コードMAAP4(4)を用い，MAAP4の入力補助や発電所内

被ばく線量評価等を組み合わせ，事象進展予測システ

ム(以下「IPPS : Incident Progress Prediction System」とい

う)として統合した． 
INSSではIPPSを用いて防災訓練で事象進展予測を実

施しているが，プラントで計測される圧力・温度・水位

等の計測値だけでは事象進展予測の計算はできない．

例えば冷却材喪失事故(以下「LOCA」という)では原子

炉冷却系統(以下「RCS」という)からの漏洩口径を把握

することが重要であるが，事故が進展している状況で

はこの情報が得られる可能性は極めて小さい．したが

って入力値として漏洩口径を変化させながら計測値と

一致するよう繰り返し計算し，原子炉施設の状態を把

握していく必要がある．しかし，このような計算は複

数のパラメータが変動することから真値を見極めるこ

とは非常に難しく，熟練が必要である． 
建部ら(5)はLOCA時のRCS圧力の変化に着目し，配管

からの漏洩口径を推定する相関式を作成した．その結

果，MAAP4コードもしくはRELAP5(6)コードによる計

算結果から推定した漏洩口径の誤差は95%確率で8～
12%であった．この手法は，事前に計算された結果から

求めた相関式により精度良く推定できる方法であるが，

事故後に得られる圧力変化の時刻歴から推定している

ため，RCS圧力の挙動が複雑になると精度が悪くなる

可能性を有している． 
中村ら(7)は建部ら(5)の手法を改良し，機械学習を用い

ることで事故状態が進展する中で得られる情報からリ

アルタイムでLOCA時にRCSの漏洩口径を自動的に判

断する手法を開発した．その結果，入力値の漏洩口径D
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そして，防災基本計画の原子力災害対策編では，「原子

力事業者は，原子力施設の状態予測等を行うための機

能を平常時から適切に整備するものとする．」とされ

ており，原子力災害発生時において原子力事業者に事

象の進展予測を行うことを求めている(2)． 

これまで原子力安全システム研究所(以下「INSS」と

いう)では加圧水型原子力炉の原子力災害時の事象進

展予測技術の開発を進めてきた． 
吉田ら(3)は事象進展予測にシビアアクシデント解析

コードMAAP4(4)を用い，MAAP4の入力補助や発電所内

被ばく線量評価等を組み合わせ，事象進展予測システ
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う)として統合した． 
INSSではIPPSを用いて防災訓練で事象進展予測を実
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することが重要であるが，事故が進展している状況で
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からの漏洩口径を推定する相関式を作成した．その結

果，MAAP4コードもしくはRELAP5(6)コードによる計

算結果から推定した漏洩口径の誤差は95%確率で8～
12%であった．この手法は，事前に計算された結果から

求めた相関式により精度良く推定できる方法であるが，

事故後に得られる圧力変化の時刻歴から推定している
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はSPDSにより伝送されるプラントデータを活用し，事

故の初期状態(漏洩の有無，機器の動作状況等)を把握し，

事象進展予測に必要な初期条件の入力を作成すること

を想定している．LOCAにおいては，中村ら(7)の手法に

よりSPDSから漏洩口径を推定し，IPPSと組み合わせて

使用できるようにしている．本研究では，SGTRにおけ

る破断本数の推定手法を開発し，IPPSに組み合わせる

ことで更なるIPPSの高度化を目指した． 
 
2.2  前前処処理理にによよるる特特徴徴量量抽抽出出  
 

図2にLOCAおよびSGTR時のRCS圧力の時間変化の

一例を示す． 
 

 
図 2 LOCA，SGTR 時の RCS 圧力の時間変化の一例 

 
図2において，黄色部が飽和蒸気圧であり，SGTR時

の方がLOCA時に比較して飽和蒸気圧のまま推移する

時間が長いことがわかる．これの主な要因は，LOCA時

は原子炉格納容器内(大気圧～kPaオーダー程度)に冷却

水が放出されるのに対しSGTR時は蒸気発生器内

(7MPa程度)に冷却水が放出されることから破断する配

管の外部の圧力に大きな差があるためと考えられる． 
以上から，SGTR時では飽和蒸気圧のまま推移する時

間が長いため，中村ら(7)のLOCA時の手法では，破断本

数が推定できる時間が遅くなってしまう．これでは破

断本数の推定が完了する頃には事象が進んでしまい，

機械学習を用いて推定するメリットが小さい． 
そこで本研究では，SGTRが発生してから飽和蒸気圧

まで原子炉圧力が低下する期間 (図2におけるCase 
SGTR部)に着目してSGTR時の破断本数を推定するこ

ととした．具体的には特長量を図3，図4のように定義

した． 

 

図 3 特徴量 dPmin 

 
図3を説明すると以下のようになる． 
1) RCS 圧力 P が基準点 Pstart 未満になった時から計

測を開始する． 
2) データ点 2 点を結び，傾きを計算する． 
3) 傾きが最大（負の傾きのため最小）になったとき

の傾きの値の絶対値を dPminと定義する． 
このように Pstart を定義しているのは Pstart が大きすぎ

る場合，事故が発生していない期間も dPminを計算して

しまい，ハードウェアに大きな負荷をかけてしまうた

めである．また，後述する Pτstartを特徴量として扱いた

いため，Pstartは Pτstartより小さくする必要がある． 
 

 
図 4 特徴量dPmin 

 
次に図4を説明すると以下のようになる． 
1) RCS 圧力 P が SGTR 開始点 Pτstart 未満になった

時から計測を開始する． 
2) dPminが決まる点までの時間をdPminとする． 
このように Pτstartを定義しているのは，Pτstartが大き

すぎる場合，事故が発生していない時間がカウントさ

れてしまうため，Pτstartは特徴量としての意味を持たな

くなってしまうからである．例えば，Pτstartを 16MPa に

設定した場合，dPminは原子力発電所が起動して RCS 圧

力が上昇してから dPmin が決定するまでの時間となり，
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原子力発電所の運転時間に大きな影響を受けてしまう．

以上から，Pτstart は通常運転状態の RCS 圧力の影響を

受けない値とする必要がある．具体的な Pstart と Pτstart

の値は 2.4 で検討する． 
以上で抽出した特徴量 dPminとdPminで SGTR 時の破

断本数を推定する． 
 

2.3  事事故故シシナナリリオオ 
 

事故シナリオは，「(1)SGTR+全交流電源喪失 SBO」，

「(2)SGTR+原子炉自動停止(給水継続)」の 2 つを採用

した．(1)のシナリオは中村ら(7)とほぼ同じ条件として

おり，異なるのは破断箇所が RCS ではなく蒸気発生器

である点である．また，破断する蒸気発生器の細管の

本数を 0.5 本～4 本(0.5 本刻み)とした．これは SGTR で

は漏洩口径を記載するよりも破断本数で記載した方が

わかりやすいと考えたためである．ここで，0.5 本とい

うのは SG 細管が半分破断した状態を指す．1 本で SG
細管 1 本が両端破断した状態となる．計算は 4 ループ

プラントおよび 3 ループプラントで実施した． 
(2)のシナリオは美浜 2 号機における SGTR 事故事象

の際の状況を再現している．具体的には計算開始から

7 分後に損傷側蒸気発生器への補助給水を停止し，10
分後に主蒸気隔離弁を閉止した．このシナリオを検討

するのは，実際に起きた事故においても本手法が適応

できるのかを確認するためである． 
これらの事故条件を入力し，MAAP4 コードで計算

された結果を次節以降の検討に用いた． 

 
2.4  ササンンププリリンンググ時時刻刻のの影影響響  
 

SPDS はプラントデータを 60 秒毎に表示するため，

計測値はサンプリングのタイミングによってばらつく

と考えられる．これを確めるため，MAAP4 において

SGTR 発生時刻を計算開始から 15 秒～60 秒(15 秒刻

み)で遅らせた計算を実施した．これらのデータから，

ジッタ(サンプリングのタイミング)による dPminとdPmin
のばらつきが最も小さくなるような基準点 Pstart およ

び SGTR 開始点 Pτstart を検討する．検討手法としては，

Pstart または Pτstart の一方を固定し，他方を変化させて

破断本数ごとに dPmin とdPmin のジッタ間の最大値と最

小値の差を計算した．説明図を図 5 に示す．図 5 の赤
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値としたためである． 図 6，図 7 において 11.1MPa よ

り大きいところでは dPmin，dPminの差の値に変化は見ら
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図 7  dPminに対する Pstartの影響(4 ループ) 
 
図 8，図 9にPstartを 12.5MPaに固定したときの dPmin，

dPminに対する Pτstartの影響度を示す． 
 

 

図 8  dPminに対する Pτstartの影響(4 ループ) 
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12.5MPa に固定し，Pτstartの値を 12.5～16.5MPa(0.5MPa
刻み)で変化させ，ジッタ 0～60ｓ(15s 刻み)でそれぞれ

dPmin，dPminの差を取り，差の最大値をプロットしたも

のである．図 8 において，dPminの差は 12.5～16.5 MPa
で値が一定となっており，dPmin に対して Pτstart の影響

がないことがわかる．図 9 においてdPminの差は 12.5～
15.0 MPa で差が 1 もしくは 0 程度の値となっているた
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とする Pstartと Pτstartを選択したが，Pτstartは通常運転圧

力より 1MPa 程度小さく，Pstartは Pτstartより 1MPa 程度

小さくしておけば，他の PWR プラントにおいてもある

程度の精度が得られると考えられる． 
 

 
図 9  dPminに対する Pτstartの影響(4 ループ) 
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10，図 11 に，横軸を dPmin，縦軸をdPminとしたグラフ

を図 12 に示す．図 10 より，ジッタにより若干のばら

つきは見られるものの，全体として破断本数が増加す

れば dPminは増加していることが確認できる．図 11 よ

り，こちらもジッタより若干のばらつきは見られるも

のの，破断本数が増加すればdPminは減少していること

が確認できる． 
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図 12 より，dPmin およびdPmin を考慮することによっ

て，破断本数が 2 本以下では，異なる破断本数のとき

に点が重なっていないため，推定精度は高くなると想

定される． 
以上から dPmin とdPmin を特徴量として機械学習を実

施することにより破断本数が 2 本以下では高い精度で

破断本数の推定ができると予想される． 
 

 

図 11 破断本数とdPmin (4 ループ) 
 

 

図 12  dPminとdPmin (4 ループ) 
 

3.  特特徴徴量量をを用用いいたた機機械械学学習習とと推推定定精精度度のの

確確認認 

 

3.1  ガガウウスス過過程程回回帰帰よよるる破破断断本本数数のの推推定定 
  

前章の検討からdPmin，dPminの2つの特徴量から破断本

数を機械学習で推定することとした．機械学習には，

MATLAB R2020bを推定手法はガウス過程回帰(以下

「GPR」という)を採用した．これは中村ら(9)の検討よ

り，GPRの精度が良かったためである．SGTR発生時刻

を原子炉停止から0，10分後で計算し，10分を学習用の

データ，0分を評価用データとした．原子炉が停止して

から10分後にSGTRが起きるシナリオは考えづらいが，

本手法は事故発生の時刻が変わっても破断本数が推定

できることを示したいため，このように事故発生時刻

を変更した計算を行っている．前章で検討したジッタ

も合わせると，MAAP4で計算したケースはSGTR発生

時刻が原子炉停止から0分0秒後～0分60秒後(15秒刻み)
と10分0秒後～10分60秒後(15秒刻み)であり，それぞれ

について破断本数を0.5本～4.0本(0.5本刻み)で計算し

ていることから，全ケースは，5(ジッタ)×2(0分と10分) 
×8(破断本数)=80ケースとなる．代表として4ループプ

ラントの場合の計算結果を図13，図14に示す．図13，図

14より，評価用データ(遅延0分)と学習用データ(遅延10
分)のデータの圧力変化はかなり類似していることが

わかる．また，SGTR発生のタイミングがずれても，特

徴量は時刻歴データであるためほとんど影響を受けな

いことも確認できる．より詳細に比較するため，図15
に図13と図14を重ね合わせたものを示す． 
図15より，SGTR発生以降の振る舞いはかなり類似し

ており，時間を10分遅らせても圧力の下がり方への影

響は小さいことがわかる．  
4 ループプラントの GPR による学習結果を図 16 に

示す．図 16 は，横軸を破断本数の入力値，縦軸を推定

値としており，45 度の線にデータ点が近ければ近いほ

ど，精度の高い予測である．遅延 10 分のデータで学習

したモデルに対して遅延 0 分のデータがよくフィット

していることがわかる． 
図 17 に相対誤差を示す．相対誤差の計算式は式(1)の

通りであり，ここでいう真値は MAAP への入力値であ

る． 
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図 13 学習用データ(4 ループ) 
 

 

図 14 評価用データ(4 ループ) 
 

 

図 15 学習用データと評価用データの重ね合わせ 
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図 17 は，横軸を入力値，縦軸を相対誤差としてい

る．相対誤差が一番大きいのは破断細管数 3 本の時で

約 25％であり，全体として相対誤差 25％以内で予測

できていることがわかる．  
3 ループプラントの学習結果を図 18 に，相対誤差

を図 19 に示す．相対誤差が一番大きいのは破断細管

数 0.5 本の時で約 63％であり，破断細管数が少ないと

きは誤差が大きいものの，破断細管数 1 本以上のとき

はおおよそ相対誤差 25％程度で予測できている．た

だし，相対誤差は破断細管数が小さいと小さな誤差で

あっても大きな値となる．図 18 から，破断細管数が

0.5 本のときの推定値は大きいもので 0.8 本程度であ

り，極端に精度が悪いわけではないことがわかる． 
 

 

図 16 予想破断細管数(4 ループ) 
 

 
図 17 相対誤差(4 ループプラント) 

 

 
図 18 予想破断細管数(3 ループプラント) 

 

 
図 19 相対誤差(3 ループプラント) 

 
3.2  SGTR+原原子子炉炉自自動動停停止止(給給水水継継

続続)のの場場合合のの検検討討 
 

「(2)SGTR+原子炉自動停止(給水継続)」のシナリオ

の検討を行う．図 20，図 21 に代表として 4 ループプ

ラントの場合の RCS 圧力の変化の学習用データ，評

価用データを示す．図 20，図 21 より評価用と学習用

データの圧力変化はおおよそ類似していることがわ

かる．4 ループプラントにおいて破断本数と dPmin，
dPmin のグラフおよび dPmin とdPmin のグラフを図 22，
図 23，図 24 に示す．図 22 より，ジッタにより若干の

ばらつきは見られるものの，全体として破断本数が増

加すれば dPmin は増加していることが確認できる．図

23 より，こちらもジッタにより若干のばらつきは見
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られるものの，破断本数が増加すれば dPmin は減少し

ていることが確認できる．図 24 より，dPminおよびdPmin
を考慮することによって，この二つの特徴量によって

破断本数がよく分離されていることが確認できる．以

上からこの二つを特徴量として機械学習を実施する

ことにより破断本数の推定ができると予想される．4
ループプラントの GPR における学習結果を図 25 に示

す．図 25 より，破断細管数が 1.0 本では評価用データ

の方が学習用データより小さく，破断細管数が 1.5 本

以上では評価用データの方が学習用データより大き

い傾向があり，全体としてあまりフィットしていない
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図 21 給水継続評価用データ(4 ループ) 
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図 22 破断本数と dPmin (4 ループ) 
 

 

図 23 破断本数とdPmin (4 ループ) 
 

 

図 24  dPminとdPmin (4 ループ) 
 

 
図 25 給水継続時の予想破断細管数(4 ループ) 

 

 

図 26 給水継続時の相対誤差(4 ループ) 

 

 

図 27 給水継続時の予想破断細管数(3 ループ) 
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図 28 給水継続時の相対誤差(3 ループ) 

 
4.  結結論論 

 
本研究では，安全パラメータ表示システム SPDS か

ら得られる原子炉圧力や温度等の原子力発電所のデ

ータを利用し，機械学習を用いて蒸気発生器細管破断

事故 SGTR 時に破断細管数を自動的に判断する手法

を検討した． 

冷却材喪失事故 LOCA 時の漏洩口径を推定する中

村ら(7)の手法を元に特徴量 dPmin およびdPmin を機械学

習することで，SGTR 時にも適用できるか検討した．

その結果，SGTR 時では飽和蒸気圧のまま推移する時

間が長いことから，中村ら(7)の手法では破断本数の推

定にかかる時間も長くなってしまい，機械学習を用い

て推定するメリットが小さいということがわかった． 
早いタイミングで破断細管数を推定するために

SGTRが発生してから飽和蒸気圧まで原子炉圧力が低

下する期間に着目し，新しい特徴量を定義した．具体

的には，破断本数推定を開始する圧力を基準点 Pstart ，

SGTR が発生したと判断する圧力を Pτstart とし，Pstart

と Pτstart により，RCS 圧力の時間圧力微分値 dPmin と

基準点 Pτstart から dPmin が確定するまでの時間dPmin の

2 つを定義した．  

基準点 Pstart と SGTR 開始点 Pτstart はプラントのル

ープ数と事故シナリオ毎に評価し，各々の場合でジッ

タ(サンプリングのタイミング)間で dPmin およびdPmin

の差が最小となる値とした． 

SGTR 発生時刻を原子炉停止から 0 分後，10 分後で

計算し，10 分後の計算データを学習用のデータ，0 分

の計算データを評価用データとした．こうすることで

特徴量が時刻歴データであることから SGTR 発生時

刻が変化しても影響が小さいことを確認した． 

このように抽出した特徴量 dPminおよびdPminをガウ

ス過程回帰 GPR で学習し，蒸気発生器伝熱管の破断

本数の推定を行った. 

シナリオ(1)において，相対誤差は 25％以内(4 ルー

プ)，65％以内(3 ループ)であり，これらは破断本数が

0.5 本，1 本の時に精度が悪く，1.5 本以上では相対誤

差は 25%以内であった．以上から，4 ループプラント

においても 3 ループプラントにおいても本手法を用

いることで精度よく破断本数が推定できることが分

かった． 

シナリオ(2)において，相対誤差は 55%以内(4 ルー

プ)，55%以内(3 ループ)となった．本シナリオは美浜

2 号機における SGTR 事故事象の際の状況を再現して

いるものであるが，以上の結果より，実際に起きた事

故においても本手法が適応できることを確認した． 
以上から，本研究では SGTR 時に破断細管数をリア

ルタイムで伝送されるプラントパラメータから機械

学習により推定できることを示した．以後，これを

IPPS と組み合わせることで IPPS の更なる高度化を目

指す． 
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「「たたいいかかんん訓訓練練」」のの現現場場にによよるる自自主主運運営営にに関関すするる調調査査

On-site Survey on the Self-management of ECOTEC (Taikan Training) 

彦野 賢 （Masaru Hikono）＊1, 松井 裕子（Yuko Matsui）＊2

要要約約 では 年に，発電所の緊急時対策本部に参集する指揮者クラスの要員に，緊急時

の対応に要求されるリーダーシップ能力を付与する訓練（たいかん訓練 ）を開発した．本調査で

は，開発した訓練の現場実践状況について調査・観察し，訓練開発者としての気づきを以下の つ

の観点（阻害の投入方法，訓練設定，評価，振り返り）から整理した．結果として，①既存訓練と

の統合をさらに深化させる，②事業所間で情報交換を行う，の 点が重要と考えられた．緊急時

のリーダーシップ能力向上のためには，たいかん訓練の本質を押さえながらも，訓練の形式にこ

だわることなく，状況に応じて訓練スタイルを柔軟に変化させ，改善するプロセスのなかで，継続

的に訓練を実施することが望ましいと考えられる．

キキーーワワーードド 緊急時対応訓練，ノンテクニカルスキル，自主的安全性向上

Abstract In 2020, INSS developed a training course (ECOTEC) to impart the leadership skills required for 
emergency response to command-level personnel who would be present at an emergency headquarters within 
power stations. In this study, we investigated and observed the field practice of the developed training course 
and organized our findings as training developers from the following four perspectives: ways of feeding 
obstacles to the training participants; the training settings; evaluation of the observed behaviors; and the post-
training review. As a result, two points were considered important: further deepening the integration with 
existing training; and exchanging information held by command-level personnel at different power stations. 
In order to improve leadership capacity in emergency situations, it is desirable to keep the essence of 
ECOTEC but not to stick to the training format, but to conduct training on a continuous basis, flexibly 
changing and improving the training style according to the situation and regulatory requirements.

Keywords   Emergency response training, Non-technical skills, Voluntary safety improvement activities

1. ははじじめめにに

日本の原子力産業界は，2011 年に国内の原子力発電所

において過酷事故（シビアアクシデント）を経験した．こ

れにより，新たな基準を満足した設備的な対応を行うこと

が最低限必要となるとともに，原子力発電所の運営に携わ

る組織とその職員は，いついかなる事態においてもマニュ

アル・想定を超えるような過酷事故は起こりえるという基

本的前提に立って，日常的に緊急時対応の訓練を行うこと

が強く求められることとなった（日本原子力学会ヒューマ

ンマシンシステム研究部会，2015）．
そのため，従来からあるようなマニュアルに定められ

たことをそのまま確実に遂行することを鍛える訓練から

一歩進めて，マニュアルには書かれていない稀有な事態へ

のチーム対応や，極度のストレスがかかる緊張状況でも平

時と変わらないパフォーマンスの発揮を可能にするため

の訓練カリキュラムの開発が求められるようになった（久

郷, 2015）．そこで INSS では，2014 年に公開された内閣官

房東京電力福島原子力発電所における事故調査・検証委員

会の聴取結果（吉田調書）に着目した．現実の場面で緊急

時対応を指揮した福島第一原子力発電所の幹部が，思いも

よらない状況や心の葛藤やストレスに直面しながらも，職

員の技術的知識や能力を如何なく発揮させるために実践

したこと，また実践すればよかったと思えたことを抽出，

整理した（彦野他,  2016）．その結果，Flin（1996）が示し

た緊急時対応に求められるノンテクニカルスキルと同様

の 8 つのスキルが得られた：「コミュニケーション」「スト

レス下の意思決定」「ストレス下の人間特性」「権限委譲」

「状況把握」「状況評価（認識）」「組織管理」「非常事態へ

の事前準備」（彦野他,  2016）．これらのスキルを向上させ

＊１  元（株）原子力安全システム研究所 社会システム研究所 現（一社）原子力安全推進協会

＊２（株）原子力安全システム研究所 社会システム研究所

＊３ 「たいかん訓練」（登録商標第 号）

１
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るための訓練カリキュラムとして，現場の緊急時対策本部

で初期対応にあたる現場幹部を対象としたシナリオブラ

インドの演習方式の「たいかん訓練」を開発し，試行期間

として実施支援を行ってきた（彦野他，2017，2019）．各

事業所の現場が主体的に運営するためのマニュアル「たい

かん訓練ガイドブック」も整備し（彦野他，2020），2021
年度からは現場で自主的な活動として訓練を計画・運営し

ていくフェーズとなっている．しかし，これまでなじみの

ないノンテクニカルスキルに焦点を当てたものであるた

め，この訓練を現場が主体となって運営するには困難を伴

うことも予想された．

本調査の目的は，発電所が自主的に組織の安全性を向

上させる訓練のひとつとしてのたいかん訓練が，現場にど

のように導入され実施されているかについて現状を把握

し，自主的かつ継続的な実施に向けた活動につながるポイ

ントを示すことである．

2. 調調査査方方法法

2.1 調調査査対対象象

2023 年度に関西電力の 3 事業所でそれぞれ実施された

「たいかん訓練」を調査の対象とした．これらの訓練は，

自主的な原子力の安全性向上（ロードマップ）の進捗報告

（関西電力，2023）において，事業者が自らの重要課題と

して位置づけており，さらに，原子力規制庁への安全性向

上評価届出書において自主的な追加措置の項目として挙

げられている．

上述のように，「たいかん訓練」は 2020 年度までの試行

段階を経て，2021 年度からは，INSS の研究成果をまとめ

たガイドブックを活用しながら，各事業所が主体となって

運営されている．本稿で対象とした 2023 年度には，自主

的な活動としての「たいかん訓練」がある程度定着しつつ

あるものと予想される．

2.2 調調査査方方法法

(1)訓練計画の確認

訓練実施前に提供された書面に基づき，訓練のタイム

スケジュール，訓練対象者，発揮することを期待されるノ

ンテクニカルスキル，阻害事項の内容と狙い，および付与

タイミングを把握した．

(2)訓練中の観察

2 つの事業所では，観察者 2 名が現場に赴き，訓練中の

プレイヤー（訓練対象者）およびコントローラー（訓練運

営者）（表１）を観察した．観察者は，訓練開始の 5～10 分

前までに訓練が行われる緊急時対策所に入室した．訓練実

施中は，観察者はコントローラー側（訓練運営側）とプレ

イヤー側（訓練対象者側）とに 1 名ずつ分かれ，訓練の状

況を目視で観察した．観察した結果および得られた気づき

は，訓練中にメモ書きし記録した．

コントローラー側の観察者はコントローラーのすぐ近

くで発話内容まで確認することが可能であったが，プレイ

ヤー側の観察者は，プレイヤーが観察されていることを気

にしすぎないように，また，他の防災訓練関係者の動線の

妨げにならないように観察位置を決定した結果，被調査者

から 5 メートル程度離れた場所からの観察となった．さら

に，他の訓練関係者の発話が多く環境音量も高かったため，

プレイヤーの発話が聞き取れない状況での観察にならざ

るを得なかった．そのため，コントローラーの発話（復唱

など）からもプレイヤーの発言を推定することも併せて行

った．

残る 1 つの事業所については，現場での観察ができな

かったため，訓練終了後にメールで確認を行った．

2.3 観観察察のの視視点点

事前に把握した訓練計画に基づき，各阻害の狙いや発

揮を期待されるノンテクニカルスキルを念頭に置いた上

で，コントローラーが阻害をどのように伝えているか，

逆にプレイヤーの状況から，効果的に阻害が投入され，

狙ったノンテクニカルスキルが発揮されているかを観察

した．

3. 結結果果

3.1 各各事事業業所所のの訓訓練練概概要要ににつついいてて

事前に入手した訓練計画と観察結果をもとに，2023 年

度に各事業所で実施された「たいかん訓練」の概要を表 1
に示す．

全ての事業所の訓練では，6 名を基本的な実施単位とす

る「たいかん訓練」の基本設計に比べて，より規模の大き

い事業者防災訓練の一部（約 40 分間）として実施してい

た．コントローラーは事業者防災訓練の運営チームの 1～
2 名が務め，プレイヤーは事業者防災訓練の緊急時対策室

内の要員（1～2 名）であった．プレイヤーは，事業者防災

訓練のシナリオに基づいた対応を行うのと並行して，たい

かん訓練のコントローラーからの電話による阻害にも対

応することが求められた．また，すべての事業所において，
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訓練終了後には訓練を振り返り，気づきや自己評価を行っ

ていた．表 1 に示した通り，具体的な実施方法は事業所に

よって若干異なっており，それぞれの工夫がみられた．例

えばプレイヤーについては，A 事業所では「たいかん訓練」

の基本設計と同じ本部要員から選定し（現場調整者），B 事

業所では総務班と広報班を，C 事業所では広報班を選定し

た．総務班と広報班は，典型的な阻害事項である協力会社

や上位組織，社外からの問い合わせに対応する可能性の高

い班と言える．このようなプレイヤーの職責と訓練の狙い

に応じて，コントローラーからの阻害の内容と数も異なっ

ていた．

3.2 開開発発者者ととししててのの気気づづきき

3.2.1 阻阻害害のの投投入入ののししかかたた

全体的に，コントローラーは親切でものわかりがよい印

象であった．B 事業所では，プレイヤーの回答に素朴な疑

問を投げかけたり，追加で要望を伝えるなど，プレイヤー

に考えさせるための工夫が見られたが，その場合も概ね落

ち着いた話し方であった．実際には，緊急事態に遭遇した

人は焦ったり，感情的になりやすかったり，理解力が低下

したりすると考えられる．コントローラーは，それぞれの

立場に立つと，どのような状態になり，それがどのような

物言いや態度として現れるか想像しながら発話の仕方を

考える必要があるように思われる．コントローラーにとっ

てはある程度の演技が求められ難しい側面もあるが，コン

トローラーが落ち着いているとプレイヤーも落ち着いて

対応しやすくなるので，負荷を高める場合には，話す速さ

や相手の発話を遮るなどの焦りによる行動，話が簡単には

通じない状態などを表現することも必要であると考える．

ただし，プレイヤーの負の感情も喚起されやすくなると予

想されるので，コントローラーには，プレイヤーと同等以

上の役職者が就くなどの配慮も必要と思われる．

3.2.2 訓訓練練のの設設定定

コントローラーが阻害を投入するための電話をかける

場所を確保するのに苦労していたので，適当なよい場所を

確保できるとよいと思われた．特に，ブリーフィング中の

電話は，阻害投入のタイミングとしては大変効果的である

が，おそらく受話器を通じてプレイヤーにもブリーフィン

グの音声が聞こえており，臨場感が損なわれるように思わ

れる．あらかじめ，緊急時対策所に近い静かな場所（例え

ば別のフロアや会議室など）を阻害投入の電話をかける場

所として確保しておく必要があるように思われた．そのよ

うな場所が確保できれば，あえて背景に騒音や雑音を流し

て聞き取りづらくするという方法も採れるかもしれない．

いずれにしても，訓練の設定に応じて，少しでも臨場感を

高めていくことが必要と考える．

3.2.3 訓訓練練のの評評価価

事前に入手した訓練計画によると，B 事業所では，プレ

イヤーによる自己評価が採用されていた．各阻害事項に対

して 2～3 個の評価項目が用意され，それらの項目につい

てチームで議論し評価する形式となっていた．C 事業所で

は，1 つの阻害事項に対して 6～7 個の評価項目が記載さ

れていた．評価方法はコントローラーによるチェック式で，

期待される行動をプレイヤーが「した／しなかった」の二

値評価するものと見受けられた．

たいかん訓練はノンテクニカルスキルの向上を目的と

するものであることから，「何をした／しなかったか」よ

りも「どのようにしたか」を重視する．例えば「チーム内

で簡潔に情報共有した」という項目があった場合，そこに

は，他のメンバーの注意をどのように引いたのか，「簡潔

に」するためにどのような表現や順序で伝えたのか，情報

が共有されたことをどのように確認したのかなどの，より

下位の具体的な行動が含まれる．従って，コントローラー

表１ 各事業所のたいかん訓練の概要

事業所 事業所 事業所

実施日 年 月 年 月 年 月

プレイヤー 現場調整者 総務班，広報班 広報班（ 名）

コントローラー 安防室 安全係員 安防室 安全係長他 安防室 安全係長他

阻害数と内容 回．給水要員，運転支援要員が，
現場から離れたい，帰宅したがっ
ている．

回（同時阻害あり）．協力会社
社員，社員，自治体，協力会社，
自治体の立場で状況確認．

回．住民，役所，報道機関の立
場で状況の問い合わせ．
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の負荷は高まるが，より具体的な行動や発話もあわせて記

録し，事後の振り返りの材料とするなどの工夫があるとよ

いと思われる．

また，プレイヤーが繰り返し訓練に参加する場合には，

前回からの行動や考え方の変化や向上を踏まえた自己評

価も実施するとよいように思われた．例えば，前回はある

阻害に対しこのような対応をとったが，今回はそれとは異

なる対応を行った，それによってプレイヤー本人の対応の

引き出しが増えることとなった，もしくは，前回はこのよ

うな行動をとったが，その際の自身の反省をふまえ，電話

応対では相手を落ち着かせるような発言ができた，などで

ある．

3.2.4 振振りり返返りり

振り返りについては書面での情報入手にとどまった．

以下は，それらの書面に基づく記述となる．3事業所と

も，何らかの形で振り返りを行っていた．振り返りの方

法は事業所によって異なっていた．A事業所では，訓練

直後の短時間にコントローラーからプレイヤーに対応の

適切さに関するフィードバックが与えられた．B事業所

では，前述のとおり，阻害ごとにプレイヤーに期待され

る2～3の行動が示され，それらに基づいて対応の適切

さ，反省点や気づきが検討された．C事業所では，コン

トローラーからの対応の適切さに関するフィードバック

とプレイヤー自身の気付きが述べられる機会があったよ

うである．

表2は，訓練から得られたプレイヤーの気付きの概要で

ある．B事業所では，対処に迷ったときに周囲の協力を

得ることの重要性への気づき，訓練によって緊急時対応

を考える機会となったことが述べられ，C事業所では，

緊急時には注意の偏りが生じやすく注意配分が重要とな

ること，周囲の環境によって状況把握が困難になりやす

くなることへの気づきが述べられた．

「たいかん訓練」では，訓練終了後に訓練と同程度の

時間をかけて振り返りを行うことを重要と考えている．

そして，プレイヤー単独での振り返りや反省だけでな

く，他のプレイヤーの優れたスキルを認め，共有するこ

とによって各自が気づきを得，参加者全体のスキルを向

上させることを目指している．今回観察した訓練では，

振り返りの時間を十分にとることが難しかったり，プレ

イヤーが2名と少ないために，訓練中もコントローラーと

の二者間でのやり取りにとどまってしまったり，チーム

での振り返りに比べて議論も深まりにくい側面があった

と考えられる．また，対応の適切さについての振り返り

においても，「どのように適切であったのか」「ほかにも

やり方はないか」「少し状況が異なっていたらどうだった

か」といったことを議論することによって，より多くの

気づきにつながることが期待できる．

ノンテクニカルスキルの向上における振り返りの効果

は実証されている（Savoldell et al., 2006；Thomas, 2018）．
一方で，スキルが未熟な人は自分の能力を過大評価する

傾向があることも知られている．ノンテクニカルなパフ

ォーマンスに対する洞察は，テクニカルスキルとは異な

るスキルを必要とするとされる（Thomas, 2018）．振り返

りにおいて，ファシリテーターの問いかけについて考え

たり，他のメンバーと議論するといったことは，ノンテ

クニカルスキルに対する洞察の深め方を知り，自分自身

を客観的に見る機会となり，自己評価の効果を高めるこ

とにもつながる（Thomas, 2018）．したがって，ノンテク

ニカルスキル向上のためには，振り返りの時間も重視

し，適切なファシリテーションの下，複数のメンバーで

相応の時間をかけて議論することが必要である．

4. 継継続続的的なな訓訓練練実実施施にに向向けけててのの重重要要事事項項

4.1 「「既既存存訓訓練練ととのの統統合合ををささららにに深深化化ささせせるる

こことと」」

2021 年度から各事業所で取り組まれてきた「たいかん

訓練」は，事業者防災訓練という大きな枠組みの一部とし

て計画・実施されていた．このように既存の訓練にノンテ

表 プレイヤーの気づき
事業所 事業所 事業所

（未調査）
・状況がわからず，問い合わせへの対処に迷っ
てしまった場合は，周りと情報を共有し意見を
聞くことも大事だと感じた．
・訓練を行うことで，本当に事象が生じた際の
対応方法について事前勉強ができるため有効だ
と思う．

・災害時は事業所内の対応に注意が集中しやす
いが，実際には外部からの問い合わせが殺到す
ることもあり得るという事を考える機会となっ
た．
・周りがざわついている中では状況の把握が困
難になりやすく，常に冷静に状況を見ておく必
要があると感じた．
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クニカルスキルの視点を組み入れることは，「たいかん訓

練」をよりコンパクトで実施しやすいものとし，継続的な

訓練の実施という観点から，基本的には好ましい運営方法

といえる．

ノンテクニカルスキルの訓練プログラムが，航空業界で

行われている「CRM（Crew Resource Management）訓練」

のようにひとつの独立した訓練プログラムとして導入さ

れている分野は多い．しかし今回調査対象とした事業所で

は，他にも数多くの訓練・活動が行われており，ノンテク

ニカルスキル訓練を単独で実施する時間を確保すること

が難しいように見受けられた．そのため「たいかん訓練」

を，事業者防災訓練という大きな訓練の中に含めて実施す

る場合は，開発当初の訓練の設定と比べ，比較的規模の小

さい計画となるのはやむを得ないものと思われた．一方で，

今回の観察範囲の対象外ではあるが，事業者防災訓練にお

いて対策本部要員（本部長，ユニット指揮者などのチーム

リーダー）が行っている高度なテクニカル要素を伴う判断

行動（意思決定，判断，伝達）にも，多くのノンテクニカ

ルスキルが伴っている様子が見て取れた．まさにそのよう

なテクニカルな行動と一体となって見えづらいノンテク

ニカルスキルにも着目し訓練していくことが，今以上に高

度なステージに到達するために重要になる．

ノンテクニカルスキルの向上には，自ら行動し，そして

自らの限界に気づく「振り返り」の機会が何より有効であ

る．今までの防災訓練は，緊急時にもテクニカルな対応が

滞りなくできるかという観点で行われていたが，テクニカ

ルスキルが成熟してくると，次のステップとして，同じ災

害対応行動であってもより高度に実施できているかを求

めていくべきであると考える．例えば，単に「指示する」

だけでなく，相手や周囲の状況，どのような相手か等によ

って適切な指示の仕方は変わってくるはずである．このよ

うなスキルの発揮は，一見簡単そうに見えて，臨機応変に

実践しようとすると意外と難しいものである．そして，

3.2.4 で述べたように，その難しさを認識することにも難

しさがある．今回の観察対象とした「たいかん訓練」の枠

組みにとらわれず，事業者防災訓練等においても，すべて

の防災要員がテクニカルなスキルをより効果的に発揮す

るための鍵となるノンテクニカルスキルに着目した振り

返りを行うなど，訓練を既存訓練と統合し，深化させてい

くことが望ましい．

4.2 「「情情報報交交換換すするるこことと」」

今回の調査の中で，ある事業所の担当者から阻害や設定

等について新たなアイデアやヒントが欲しいとの要望を

受けた．前述の 3.1 でも記述したように，今年の訓練計画

では各事業所の特徴がみられたことから，対象とする人数

や阻害事項，運営方法などは事業所間で情報交換すること

を通じて，それぞれの訓練方法の改善に活かすことが可能

であると考える．また，現場に提供した訓練ガイドブック

（彦野他，2020）には，吉田調書から抽出した当時の困難

な出来事など阻害のヒントとなる項目が多く含まれてい

る．「たいかん訓練」の枠組みにとどまらず，事業者防災

訓練も含めてノンテクニカルスキルの向上を目指してい

く中で，これらのヒントも生かし改善を繰り返し継続的に

実施していくことが必要である．

原子力規制委員会の会議体のひとつに，「原子力事業者

防災訓練報告会」がある．公開されている資料（第 15 回 
2023 年 7 月 26 日；原子力規制委員会，2023）をみると，

臨機の対応を確認するため，Ⅱ型訓練（現場の対応能力向

上）でマルファンクションの付与試行を四国電力が，また，

第三者によるノンテクニカルスキル評価の試行が中部電

力から報告された．また，2024 年に実施された報告会の

資料（第 16 回 2024 年 7 月 11 日；原子力規制委員会，

2024）では，その他の発電所でもマルファンクションを含

むシナリオによる訓練が実施されたことが読み取れる．こ

れらの試行は，「たいかん訓練」の目的とも共通する．試

行の有効性の評価と実施範囲の拡大はこれから検討され

るものとみられるが，今後，あらゆる形での緊急時対応能

力向上が求められていくことから，会社の枠を超えた業界

内での情報交換も積極的に行われることが必要である．

5. おおわわりりにに

緊急時対応では，特にリーダー（緊急時対策要員）とし

てノンテクニカルスキルを効果的に発揮することが求め

られるが，それにはノンテクニカルスキルに対する理解を

深めることに加え，自分自身（強み，弱み）を客観的によ

く知ることが肝要である．自分自身をよく知るのに望まし

い方法は，時には失敗も許容される訓練場面で自らやって

みること，振り返りを通じて自分自身の行動や思考の特徴

に自ら気づかせることである．このような方法を多忙な事

業所現場で実践するひとつの形として INSS では「たいか

ん訓練」を提案してきた．本調査では，各事業所でのたい

かん訓練の実施状況を観察し，それぞれの工夫を見ること

ができた．ただし，今回はプレイヤーの発話が十分聞き取

れない状況での観察となった．可能であれば，今後はノイ

ズキャンセリング式のマイク等を活用しながら，プレイヤ

ーの発話をより明瞭に聞き取ることが好ましいと考える．

「たいかん訓練」は，緊急事態に対応する休日当番の初

135INSS JOURNAL Vol .  31 2024 R-1



6

期対応という場面を想定し，特に東日本大震災における会

社を超えた各種教訓を踏まえてノンテクニカルスキルに

着目し，ひとつの訓練パッケージという形に作り上げたも

のである．特に福島第一原子力発電所の事故は，稀にしか

起きず，頭では理解している行動や技術的に十分に知って

いるスキルを，ストレスのかかる場面で，リソースも限ら

れた状況の中でも，確実に発揮しなければならないという，

緊急時対応訓練に対する発想の転換を我々に突き付けた．

このような背景から生まれた「たいかん訓練」は，本質的

に，常に訓練参加者の想像力を刺激し，新たなスキル獲得

を促すために，継続的な変化と改善が求められる．「電話

で投入された阻害への対応」のような形式にとらわれず，

テクニカルスキルをより効果的に発揮するために，ノンテ

クニカルスキルの観点からもできることをシナリオや評

価，振り返りに取り入れ，参加者間でスキルの共有を図っ

ていくことが重要である．

昨今では，社会の変化やテクノロジーの進展により軍

事用語から広まった「VUCA（Volatility変動性・Uncertainty
不確実性・Complexity複雑性・Ambiguity曖昧性）の時代」

と称される社会環境の急激な変化への対応を念頭に，産業

現場においてもシステムを継続的に機能させるためのノ

ンテクニカルスキルの重要性の認識および育成への関心

が高まってきている（例えば，化学工学会におけるノンテ

クニカルスキル研修など）．当初は原子力発電所の緊急時

対応を想定して開発されたたいかん訓練も，より広い分野

への応用が期待できるものと考えている．
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ハハイイブブリリッッドドワワーーククのの実実態態にに関関すするる予予備備的的調調査査  ＊2,＊3  

Preliminary Study on the Reality of Hybrid Work 
 

後藤 学 （Manabu Goto）＊1  濵野 和佳 （Waka Hamano）＊1 
 

 

要要約約   ハイブリッドワークの中で，オフィスワークとテレワークそれぞれの最適な働き方を明

らかにすることを目的に，従業員がテレワークの日に経験したことと，オフィスワークの日に経

験したことを測定し個人内比較による調査を行った．同じ企業に勤務するハイブリッドワーカー8

名を分析対象とした．テレワークのメリット／デメリットが，ハイブリッドワークにおけるテレ

ワークでどの程度認められるか検討した．主に以下のことが明らかになった．ハイブリッドワー

クにおけるテレワークでも，ワークライフバランスの充実，有効時間の増加，ストレスの軽減が確

認できた．また，オンとオフの切り替えや自宅環境の整備に大きな問題点は認められず，コミュニ

ケーション量の低下だけは変わらず認められた．今後は，ハイブリッドワークにおけるテレワー

クでのコミュニケーション量の低下が実際に業務遂行にどの程度の影響を及ぼしているのか，ハ

イブリッドワークが従業員だけでなく企業（経営者や管理職）からどのように受け止められてい

るかなどを本格的に検討していきたい． 
 
キキーーワワーードド    ハイブリッドワーク，テレワーク（在宅勤務），個人内比較，コミュニケーション 
 
 
 
Abstract A survey was conducted to obtain data for making intra-individual comparisons between what the 
same individuals experienced on telework days and what they experienced on office work days. Eight hybrid 
workers working for the same company participated in the survey. The extent to which the 
advantages/disadvantages of telework for employees are recognized in telework in hybrid work was examined. 
The main findings when working in the office and when teleworking were as follows. Telework in hybrid 
work also confirmed enhanced work-life balance, increased effective time, and reduced stress. No major 
problems were observed in switching on and off or in the home environment, and only a decrease in the 
amount of communication remained unchanged. In the future, it is necessary to examine to what extent the 
reduced amount of telework communication in hybrid work actually affects work execution and how hybrid 
work is perceived not only by employees but also by companies (executives and managers).  
 
Keywords   hybrid work, teleworking from home, intra-individual comparison, communication 
 

 

 

 

1.  問問題題・・目目的的 
 

 新型コロナウイルスの流行が落ち着いて以降，出社の価

値が再認識され，テレワークの活用方法が見直されている．

テレワークとオフィスワークを組み合わせた柔軟な働き

方を，ハイブリッドワーク（hybrid work）と呼ぶが，一部

の大企業やIT企業等以外では，オフィスワークをベースと

し，テレワークを時折活用するような働き方が定着してい

ることが示唆されている（日本生産性本部, 2024，大久保・

NIRA, 2023）．こういった働き方は今後も続くものと思わ

れる． 
 ハイブリッドワークでは，オフィスワークとテレワーク

の配分やそれぞれの活用方法が問題となる．適切な配分や

活用方法は，従業員の熟練度や業務内容，職種等，様々な

要因によって変わり得るため，共通解は存在しない．その

中で各従業員は，個々の属性や各種条件をふまえながら，

自分だけでなく会社側にとってもメリットの大きい，ハイ

ブリッドワークの仕方を見つけ出さなければならない．従

業員側，会社側のどちらにとっても有益な状態を見つける

ためには，自分や会社にとって，オフィスワークとテレワ

ークの割合がどの程度であるとよいのか，オフィスワーク

とテレワークをどのように使い分けるとよいのか，テレワ

ークがオフィスワークと違って，どのようなメリット／デ

メリットを持つものであるのかを把握することが重要で

ある． 
 テレワークを，どの程度ハイブリッドワークの中に組み

１ 
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込んでいくのかは，従業員がテレワークに対して感じるメ

リット／デメリットと，企業（経営者・管理職）がテレワ

ークに対して感じるメリット／デメリットとの間で折り

合いをつけて決まるものであろうが，その調整が十分でな

ければ，従業員のモチベーションが高まらず，高い生産性

を発揮できなかったり，企業（経営者・管理職）側に不満

や不信感が生じたりとすると思われる． 
 テレワークにおける企業側と従業員側のメリット／デ

メリットを整理した表を示す（表１）．この種の整理は，

各所（たとえば，MOMSLAB, 2023; NTT東日本, 2024; ITト
レンド, 2024）で行われており，それらの内容をもとに表

にした．表１のように従業員にとってのメリット／デメリ

ットと，企業にとってのメリット／デメリットは必ずしも

一致しない．そのため，従業員は企業にとってのデメリッ

トを発現させない範囲で，テレワークを活用することが求

められる．一方企業側は，従業員個人にとってのメリット

を尊重しながらも，従業員がテレワークを行うことで業務

の進捗や生産性に支障が出ないように管理する必要があ

る． 
 そこで著者らは，従業員がハイブリッドワークを実際に

どのように行い，従業員と企業（経営者・管理職）の双方

が，その現状に対してどう考えているのか，そして従業員

と企業（経営者・管理職）の間で認識にどのような違いが

認められるのか，比較調査を実施したいと考えた．具体的

には，従業員の立場では，ハイブリッドワークにおけるテ

レワークをどのようなかたちで，どのような価値観のもと

で行い，どのような点で難しさがあるのかを調査すること

を考えている．また，企業（経営者・管理職）の立場では，

従業員（部下）のテレワークの現状をどのように感じてい

て，どのようなことを問題とし，どのような点に難しさを

感じているかを調査することを考えている．その上で最終

的には，ハイブリッドワークにはこういう仕事のスタイル

が向いており，こういった進め方がよい（従業員と企業双

方にメリットがある）ということを明らかにできればと考

えている．そうすることで，従業員自身がテレワークにお

いて気を付けるべきことや，経営者・管理職がテレワーク

時の部下の管理をする上で留意すべきことなどを明らか

にできるものと期待される． 
 本稿では，上記の最終目標を視野に入れながら，まずは

従業員のハイブリッドワークの実態を調査し，テレワーク

とオフィスワークの配分やそれぞれにおける働き方，環境

にとってどのような点がキーになるかについて，注目すべ

き点を絞り込むことを目的として，限られたサンプルでは

あるが予備的調査を行った． 

 
 調査方法については，個々の従業員がオフィスワーク時

とテレワーク時にどのような環境で，どのような仕事の進

め方をして，どのようなことを感じているのかを，個人内

比較により検討した．これまでのテレワークに関する調

査・研究は，テレワーク中心の労働者とオフィスワーク中

心の労働者を比較（個人間比較）して，テレワークという

働き方の特徴を検討したものが多い．しかしながら，現在

の日本のハイブリッドワークの状況をふまえると，同一の

労働者がテレワークの日とオフィスワークの日に，それぞ

れどのような経験をし，どのようなことを感じ，考えてい

るのかを両ケースについて答えてもらい，その差を見たほ

うが（個人内比較），ハイブリッドワーカーにとってのテ

レワークとオフィスワークに対する認識の違いを的確に

捉えることができるものと考えられる．そこで本稿では，

オフィスワーク時とテレワーク時の個々の働き方を調査

し，両者を比較することで，ハイブリッドワークの実態が

どのようなものであるか，確認することとした． 
 

2.  方方法法 
 

表１ テレワークのメリットとデメリット 
テレワークのメリット テレワークのデメリット

企業
（経営者・
管理職）

・交通費やファシリティコストを削減できる
・業務効率や⽣産性向上が期待できる
・場所にとらわれず優秀な⼈材を採⽤できる
・離職率の低下を図ることができる

・情報漏洩リスクが⾼まりセキュリティ対策が必須となる
・コミュニケーション不⾜からパフォーマンス低下の恐れがある
・勤務管理や評価が困難になる
・導⼊コストが発⽣する

従業員
・ワークライフバランスが充実する可能性が⾼まる
・通勤時間が短縮され有効時間が増える
・対⼈関係や環境などの外的要因によるストレスが軽減される

・オンとオフの切り替えが難しくなる
・⾃宅の環境整備（労働環境の整備）が必要になる
・コミュニケーション不⾜によるモチベーション低下や成⻑機会
 を失う恐れがある
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2.1  参参加加者者 
 
 A 社において，2023 年 8 月時点で，ハイブリッドワー

クを継続している社員の一部に依頼し調査を実施した．男

性 3 名，女性 5 名，うち 5 名（男 3，女 2）は研究業務，

他 3 名は管理業務（事務）であった．いずれも正社員で管

理職ではない． 
 A 社の社員のほとんどは，会社のバスもしくは自家用車

で職場まで 30 分以内で通勤できる．他所と比べれば通勤

時間の短縮・削減を理由にテレワークを望む人は少ないと

推測される．参加者には，単身赴任者や電車通勤の者が一

部含まれた． 
 社員の多くは，ペアやグループで協力して業務を進める

ことを必要とすることは少なく，個々である範囲の業務を

完結させ，その成果を上司に確認してもらうことで業務を

進めている．また，社員の仕事におけるコミュニケーショ

ン・ツールは，電話と電子メールに限られており，SNS は

利用していない． 
 A 社ではコロナ流行期，特に最初の 2 回の緊急事態宣言

時（2020 年 4,5 月，2020 年 11 月~2021 年 3 月）において

は出社率 50％を目標とし，在宅勤務が取り組まれた実績

がある．また 2020 年 8 月下旬には従業員にも感染者が出

たため，全従業員在宅勤務となった時期もあり，その後も，

都市部への外出自粛や単身赴任者の帰宅回数制限などの

措置もとられ，感染症法上の分類が 2 類である間は，回数

無制限で在宅勤務が認められていた．5 類移行後は，月 10
日を上限に業務に支障がなければ申告・承認を経て取得す

ることができる在宅勤務制度が制定されている．このよう

な経緯から，全社員が在宅勤務経験者であるといえる．テ

レワークという用語は，在宅勤務よりも広い意味を含むが，

本稿では在宅勤務とほぼ同義として用いている． 
 
2.2  質質問問項項目目 
 
 調査では，参加者にオフィスワーク時とテレワーク時の

働き方について質問したが，オフィスワーク時については，

より参加者にとって馴染みのある「出社（時）」という用

語を使った．本稿の方法と結果の記述でも，それに合わせ

て「出社（時）」と記述した． 
 出社・テレワークの実態を問う質問は，従業員における

テレワークのメリット／デメリット（表１）が，ハイブリ

ッドワークにおけるテレワークでも同様に認められるの

かを確認するという観点で選定された． 
 参加者に個別に調査への協力を依頼し，承諾が得られた

人に回答フォームを配布し回答を求めた．その後，回答の

提出があったところで，内容を補完する目的で 30 分程度

の聞き取り調査を行った． 
 回答フォームは，(1)「生活パターン記入用紙」，(2)「出

社とテレワークの比較に関する質問」の 2 種類で，(1)は用

紙に手書きで，(2)には電子データで回答する様式である． 
 (1)生活パターン記入用紙は，一日 24 時間を円グラフで

表現したもので，「出社の日」「テレワークの日」の時間の

使い方をそれぞれ記入してもらった．起床，通勤，食事，

始業，終業，家事，就寝などの主な事柄を記入例として示

し，何時から何時までに何をしているかを記入してもらっ

た． 
 (2)出社とテレワークの比較に関する質問は，①仕事の

進捗具合，②仕事環境，③感情・ストレス，④ワークライ

フバランス，⑤ワークファミリーコンフリクト，⑥出社と

テレワークそれぞれの良さ，の 6 部構成で，②～⑤につい

てはそれぞれ出社時，テレワーク時の順に回答を求めた． 
 ①仕事の進捗具合のページでは，現在のテレワーク頻度，

出社とテレワークでの業務量の違い，作業の進捗具合の違

い，出社の日とテレワークの日の仕事内容の違いなどの質

問を行った． 
 ②仕事環境のページでは，その日の目標達成度，仕事関

係者とのコミュニケーション回数，上司や同僚とのコミュ

ニケーション，割り込みや作業中断，業務・職場の性質（仕

事の自律性・柔軟性，作業場の快適性，在宅勤務の取りや

すさなど）の質問項目に 5 件法（例：そう思う～そう思わ

ない）で回答を求めた． 
 ③感情・ストレスのページでは，「出社の日（テレワー

クの日）の仕事中に，以下のような気分や感情にどのくら

いなりますか」と尋ね，ポジティブ感情（活気がわいてく

る，楽しいと感じる，自分が成長している），ネガティブ

感情（イライラしている，気がはりつめている，ゆううつ

だ，集中できない，仕事が手につかない），孤独感・疎外

感（頼れる人が誰もいないと感じる，ひとりぼっちだと感

じる，自分だけが取り残されているように感じる）につい

ての経験頻度（ほとんどいつもそうである～ほとんどそう

でないの 4 件法）に回答を求めた．さらに，出社の日（テ

レワークの日）の仕事に満足しているかを同じく 4 件法

（満足～不満足）で尋ねた．これらの質問は，職業性スト

レス簡易調査票（下光, 2005），日本語版 UCLA 孤独感尺

度（舛田・田髙・臺, 2012）の項目を参考に作成した． 
 ④ワークライフバランスのページでは，家事に関する質

問として，自分がしなければならない家事は多くあるか，

その日に全て済ませられるか，また仕事以外の時間に関す

る質問として，家族と過ごす時間は十分とれているか，自

分の時間は十分とれているかに回答を求めた．これらの質
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問については，親と同居している場合や一人暮らしである

場合を想定し「該当しない」の選択肢を追加した．さらに

③と同様に，出社の日（テレワークの日）の，仕事以外の

時間に満足しているか（満足～不満足の 4 件法）を尋ねた． 
 ⑤ワークファミリーコンフリクトのページには，同居の

子がいる人のみが回答した．金井・若林（1998）のワーク・

ファミリー・コンフリクトに関する尺度 20 項目の 4 因子

（仕事⇒家庭葛藤，家庭⇒仕事葛藤，時間葛藤，葛藤解決

サポート）から各 2 項目，計 8 問で構成された． 
 ⑥出社とテレワークそれぞれの良さのページは，自由記

述形式で，テレワークを現在も活用している理由，仕事面

でテレワークが優れていると思うこと，出社のほうがテレ

ワークよりもいいと思うこと等について記入を求めた． 
 
3.  結結果果（（従従業業員員ののメメリリッットトのの検検討討））  

 
 参加者 8 名のテレワーク頻度を尋ねたところ，「週 3,4
回」1 名，「週 1,2 回」2 名，「月 2,3 回」3 名，「月 1 回以

下」2 名であった．程度の差はあるが，今回の参加者 8 名

をハイブリッドワーカーとみなし，分析対象とした． 
 
3.1  ワワーーククラライイフフババラランンススはは充充実実すするるかか 
 
 ハイブリッドワークにおけるテレワークを行うことで

ワークライフバランスが充実するのかを確認するため，出

社時とテレワーク時の回答を比較した． 
 家族と同居している参加者 6 名が，出社／テレワークの

日それぞれで「家族と過ごす時間は十分とれている」に回

答した．また，すべての参加者 8 名が，出社／テレワーク

の日それぞれで「自分の時間を十分とれている」に回答し

た． 
 結果を図１，図２に示した．出社時でもテレワーク時

と変わらず，家族と過ごす時間は十分にとれていると回

答した人もいたが，全体としてはテレワークの方が家族

で過ごす時間は十分とれている傾向にあった． 
 聞き取りでは，「テレワークでは，朝食も夕食も家族と

一緒に摂ることができる．」「テレワークでは，子どもが帰

ってきた時に『おかえり』と言って迎えてあげられる．」

「テレワークで家事を分散してできるおかげで，子どもと

の時間が多く持てる．宿題をみてやったり，話が出来たり

する．出社の日よりも時間をかけられる．」などの回答が

得られた． 
 参加者の多くが聞き取りで言及したのが，テレワーク時

の「ながら家事」の効用についてであった．「テレワーク

であれば，日中でも鍋を火にかけながら仕事ができる．テ

レワークと出社では，家族にきちんとした食事を作れるか

どうかに差が出る．」「家にいれば，トイレに行ったついで

にちょっと掃除をしたり，部屋のほこりをとったり，『な

がらの家事』ができる．そのため，出社時に感じる，掃除

が出来ていないというストレスはかなり軽減される．」「テ

レワークの日は，家事も並行してできるので，あれもでき

た，これもできたと達成感がある．それが満足感につなが

っている．」といった発言があった． 
 

 
図１ 「家族と過ごす時間はとれている」の個人内比較 

 

 
図２ 「自分の時間はとれている」の個人内比較 

 
 自分の時間は十分とれているかの回答についても，出社

時とテレワーク時の回答傾向・差は，家族の時間の場合と

ほぼ同様であった（図２）．仕事以外の時間の自由が利く

ことは，テレワークにおいて共通して認められた．聞き取

りでは，「テレワークの日は，終業後，運動の時間をとっ

ている．その分，昼食時間はやや短めで切り上げている．」

などの回答があった． 
 
3.2  有有効効時時間間はは増増ええるるかか 
 
 通勤時間や出社にかかる準備等の時間が減ったことに

より，その他のことに使える時間（以下，有効時間）は増

えるのかを確認するため，出社の日とテレワークの日で生
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活パターンの回答内容を比較した．回答例を図３に示す．

その後，記入された生活パターンから，出社時，テレワー

ク時の個々の睡眠時間，家事やその他自由に使える時間を

カウントした． 
 睡眠時間については，出社時よりもテレワーク時で長く

なる傾向にあった．8 名中 5 名でテレワーク時に睡眠時間

が長く，出社時のほうが睡眠時間が長くなる人はいなかっ

た．出社時とテレワーク時の睡眠時間の差（テレワーク時

－出社時）の範囲は，0～+2 であった． 
 家事やその他自由に使える時間の積算についても，出社

時よりもテレワーク時で長くなる傾向にあった．8 名中 4
名で使える時間が長く，出社時のほうが使える時間が長い

人はいなかった．使える時間の差の範囲は，0～+1.5 であ

った． 
 これらのことから，テレワーク時は有効時間が増えるこ

とが今回の参加者から確認できた． 
 

 

図３ 出社時とテレワーク時の生活パターン例 
 
 なお，今回の参加者の多くは通勤時間が短いため，出社

時とテレワーク時での時間の使い方にそれほど大きな違

いが認められなかったのかもしれない．通勤に時間のかか

る人が多い企業であれば，有効時間の増加はより顕著に認

められる可能性がある． 
 
3.3  外外的的スストトレレススがが軽軽減減さされれるるかか 
 
 出社時とテレワーク時では，周りに上司や同僚がいない

ことに代表されるように多くの違いがあり，それによって

仕事の進めやすさや仕事のしやすさに影響が出て，ストレ

スの感じ方に差が出ることが推測される．そこで，出社／

テレワークの日それぞれで「仕事の順番ややり方を決める

ことができる」「自分のペースで仕事ができる」について

回答を求めた．両質問とも，ほぼ同様の回答がなされた．

ここでは後者の結果を図４に示した．出社時よりもテレワ

ーク時で評定値が高かったが，両者の差は小さかった．A
社の社員では，出社時でも比較的マイペースで仕事ができ

ており，テレワークではさらに自分のペースで仕事ができ

ているといえる． 
 

 
図４ 「自分のペースで仕事ができる」の個人内比較 

 
 一方で，「成果・結果を出すことへのプレッシャーを感

じる」については，参加者の回答が割れた（図５）．出社

のほうがプレッシャーを感じている人が 4 名，テレワーク

のほうがプレッシャーを感じている人が 2 名いた．テレワ

ーク時は，上司や同僚の目に常時さらされているわけでは

ないのでプレッシャーは強くないように思えるが，一部の

人はその想定とは異なる回答をしていた． 
 聞き取りからは「テレワーク時は，（出社時ほど上司の

目が届かないため）上司からきちんと仕事をしているか疑

念を持たれているように感じる」「テレワーク時は自部署

の状況や同僚の仕事の進み具合が見えないため，自分の成

果に不安を感じてしまう．」のような発言があった． 
 

 
図５ 「プレッシャーを感じる」の個人内比較 

 
 続いて，出社／テレワークの日それぞれで，仕事中にネ

ガティブ感情を経験する程度を尋ねた項目について検討
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した．「気がはりつめている」は，テレワーク時よりも出

社時により高い頻度で感じられていた（図６）．ネガティ

ブ感情に関する項目は 5 項目測定したが，テレワーク時に

はネガティブ感情全般をほぼ感じないと報告する参加者

も複数名おり，テレワーク時は，出社時経験する様々なネ

ガティブ感情を経験しにくかった． 
 聞き取りからは，「テレワークでは，ほぼストレスを感

じない．出社の場合は，割り込みがあったり，ペースを乱

されるのがストレスになる．」「出社の日には，いろいろ仕

事のことを言われたりすることもある．自宅ではそういう

ことは気にしなくていい．」などの発言があった． 
 出社に伴うストレスは，人それぞれ多様なものがあるで

あろうが，時折テレワークを行うことで，出社時に蓄積し

たネガティブな感情をリセットするような効果があるも

のと推測される．  
 

 
図６ 「気がはりつめている」の個人内比較 

 
4.  結結果果（（従従業業員員ののデデメメリリッットトのの検検討討））  

 
4.1  オオンンととオオフフのの切切りり替替ええがが難難ししいいかか 
 
 テレワーク時には，オンとオフの切り替えが難しいのか

どうかを確認するため，生活パターンの回答内容（図３参

照）を参考に，労働時間について，出社の日とテレワーク

の日の比較を行った． 
 労働時間は，8 名のうち 3 名で出社時のほうが長く（差：

0.5～1 時間／日），反対に 3 名でテレワーク時のほうが長

かった（差：0.5～2 時間／日）． 
 聞き取りでは，テレワーク時の仕事の仕方について質問

を行ったが，オンとオフの切り替えの難しさを訴えるよう

な意見はなかった． 
 
 また，テレワークの場合，意図的に休憩や気分転換のた

めに作業を中断する，サボタージュが起こりやすい可能性

があるため，その頻度に回答を求めた．「気分転換や休憩

をとって作業を中断する」の回答結果を図７に示す．今回

の参加者では，出社時とテレワーク時で，作業を中断する

頻度に差があった人は少なかった． 
 

 
図７ 「気分転換や休憩による作業中断」の個人内比較 

 
4.2  自自宅宅のの環環境境整整備備（（労労働働環環境境のの整整備備））ははでで

ききてていいるるかか 
 
 出社時とテレワーク時の作業環境の差異として，設備

面や作業にかかる制約についての個人内比較を行った． 
 まず，「作業に適した机・イス等が用意されている」に

ついての回答は，出社時の評定値が概して高く，テレワー

ク時では個人差が大きかった（図８）．コロナ流行時にま

とまったテレワークを経験しているため，各自が自宅で働

きやすい環境を整えてきたといえるが，一部の人はまだ環

境が十分とはいえない面がある． 
 

 
図８ 「机・イス等が用意されている」の個人内比較 

 
 「集中しやすい仕切られた空間で作業できる」について

は，ほとんどの参加者でテレワーク時のほうが評定値が高

かった（図９）．テレワーク時で評定値の高かった参加者

は，自宅の個室や自分だけの空間で仕事ができ，出社時の

パーテーションによる仕切りだけよりは集中しやすいと
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感じていた．反対に，テレワーク時の評定値が低かった参

加者は，リビングルームやダイニングルームのテーブルで

作業しており，仕事に特化した環境ではない分，働きやす

い環境とはいえないと語った． 
 

 
図９ 「仕切られた空間で作業できる」の個人内比較 

 
 「作業環境（騒音，照明，温度，換気など）は良くない」

の質問については，出社時のほうが良くない 4 名，テレワ

ーク時の方が良くない 1 名だった（図 10）．出社時のほう

が良くないと回答した人の理由として揃ってあげられた

のは，聞こえてくる話し声などの雑音があることであった． 
 

 
図 10 「作業環境は良くない」の個人内比較 

 

 
図 11 「資料・データを閲覧できる」の個人内比較 

 

 「どんな資料・データであっても閲覧できる」について

の回答は個人差が大きかったが（図 11），ここには業務内

容の違いが反映されていたと推測される．管理業務の参加

者では出社時とテレワーク時の回答に差がなかったが，研

究業務の参加者ではテレワーク時の回答が概して低かっ

た．研究業務では，書籍・雑誌，分析データなどの紙面情

報や，統計ソフトのアウトプットなど，出社しないと閲覧

できない・しにくいものもある．また，業務上の資料が，

セキュリティ上自宅で印刷できないことも，テレワーク時

の閲覧に関して制約となっているといえる．そういった資

料が含まれるか否かで，評定に差が出たものと思われる． 
 
 最後に，職場環境・作業環境の総合的評価として，「仕

事をする上では快適な場所だと思う」かを比較した．出社

時をより快適とした人は 2 名，テレワーク時をより快適と

した人 3 名と，評価は割れている（図 12）． 
 4 名の参加者には，子どもや配偶者などの家族が家にい

ることで，仕事を妨げられることはないかとの聞き取りを

追加した．いずれの回答者も「それはない」と回答し，具

体的には「集中を要する場合は，自室に籠って作業をする

姿勢を示せば問題ない」といった発言があった．同居する

家族（特に子ども）に対しては，今日は家で仕事をする日

なので邪魔をしてはいけない，ということをよく理解して

もらえていると考えられる． 
 

 
図 12 「快適な場所だと思う」の個人内比較 

 
4.3  ココミミュュニニケケーーシショョンン不不足足ななののかか 
 
 テレワーク時は出社時と比べて，コミュニケーション不

足にあるのかを確認するため，メールの受信回数と送信回

数について，出社の日とテレワークの日での個人内比較を

行った．メール受信回数については，どの参加者の回答に

ついても出社時とテレワーク時で差がなかった．一方でメ

ール送信回数については，出社時よりテレワーク時に多か

0

1

2

3

4

5

A B C D E F G H

そ
う
思
う

⇔

そ
う
思
わ
な
い

集中しやすい仕切られた空間で作業できる

出社 テレワーク

0

1

2

3

4

5

A B C D E F G H

そ
う
思
う

⇔

そ
う
思
わ
な
い

作業環境は良くない

出社 テレワーク

0

1

2

3

4

5

A B C D E F G H

そ
う
思
う

⇔

そ
う
思
わ
な
い

どんな資料・データであっても閲覧できる

出社 テレワーク

0

1

2

3

4

5

A B C D E F G H

そ
う
思
う

⇔

そ
う
思
わ
な
い

仕事をする上では快適な場所だと思う

出社 テレワーク

143INSS JOURNAL Vol .  31 2024 R-2



8 
 

った（図 13）．A 社では，出社時，社内でのやりとりは対

面と電子メールを，社外とのやりとりは電話と電子メール

を用途に応じて使い分けており，テレワーク時は，重要・

緊急な用件を除きメールでやりとりしている．出社時は対

面や電話でしている些細なやりとりも，テレワーク時はメ

ールで行う必要が生じ，送信回数が増えたものと推測され

る． 
 

 
図 13 メール送信回数の個人内比較 

 
 聞き取りからは，「テレワーク時に相談したいことが生

じても，それをメールで解決しようとはしない．次の日に

出社して相談すればいいと思っている．」「（テレワーク時

のやりとりの）手段はメールのみ．電話はよっぽど急いで

いる場合でないとしない．深い話などをしたいときは，出

社したときにする．」「テレワークの日は，あまり連絡は来

ない．在宅だからと周りが気を遣ってくれているのだと思

う．」というように，込み入ったやりとりは，出社してい

る人も，テレワークをしている人も，お互い出社時に先送

りすることが暗黙の了解となっていることがわかる． 
 
 続いて，出社時とテレワーク時の上司や同僚とのコミュ

ニケーションのしやすさについて個人内比較を行った．

「同僚に業務に関する質問や相談ができる」では，3 名は

出社時とテレワーク時の差がなかったが，残りの 5 名では

出社時でより質問・相談がしやすいと報告した（図 14）．
また，「上司に報告・連絡・相談が気兼ねなくできる」と

いう質問もしたが，回答内容は同僚への質問・相談とほぼ

同様であった． 
 この設問で差があった人となかった人の違いについて

は業務内容の違いを反映したものと推測される．差がなか

った人は管理業務に従事しており，差があった人は研究業

務に従事していた．管理業務の場合，研究業務と比べて，

自分が完了させた業務をすぐに上司に確認・承認してもら

ったり，遂行している業務についてすぐに同僚に確認・相

談したりしたほうが効率が良い．そのため，出社時でもテ

レワーク時でもコミュニケーション量はあまり変わらな

いものと推測される．一方，研究業務では，些細な確認等

についてはメールで依頼できることもあるものの，研究に

関わる相談や質問は，データや資料を手元に置いてしたい

ので，テレワーク時には行わずに，出社時に対面で依頼し

ている場合が多いことがうかがえた． 
 

 
図 14 「同僚に質問や相談ができる」の個人内比較 

 
 このことと関連して，自由記述で出社時とテレワーク時

を比較して，仕事面でよりいいと思うところを尋ねたとこ

ろ，多くの参加者（8 名中 5 名）で，出社時は「すぐに相

談できる」「コミュニケーションが取れる」など，やりと

りが気軽かつ容易にできることが報告された． 
 

 
図 15 「同僚と仕事以外の話題で会話」の個人内比較 

 
 図 15 には「同僚と仕事以外の話題で会話できる」につ

いての個人内比較を示した．1 名の参加者を除き，業務外

の話題でのやりとりは，テレワーク時は低く抑えられてい

ることがわかる．テレワーク時のコミュニケーションは，

業務に直接関わる内容だけに限定される傾向にあり，オン

ライン会議等と同様の特徴（岡田, 2020）を示していた． 
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 このように，テレワークの日のコミュニケーションは送

信メールの回数が明らかに増えていたが，それ以外のやり

とりは少ない．ただし，その影響は週 1 回程度のテレワー

クの場合，翌日の出社時にカバーするなどで大きな影響は

ないと，参加者は報告している． 
 最後に，特にテレワーク時に悪影響が懸念される，孤独

感や疎外感についても個人内比較を行った．たとえば「自

分だけが取り残されているように感じる」など，孤独感や

疎外感に関する質問ついては，出社時，テレワーク時とも

高い頻度で経験している参加者は少なかった（図 16）． 
 

 
図 16 「取り残されているように感じる」の個人内比較 
 
5.  考考察察  

 
5.1  結結果果ののままととめめ 
 
 本稿では，従業員のハイブリッドワークの実態を調査し，

テレワークとオフィスワークの配分やそれぞれにおける

働き方，環境にとってどのような点がキーになりそうか，

注目すべき点を絞り込む目的で調査を行った．最初に結果

全体を整理しておく．ハイブリッドワークであっても，従

業員本人は，従業員にとってのテレワークのメリットをほ

ぼ享受できていると回答していた．ワークライフバランス

の充実，有効時間の増加，外的ストレスの軽減がそれぞれ

認められた． 
 その一方で，従業員にとってのデメリットについては，

オンとオフの切り替えや自宅の環境整備では問題は認め

られなかったが，コミュニケーション量の不足はハイブリ

ッドワークでも確認された．テレワークでは，すぐに確認

や相談ができないため，その機会を次の出社まで先送りに

する傾向が見られた．ハイブリッドワークにおけるテレワ

ークを考える上で，特にキーとなる要素として注目したの

は次の二点である． 
 

5.2  オオンンととオオフフのの切切りり替替ええ 
 
 今回の調査では，オンとオフの切り替えができずに，仕

事時間がむやみやたらと長くなるケースは確認できなか

った．このことは，A 社が勤怠管理をきちんと行っている

こと，また各参加者が自己管理をしっかりしていること，

テレワークの頻度がそもそも少ないことなどによるので

はないかと推測される． 
 また，仕事をすべき時間に，それ以外の用事が侵食して

しまうケースについても，今回の聞き取りからは，デメリ

ットとしてあげられることはなかった．3.1 で取り上げた

「ながら家事」や，一般的によく言われるテレビやスマホ

を見ながら仕事をしてしまうようなケースについても，あ

くまでも従業員の判断のもと，休憩時間や本来の業務の進

捗に影響を与えない範囲で行われているものと考えられ

る． 
 ところで，テレワークを含む多様な働き方に関する，東

京都産業労働局（2023）の調査によれば，テレワーク経験

者にテレワークの課題について問うたところ，「勤務時間

とそれ以外の時間の管理」（30.9％），「長時間労働になりや

すい」（18.8％）が経験者の課題としてあげられていた．こ

のように，オンとオフの切り替えの問題は，既存の調査デ

ータではテレワークの抱える課題として取りあげられる

ことが多い．既存の調査と今回の調査でこのような違いが

あることについては，出社頻度の高いテレワークと出社頻

度の低いテレワークの違いによるものなのか（たとえば，

週 1 回程度のテレワークであれば，オンとオフの切り替え

がそれほど問題とならないのか），個人の違いによるもの

なのか（たとえば，オンとオフの切り替えがうまく出来て

いる人が，出社頻度の低いテレワークを続けているのか）

などに注目して今後調査を行いたい． 
 また，従業員にとってオンとオフの切り替えが難しいこ

とは，企業（経営者・管理職）の側にとっても重要な問題

であり，大きな関心が寄せられている．企業（経営者・管

理職）が，テレワークで働く従業員の労働時間が過度に長

くなっていないかと気にかけたり，本来仕事に専念すべき

時間に仕事以外のことを行っているのではないかという

懸念を持つのは当然のことであり，このことはハイブリッ

ドワークにおいて，企業が従業員をどこまで管理すべきか

ということに大きく関わってくる．本研究で得られた知見

から推測すると，従業員に対する企業側の管理を強めれば，

従業員にとってのテレワークのメリット（外的ストレスの

軽減）は小さくなってしまう．そうならないためには，企

業側の管理を適度な水準に抑えることが求められる．業務

内容等に大きく依存するが，一日一回程度の比較的粗い区
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切りで進捗状況を確認したり，プロセスではなくその時の

最終成果物のみで評価するということのほうが，ハイブリ

ッドワークにおいては適切な評価方法なのかもしれない．

そのあたりの適切な管理方法の見極めについては，今後の

調査で企業（経営者・管理職）の側からの受け止めと比較

することで明らかにできる可能性がある． 
 
5.3  ココミミュュニニケケーーシショョンンのの不不足足 
 
 コミュニケーションは，報告・連絡・相談，情報の共有，

関係の円滑化など，実に多様な役割を持っており，共同で

仕事をする場合には欠かせないものである．ただし，その

コミュニケーションが，ときに従業員にとっては，強いプ

レッシャーになっていたり，聞こえてくる話し声が雑音と

して受け取られ仕事の妨げにもなっている．ハイブリッド

ワークにおけるテレワークが，そういったオフィスワーク

時のコミュニケーションを一時的に遮断・回避するものと

して好まれている点は興味深い． 
 今回の調査からは，テレワーク時はオフィスワーク時と

比べて，送信メールの回数が多く，オフィスワークであれ

ば対面や電話で済ませるやりとりを，メールでカバーして

いる実態がうかがえた．また，テレワークの場合，急ぎの

用件を除けば，電話や対面でしたいやりとりは翌日の出社

の際に回し，その日は無理にコミュニケーションをとろう

としないような先送りの対応をしていた．同僚や上司に報

告したいこと，聞きたいことなどがあった場合，出社時と

比べてテレワーク時はやりとりに手間がかかったり，心理

的に障壁があったりすることもあるため，コミュニケーシ

ョンの難しさに伴うコミュニケーション不足は，オフィス

ワークとの差として大きいものと推測される．今後検討す

べき点としては，コミュニケーションの困難さによる具体

的なデメリットがどの程度あるのか，これは従業員本人だ

けでなく，同僚やチームの成員，上司などに対する調査な

ども合わせて明らかにしていくことが必要である．また，

そういったコミュニケーションの困難さをどうしたら抑

制することができるのか，実際の取組みや工夫またその効

果などについて検討していきたい． 
 なお，テレワーク時のコミュニケーションにおける困難

さは，技術の進歩によって刻一刻と変化しており，今後も

変わってゆくことは間違いがないところである．A 社のよ

うに，電話と電子メールでのやりとりだけがツールである

ところもまだ多いかもしれないが，実際にコミュニケーシ

ョンに使用するツールが変われば，コミュニケーション不

足の問題自体が大きく変わる可能性もある． 
 

5.4  課課題題とと展展望望 
 
 この予備的調査は，A 社の従業員のうち，現在もハイブ

リッドワークを継続している人について調査した結果で

ある．ハイブリッドワークに向いている職種かどうか，業

務内容かどうかなど，様々な要因によってハイブリッドワ

ークの適切な配分や活用方法が影響を受けると考えられ

るため，今後は，特定の職種や業務内容，職位などに調査

対象を絞った上で，サンプルを増やすことを考えている． 
 また，この調査は，従業員の立場からのハイブリッドワ

ークの実態を調べたものであるため，主に従業員本人のテ

レワーク，オフィスワークに関する認識を尋ねた．上司や

同僚に対して，自分の働き方がどのような影響を与えてい

るかや，上司や同僚とのコミュニケーション不足によって

業務への支障がないのか，どの程度のやりとりがあること

を自分や相手（上司や同僚）は求めていると考えているの

かなど，実態に対する他者を通した認識や改善すべきと考

えていることなどについての質問が不足していた．そうい

った質問を整理した上であれば，従業員の認識と企業（経

営者・管理職）の認識を比較するような調査に展開してい

くことができるであろう．さらに，企業（経営者・管理職）

の立場と，従業員の立場の違いを明確にするためには，従

業員とその管理者のペアデータをとれば，相互の考えてい

ることや認識のズレなどをより綿密に明らかにできるも

のと考える． 
 最後になるが，従業員と企業（経営者・管理職）との比

較を考えた場合，企業側にとっては，従業員側以上に，ハ

イブリッドワークにおけるテレワークが業務効率や生産

性にどのような影響（好影響・悪影響）を及ぼしているか

が重要な課題となる．今回の調査でも，オフィスワーク時

とテレワーク時の比較として，生産性についての質問を入

れていたものの，そもそも実際のハイブリッドワークでは，

オフィスワークの日とテレワークの日で仕事内容を選り

分けているケースが多かった．そのため，取り組んでいる

仕事の内容が異なっており，それぞれの日の生産性を単純

に比較することは難しかった面がある．今後は，効率や生

産性の指標として，どのような指標を測定するのか，また

オフィスワークの際とテレワークの際のそれをどのよう

に比較するかについても検討の必要がある． 
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福福島島第第一一発発電電所所事事故故後後のの原原子子力力発発電電にに対対すするる海海外外世世論論のの  

動動向向（（77））  
 

Trends in Public Opinion concerning Nuclear Power Generation in the United 
States and Europe after the Fukushima Daiichi Power Plant Accident (7) 

 

         大磯眞一（Shinichi Oiso）＊1 

 

 

要要約約  福島第一発電所事故後 13 年における米欧の一部の国の原子力発電に関する既存の世論調

査結果について調査し, 海外での原子力発電に対する世論動向を分析した．米国はエネルギー自

給率 100％を達成しているので，欧州ほどには，ロシアによるウクライナ侵攻およびエネルギー価

格高騰の影響を受けないが，それでも 2022年，2023年と，それ以前に比べて原子力支持率が上昇

している．欧州における世論調査結果についても，英国やスウェーデン，フィンランド，チェコ

において支持が不支持をかなり上回っており，2022年には 2021年に比べていずれの国も支持率が

上昇した．フィンランドは 2023 年にさらに支持率が上昇したが，チェコは 2022 年に大きく上昇

した反動で，2023年には 2022年に比べ支持率が低下した． 
 
キキーーワワーードド    米欧, 原子力発電, 世論, 動向, ロシアによるウクライナ侵攻 
 
Abstract   The author surveyed the results of American and European opinion research about nuclear 
power generation around thirteen years after the Fukushima Daiichi Power Plant accident and analyzed 
current public opinion trends toward nuclear power generation in some countries in the United States and 
Europe.  Since the United States is 100% energy independent, it is not as affected by Russia's invasion of 
Ukraine and the surge in energy prices as Europe, however, its support for nuclear energy has increased 
since 2022 and 2023. Opinion polls in Europe also showed support in the United Kingdom, Sweden, 
Finland and the Czech Republic far outpacing disapproval, with support in all countries rising in 2022 
compared to 2021. Finland's support rating increased further in 2023, while the Czech Republic's support 
rating decreased in 2023 compared to 2022, reflecting a large increase in 2022. 
  
Keywords     the United States and Europe,  nuclear power generation,  public opinion,  trend, 

Russia's invasion of Ukraine 

 
1. ははじじめめにに  

  
2011年 3月 11日に起きた福島第一発電所の事故後

の,米欧における原子力世論の動向について調査し，

本誌に投稿を続けている．最近では INSS Journal 

vol.30, 2023に,「福島第一発電所事故後の原子力発

電に対する海外世論の動向（6）」として掲載した．本

稿は, その後に公表されたデータに基づき, 7 番目の

資料として作成したものである． 

 

2. 目目的的  

  
本調査の目的は, 第一に, 米欧における原子力に関

する既存の世論調査結果の分析を通して, 福島第一

発電所事故後，とくにロシアによるウクライナ侵攻後

のエネルギー情勢の変動による海外の原子力に対す

る意識の変化，および昨今ますます影響が際立ってき

ている気候変動への対応による意識の変化を明らか

にすることである．第二に, 世論調査の結果を時系列

的に分析し, 至近の変化の背景を知ることである． 

  
＊１（株）原子力安全システム研究所 社会システム研究所 

 
3．．方方法法おおよよびび結結果果  
  
3．．1．．米米国国ににおおけけるる原原子子力力発発電電にに対対すするる世世

論論（（Gallup 調調査査））  

  
図１に Gallup 調査（回答者数：各回約 1,000 名）

（Gallup 2024）による「米国における原子力利用へ

の賛否の推移」を示している． 

 

 
図１  Gallup 調査 

 

その結果, 2019 年に 49％だった原子力利用への賛
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成率（「賛成」＋「どちらかといえば賛成」）は, 2022

年の調査では 51％，2023年の調査では 55％となって

いる．一方, 反対率（「反対」＋「どちらかといえば

反対」）は, 2019 年には 49％であったが，2022 年に

47％，2023 年には 44％となっている．このように，

2022 年以降，米国における原子力支持率は，過半数

を超えて上昇してきている． 

 

3．．2．．米米国国ににおおけけるる原原子子力力発発電電にに対対すするる世世

論論（（Bisconti Research 調調査査））  

  

同じ米国ではあるが，Bisconti Researchの調査 

（回答者数：各回約1,000名）(Bisconti 2024）（図２）

によると，原子力利用への賛成率は，2021年以降70％

台と高くなっており，2024年には77％となっている．

2021年から無回答の比率は除いている． 

 

 
図２ Bisconti Research調査 

 
  なお，Gallup 調査より Bisconti Research 調査の

方が賛成率が高くなっていることについては，「福島

第一発電所事故後の原子力発電に対する海外世論の

動向（5）」（大磯 2022）で述べたように，Bisconti

は原子力発電に関する設問の中で賛否を聞いている

一方，Gallup は環境問題に関する設問の中で賛否を

聞いており，質問のコンテクストが異なることが主な

理由であると考えられる． 

 
3．．3．．英英国国ににおおけけるる原原子子力力発発電電にに対対すするる世世

論論  

  

Statistaの調査（回答者数：2023年12月3,743名）

（Statista 2023）（図３）によると，2021年に39％だ

った英国における原子力発電への賛成率は，2022年に

42％，2023年には41％となっている（いずれも有意差

なし）．「強く賛成」は2021年の12％から2022年には

18％に増加し，2023年には14％に減少している（いず

れも有意差あり）． 

反対率は，2012年は 27％，2021年には 17％，2023

年には 12％と減少してきている（いずれも有意差あ

り）．なお，2023年には，無回答が 18％と多くなって

いる（無回答が増えた理由については不明である）．

また，どちらともいえない（中立）が 29％となって

いる． 

 

 
図３ Statista調査 

 

「福島第一発電所事故後の原子力発電に対する海

外世論の動向（6）」（大磯 2023）で掲載した BEIS

（Department for Business, Energy & Industrial 

Strategy）調査の，2022 年以降の原子力発電に関す

るデータは，調査を実施したかどうかを含めて公表さ

れていない． 

 

34．．ススウウェェーーデデンンのの原原子子力力世世論論推推移移 
 

スウェーデンの原子力調査機関Analysgruppenは

Novus社に依頼して, インターネット調査（回答者

数：各回約1,000名）（Novus 2024）を実施している．

それによると, 図４に示す通り, 2024年5月，調査回

答者の59％は「原子力発電を継続し，必要があれば新

設する」と回答した．また, 25％が「原子力利用を継

続するが，新設は行わない」と回答し，合わせて84％

が原子力発電に賛成した．このように2024年5月にお

ける原子力発電に対する賛成率は，ロシアによるウク

ライナ侵攻（2022.2）前の2021年の76％に比べて，大

幅に増加している（有意差あり）． 

 

  
      図４ Novus調査 
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3．．5．．フフィィンンラランンドドのの世世論論調調査査結結果果 
 

FEI&TNS調査（回答者数：2023年1,002名）（FEI&TNS 

2023）（図５）によると，2021年に49％だったフィン

ランドの原子力発電への賛成率は，2022年60％，2023

年に68％と大幅に増加した（いずれも有意差あり）．

反対率は，2021年16％から2022年11％，2023年6％へ

と下がった（いずれも有意差あり）． 

 

 
          図５ FEI&TNS 調査 
 
3．．6．．チチェェココのの世世論論調調査査結結果果 
 

チェコについては , Public Opinion Research 

Centre, Institute of Sociology, Czech Academy of 

Science（チェコ科学アカデミー 社会学研究所 世論

調査センター）の2012年以降の調査結果が公表されて

いる．2023年の調査結果（回答者数：985名）（Czech 

Academy of Science 2023）では, 「原子力発電を増

やすべき」が41％, 「現状維持」が39％, 「減らすべ

き」が13％となっている（図６）．「原子力発電を増

やすべき」は，2021年の32％から2022年は56％へと大

幅増加したが，2023年は41％に減少した（いずれも有

意差あり）．増減の考察については「4.5. チェコの

世論」で述べる． 

 

  
   図６ Czech Academy of Science 調査 

 

4．．考考察察  
  
4．．1．．米米国国のの世世論論  

  
 米国はエネルギー自給率100％を達成しているので，

欧州ほどには，ロシアによるウクライナ侵攻およびエ

ネルギー価格高騰の影響を受けないが，Gallup調査で

は2022年から2023年にかけて，賛成率が4ポイント上

昇している（図1）．Gallupによると，とくに民主党

支持者で原子力発電を支持するとした人が増加傾向

にあり，バイデン政権が気候変動に対処するためのク

リーンエネルギー戦略の一環として原子力を推進し

ていることと関連している可能性があるという． 

また，Bisconti Research調査による2024年の賛成

率は，77％（反対23％）となっている(図2)．2021年

にはすでに76％となっており，2022年のロシアによる

ウクライナ侵攻より前の2021年に賛成率が上がって

いることについてBiscontiは，人々のエネルギーへの

関心の高まりや気候変動への対応が理由であるとし

ている． 

 

4．．2．．英英国国のの世世論論  

  

Statista 調査では 2021 年の賛成率 39％が，2023

年 12 月には 41％となっている（図 3）．2022 年 2 月

のロシアによるウクライナ侵攻開始と，それによるエ

ネルギー供給減少による影響はあったが，増加率は比

較的小さい．英国にとって最大のガス供給源は英国大

陸棚（ノルウェーを含む）であり，ロシアからのガス

供給にあまり依存していないこと(JETRO 2022)など

が，増加率が小さい理由と考えられる． 

「強く賛成」については 2021 年の 12％から 2022

年には 18％へ増加したが，2023年には 14％となって

いる．筆者は，2023 年にエネルギー価格高騰が多少

おさまったことが，2022 年に比べ「強く賛成」が減

少したことに影響していると考える（2021 年 WTI 原

油価格平均 68＄/バレル→2022 年 同 94＄/バレル→

2023年 同 78＄/バレル）．  

英国では原子力発電に中立の立場をとる人も多い

が，明確に反対の態度を示している人は 2023年 12月

で 12％となっており，気候変動対策で原子力を推進

する政府の立場に反対しない人が，大部分を占めてい

る． 

 

4．．3．．ススウウェェーーデデンンのの世世論論  
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  Novus調査では，新設に賛成する人が2024年5月に

59％と過半数を占めている（図4）．既存の発電所の稼

働に限り賛成する人を含めると，賛成率は84％を占め

る． 

2022年3月以降，賛成率が増えていることについては，

気候変動対策として評価されている面が大きいと考

えられる．Novusによると，2022年3月には67%の人が

「原子力は気候目標を達成するためのツールになり

得る」と回答し，2021年5月の57%から10ポイント増加

した（有意差あり）．さらに，ロシアに近いという地

政学的な影響も可能性として考えられる．スウェーデ

ンではウクライナ侵攻以降ロシアの脅威が増し，2024

年3月にNATO加盟を果たしたところである． 

また，スウェーデン政府は，原子力発電所の新設に

向けたロードマップを公表．遅くとも2035年までに大

型炉2基分に相当する原子力発電設備を完成させるな

ど，原子力発電の拡大を目指すとしている（原子力産

業新聞 2023）．このような政策面での転換の動きも，

賛成率が増えている背景にあると考えられる． 

 
4．．4．．フフィィンンラランンドドのの世世論論  

  

  FEI&TNS調査によると，3.5.でも述べたが，2021年

に49％だった原子力発電への賛成率が，2022年に60％，

2023年には68％と大幅に増加し，1983年の調査開始以

降，最も高い賛成率となった（図5）．欧州原子力学会

は，フィンランドの原子力世論について，気候変動対

策がベースにあるところに，エネルギー価格高騰や，

ロシアへのエネルギー依存を減らしエネルギー自給

率をさらに上げる必要に迫られたことが，賛成が増加

した要因だとしている（European Nuclear Society 

2024）． 

 フィンランドの場合，水力発電が盛んであり，風力

など再生可能エネルギーも増えてきている．フィンラ

ンドエネルギー産業連合（Finnish Energy Industry 

Association）は，気候変動対策として，化石燃料に

は頼らない政策が国民に支持されていることも，原子

力発電への賛成増の理由としている． 

 
4．．5．．チチェェココのの世世論論  

  

 3.6.で述べたとおり，Czech Academy of Science 調

査によると，原子力発電の利用を増やすべきとする人

の比率は，2021 年 32％，2022 年 56％，2023 年 41％

となっている（図６）．2022年 2 月のロシアによるウ

クライナ侵攻開始およびそれによるエネルギー需給

逼迫の影響により，2022 年には大幅に賛成が増えた

が，エネルギー価格が 2022 年より下がったことなど

により，2023 年は減少に転じた．同調査は，チェコ

ではエネルギー価格の低廉性，供給安定性，安全性が

最も重視されるとしており (Czech Academy of 

Science 2023），これら 3 つの要素のせめぎあいの中

で賛成率が変動したと考えられる． 

2023 年に賛成率が減少した理由として，チェコで

は，ドコバニ発電所で増設が計画され，2022 年 3 月

に入札を開始，脱炭素化の切り札として世論が盛り上

がった（原子力産業新聞 2024）．しかし 2023年には，

その増設計画が既成事実として認識されて熱が冷め

たということも可能性として考えられる． 

 

5．．おおわわりりにに 

 

本調査では, 海外の世論調査に的を絞って情報収

集を行った．それにより, 限られた国についてではあ

るが, ロシアによるウクライナ侵攻後の海外におけ

る原子力に対する意識の変化を明らかにしようとし

た．   

2022年度から2023年度に調査が行われた国につい

ては，ロシアによるウクライナ侵攻や気候変動対策の

必要性の高まりなどにより，軒並み賛成率が上昇した

が，チェコにおいては，2023年には賛成率が減少に転

じた．エネルギー価格上昇が幾分落ち着いてきている

ことも背景にあると考えられる． 

ウクライナ，イスラエル・ガザなど，原子力を取り

巻く世界情勢は刻一刻と変化しており，それに合わせ

て海外世論も大きく動いていく．今後ともその動向か

ら目を離さないようにしていきたい． 
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福福井井南南高高等等学学校校浅浅井井ゼゼミミ生生をを対対象象ととししたた対対話話型型勉勉強強会会  

「「放放課課後後エエネネルルギギーートトーークク」」のの取取組組みみ  

The Interactive study session “After School Energy Talk” for Fukui Minami High School  

Asai Seminar students 
 

西野 加奈江 （Kanae Nishino）*1 中川 幸二 （Koji Nakagawa）*2 高木 利恵子 （Rieko Takaki）*3 

 

 

要要約約   社会システム研究所 社会意識研究グループでは，次世代層へのエネルギー環境教育の

実践，普及促進に取り組んでいる．2023 年度の取組みとして，福井県内の高校および大学と連携

し，若い世代が原子力に関する課題をどのように捉えているのかの調査を開始した．高校との連
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1.  ははじじめめにに 
 

社会システム研究所 社会意識研究グループでは，次世

代層へのエネルギー環境教育の実践，普及促進を目的とし

て，関西地域および福井県の教職員等をメンバーとする自

主研究会「エネルギー環境教育関西ワークショップ研究会

（以下，関西 WS）」と協力し，本活動を母体として取組み

を進めているところである． 
教員による児童や生徒，学生への授業実践については，

関西 WS の会合や，日本エネルギー環境教育学会での発表

等で我々も知るところであるが，我々が学習者と直接関わ

りを持ち，どのような考えを持っているかを聞くような機

会はなかった． 
そこで 2023 年度は，若い世代が原子力に関する課題を

どのように捉えているのかを調査し，今後のエネルギー環

境教育の取組みに資すること，また，社会システム研究所

で行っている意識調査やコミュニケーション調査の領域

                                                      
*1 (株)原子力安全システム研究所 社会システム研究所 

*2 元(株)原子力安全システム研究所 社会システム研究所 現関電不動産開発(株) 

*3 エネルギー広報企画舎 

にも連携させることを目的として，福井県の高校，大学を

対象とした取組みを開始することとした． 
調査候補の学校として，高校は，2022 年度の学校訪問

活動で関係を構築してきた学校法人福井学園福井南高等

学校（以下，福井南高校）を，大学は，高レベル放射性廃

棄物の課題について学生を対象に対話活動を行っている

教員が所属する福井工業大学を取り上げた． 
本報告では，福井南高校での取組みについて記す． 

 
2.  福福井井南南高高校校浅浅井井ゼゼミミととのの連連携携のの検検討討 
 
福井南高校は，探究活動に力を入れている私立学校で，

1 年生の「産業社会と人間」と 2,3 年生の「総合的な探究

の時間」をゼミ形式で実施している．ゼミには担当教員 1
名がつき，生徒個々の関心に沿ったテーマで取り組んでい

る．2023 年度実績として 14 のゼミがあり，探究のテーマ

は 76 に及ぶ． 
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浅井佑記範教諭が担当する浅井ゼミでは，エネルギーと

社会学，民俗学を領域としており，原子力を入り口に社会

課題を扱う生徒主体のゼミとなっている．具体的には，福

井県内外の高校生を対象にした原子力に関する意識調査

の実施や，高レベル放射性廃棄物の地層処分についての課

題をテーマとした同校の教科横断型授業の運営，原子力発

電所の廃炉過程で発生するリサイクル可能な金属廃棄物

（クリアランス金属）の地域社会での活用の検討などであ

る． 
浅井ゼミとどのように連携するかを探るため，2023 年

4 月と 6 月にゼミを参観した．その際，生徒は原子力に関

する課題に取り組んでおり，それらの課題はよく理解して

いるが，なぜ日本が原子力発電を選択しているのか，とい

う話題にはならなかったことから，その根底にある日本の

エネルギー問題を関連付けることができれば，さらに理解

を深められるのではないかという印象を受けた．そこで，

生徒に「他校とのネットワークを拡げている現状も踏まえ

ると，エネルギー問題に関する知識を積み上げることで，

活動に説得力と深みが出るのではないかと考えている」と

説明し，エネルギー問題を話題とした勉強会の開催を提案

したところ，生徒からは前向きな姿勢が見られたので，内

容の具体化を進めた． 
エネルギーに関する話題は分野が多岐に渡るため，一度

に説明することは難しい．そこで何回かに分けて勉強会を

開催することにした．また，勉強会を退屈だと思わずに参

加できるようにするためには，エネルギーの勉強は楽しい，

と思ってもらうことが大切であると考え，我々が一方的に

説明を行うのではなく，参加者と対話をしながら進めてい

く，対話型の勉強会「放課後エネルギートーク（以下，エ

ネトーク）」とすることとした．エネトークのテーマにつ

いても，生徒が関心のある話題を各回の終了時に確認し，

次回のテーマとすることにした．参加対象は，浅井ゼミに

所属する生徒を中心に，関心があれば誰でも自由に参加で

きる設計とした． 
 

3.  第第1回回「「ででんんききののつつくくりり方方」」 
 
第 1 回は 9 月 20 日の放課後に，「でんきのつくり方」と

いうテーマで開催した（図 1）．初回ということから，テー

マは事務局で決定した．参加者は，浅井ゼミから 6 名，教

員が 2 名であった． 
 

                                                      
*4 関西電力 YouTubeチャンネル ナンデンカンデン劇場 第 2話「発電もワンチーム!?」 https://youtu.be/STmR3Lldzc4?si=VVjdR59r2QUA2EB3 

図 1 第 1 回の案内 
 
まず，日々の生活で当たり前に使っている電気を身近に

感じることをねらいとして，「電気はどのようにつくるの

か」という基本から始め，電気をつくるにはコイルと磁石

と力が必要であること，電気はさまざまな形（光，音，熱

など）で働いていることを，手回し発電機と実験器材を用

いて体験した（図 2）．  

図 2 電気の働き方について実験する様子 
  
次に，社会インフラとして電気に求められるのは「連続

して」「大量に」発電し届けることであると伝え，説明し

た内容が具体的にイメージできるようにするため，関西電

力が YouTube で公開している動画「ナンデンカンデン劇

場」の「発電もワンチーム!?」*4を視聴した．この動画は

エネルギーミックスをテーマとしていて，各発電の特徴や

発電の歴史を知ることができる．生徒からは「動画で見る

と分かりやすかった」「グラフは苦手だけど，分かりやす

い示し方だった」「今まで聞いた説明の中でいちばん分か

りやすかった」「ゼミ活動を始めた当初は，よくわからな

いままやっていた」などの感想が得られた．用意したすべ

ての話題について説明を終えることは重視せず，生徒の様

子を見ながら進めたことが効果的であったと考えている． 
 

 
 

浅井佑記範教諭が担当する浅井ゼミでは，エネルギーと

社会学，民俗学を領域としており，原子力を入り口に社会

課題を扱う生徒主体のゼミとなっている．具体的には，福

井県内外の高校生を対象にした原子力に関する意識調査

の実施や，高レベル放射性廃棄物の地層処分についての課

題をテーマとした同校の教科横断型授業の運営，原子力発

電所の廃炉過程で発生するリサイクル可能な金属廃棄物

（クリアランス金属）の地域社会での活用の検討などであ

る． 
浅井ゼミとどのように連携するかを探るため，2023 年

4 月と 6 月にゼミを参観した．その際，生徒は原子力に関

する課題に取り組んでおり，それらの課題はよく理解して

いるが，なぜ日本が原子力発電を選択しているのか，とい

う話題にはならなかったことから，その根底にある日本の

エネルギー問題を関連付けることができれば，さらに理解

を深められるのではないかという印象を受けた．そこで，

生徒に「他校とのネットワークを拡げている現状も踏まえ

ると，エネルギー問題に関する知識を積み上げることで，

活動に説得力と深みが出るのではないかと考えている」と

説明し，エネルギー問題を話題とした勉強会の開催を提案

したところ，生徒からは前向きな姿勢が見られたので，内

容の具体化を進めた． 
エネルギーに関する話題は分野が多岐に渡るため，一度

に説明することは難しい．そこで何回かに分けて勉強会を

開催することにした．また，勉強会を退屈だと思わずに参

加できるようにするためには，エネルギーの勉強は楽しい，

と思ってもらうことが大切であると考え，我々が一方的に

説明を行うのではなく，参加者と対話をしながら進めてい

く，対話型の勉強会「放課後エネルギートーク（以下，エ

ネトーク）」とすることとした．エネトークのテーマにつ

いても，生徒が関心のある話題を各回の終了時に確認し，

次回のテーマとすることにした．参加対象は，浅井ゼミに

所属する生徒を中心に，関心があれば誰でも自由に参加で

きる設計とした． 
 

3.  第第1回回「「ででんんききののつつくくりり方方」」 
 
第 1 回は 9 月 20 日の放課後に，「でんきのつくり方」と

いうテーマで開催した（図 1）．初回ということから，テー

マは事務局で決定した．参加者は，浅井ゼミから 6 名，教

員が 2 名であった． 
 

                                                      
*4 関西電力 YouTubeチャンネル ナンデンカンデン劇場 第 2話「発電もワンチーム!?」 https://youtu.be/STmR3Lldzc4?si=VVjdR59r2QUA2EB3 

図 1 第 1 回の案内 
 
まず，日々の生活で当たり前に使っている電気を身近に

感じることをねらいとして，「電気はどのようにつくるの

か」という基本から始め，電気をつくるにはコイルと磁石

と力が必要であること，電気はさまざまな形（光，音，熱

など）で働いていることを，手回し発電機と実験器材を用

いて体験した（図 2）．  

図 2 電気の働き方について実験する様子 
  
次に，社会インフラとして電気に求められるのは「連続

して」「大量に」発電し届けることであると伝え，説明し

た内容が具体的にイメージできるようにするため，関西電

力が YouTube で公開している動画「ナンデンカンデン劇

場」の「発電もワンチーム!?」*4を視聴した．この動画は

エネルギーミックスをテーマとしていて，各発電の特徴や

発電の歴史を知ることができる．生徒からは「動画で見る

と分かりやすかった」「グラフは苦手だけど，分かりやす

い示し方だった」「今まで聞いた説明の中でいちばん分か

りやすかった」「ゼミ活動を始めた当初は，よくわからな

いままやっていた」などの感想が得られた．用意したすべ

ての話題について説明を終えることは重視せず，生徒の様

子を見ながら進めたことが効果的であったと考えている． 
 

 
 

浅井佑記範教諭が担当する浅井ゼミでは，エネルギーと

社会学，民俗学を領域としており，原子力を入り口に社会

課題を扱う生徒主体のゼミとなっている．具体的には，福

井県内外の高校生を対象にした原子力に関する意識調査

の実施や，高レベル放射性廃棄物の地層処分についての課

題をテーマとした同校の教科横断型授業の運営，原子力発

電所の廃炉過程で発生するリサイクル可能な金属廃棄物

（クリアランス金属）の地域社会での活用の検討などであ

る． 
浅井ゼミとどのように連携するかを探るため，2023 年

4 月と 6 月にゼミを参観した．その際，生徒は原子力に関

する課題に取り組んでおり，それらの課題はよく理解して

いるが，なぜ日本が原子力発電を選択しているのか，とい

う話題にはならなかったことから，その根底にある日本の

エネルギー問題を関連付けることができれば，さらに理解

を深められるのではないかという印象を受けた．そこで，

生徒に「他校とのネットワークを拡げている現状も踏まえ

ると，エネルギー問題に関する知識を積み上げることで，

活動に説得力と深みが出るのではないかと考えている」と

説明し，エネルギー問題を話題とした勉強会の開催を提案

したところ，生徒からは前向きな姿勢が見られたので，内

容の具体化を進めた． 
エネルギーに関する話題は分野が多岐に渡るため，一度

に説明することは難しい．そこで何回かに分けて勉強会を

開催することにした．また，勉強会を退屈だと思わずに参

加できるようにするためには，エネルギーの勉強は楽しい，

と思ってもらうことが大切であると考え，我々が一方的に

説明を行うのではなく，参加者と対話をしながら進めてい

く，対話型の勉強会「放課後エネルギートーク（以下，エ

ネトーク）」とすることとした．エネトークのテーマにつ

いても，生徒が関心のある話題を各回の終了時に確認し，

次回のテーマとすることにした．参加対象は，浅井ゼミに

所属する生徒を中心に，関心があれば誰でも自由に参加で

きる設計とした． 
 

3.  第第1回回「「ででんんききののつつくくりり方方」」 
 
第 1 回は 9 月 20 日の放課後に，「でんきのつくり方」と

いうテーマで開催した（図 1）．初回ということから，テー

マは事務局で決定した．参加者は，浅井ゼミから 6 名，教

員が 2 名であった． 
 

                                                      
*4 関西電力 YouTubeチャンネル ナンデンカンデン劇場 第 2話「発電もワンチーム!?」 https://youtu.be/STmR3Lldzc4?si=VVjdR59r2QUA2EB3 

図 1 第 1 回の案内 
 
まず，日々の生活で当たり前に使っている電気を身近に

感じることをねらいとして，「電気はどのようにつくるの

か」という基本から始め，電気をつくるにはコイルと磁石

と力が必要であること，電気はさまざまな形（光，音，熱

など）で働いていることを，手回し発電機と実験器材を用

いて体験した（図 2）．  

図 2 電気の働き方について実験する様子 
  
次に，社会インフラとして電気に求められるのは「連続

して」「大量に」発電し届けることであると伝え，説明し

た内容が具体的にイメージできるようにするため，関西電

力が YouTube で公開している動画「ナンデンカンデン劇

場」の「発電もワンチーム!?」*4を視聴した．この動画は

エネルギーミックスをテーマとしていて，各発電の特徴や

発電の歴史を知ることができる．生徒からは「動画で見る

と分かりやすかった」「グラフは苦手だけど，分かりやす

い示し方だった」「今まで聞いた説明の中でいちばん分か

りやすかった」「ゼミ活動を始めた当初は，よくわからな

いままやっていた」などの感想が得られた．用意したすべ

ての話題について説明を終えることは重視せず，生徒の様

子を見ながら進めたことが効果的であったと考えている． 
 

154INSS JOURNAL Vol .  31 2024 R-4



 
 

4.  第第2回回「「ででんんききににななるる前前ののエエネネルルギギーー資資

源源」」 
 
第 2 回は 12 月 13 日の放課後に「でんきになる前のエ

ネルギー資源」をテーマに開催し（図 3），浅井ゼミから 8
名，浅井ゼミとつながりのある東京および島根から大学生

2 名と，京都から中学校課程の生徒 1 名がオンラインで参

加した． 

図 3 第 2 回の案内 
 
第 1 回の振り返りを行ったあと，「日本の電源構成」，

「化石燃料の海外依存度」，「エネルギー自給率」といった

話題提供を行った．エネルギー自給率については，日本の

エネルギー自給率が 11%（2020 年度）であったことを示

し，説明の補完として関西 WS で制作した動画教材「11%
のくらしってどう？」*5を視聴した．この動画は海外から

エネルギー資源の輸入が途絶えたときに，11%しかエネル

ギーを使えなくなる場合を，日常生活のいろいろな場面で

想定したものである． 
参加者からは「エネルギー自給率が 11%であることは知

っていたが，動画を見てその危うさをより感じた」「エネ

ルギー自給率を身近に感じられた」など，動画の視聴で理

解が深まっていることを実感した． 
また，「エネルギー自給率の中で原子力発電が準国産エ

ネルギーとして含まれることは知っていたが，その理由を

考えたことがなかった」との発言もあった．これに対して

は，その理由について考えてもらったうえで，説明者から

解説を行った．自分たちで考え，議論したことは印象に残

るのではないかと考えたからである． 
原子力に関する課題に取り組んでいる生徒でも，エネル

ギー問題に関しては，これまでの活動の中で見聞きしてな

んとなく知っている程度とのことであり，今後も丁寧に進

めていくことを我々の共通認識とした． 

                                                      
*5 関西 WS会員が制作した,エネルギー･環境問題の視点を取り入れたデジタル教材 https://kansai-ws22.1web.jp/89452.html#contents 

5.  第第3回回「「安安全全とと安安心心」」 
  
第 3 回は 2024 年 1 月 19 日の放課後に「安全と安心」を

テーマに開催し，浅井ゼミから 7 名と，オンラインで島根

大学の学生 1 名が参加した（図 4）． 

 図 4 第 3 回の様子 
 
この回のテーマは，第 2 回の際，オンラインで参加して

いた島根大学の学生から「自分は理系専攻で，“安全”に

ついては学ぶので理解しているが，最近，“安心”という

面も加えていく必要があるのではないかと考えている」と

提案があり，原子力（発電）に関する安全と安心について

取り上げることになったものである． 
最初に，テーマ発案の大学生から「安全と安心にはどの

ような関係があるのか」，「私たちが持っている知識は本当

に正しいのか，それはどうしたら確かめられるのか」とい

った話題提供があり，その後，対話を行った． 
生徒からは，「原子力発電所ではこういう対策がされて

いるので安全です，という説明があり，それが安心につな

がるのがあるべき姿だと思うが，今の状況は，みんなが言

っているから危険．遠い存在だし，なんか怖いし，だから

安全ではない，となっているように思う」との発言があっ

た．また，「私たちがやっている意識調査で原子力に対す

るイメージを問う質問があるが，危険という回答の中には，

不安＝危険という感じで回答している人もいるのかなと

思った．みんなが技術的な面を見て危険と言っているので

はなく，気持ち的に危険という回答があるのではないかと

思い，新しい発見だった」との意見もあった．日ごろから

原子力に関する課題に取組んでいるからこそ出てきた問

題意識ではないかと考える． 
「浅井ゼミの活動をするまでは，原子力について考える

ことを放棄していて，なんとなく不安だと思っていた．科

 
 

4.  第第2回回「「ででんんききににななるる前前ののエエネネルルギギーー資資

源源」」 
 
第 2 回は 12 月 13 日の放課後に「でんきになる前のエ

ネルギー資源」をテーマに開催し（図 3），浅井ゼミから 8
名，浅井ゼミとつながりのある東京および島根から大学生

2 名と，京都から中学校課程の生徒 1 名がオンラインで参

加した． 

図 3 第 2 回の案内 
 
第 1 回の振り返りを行ったあと，「日本の電源構成」，

「化石燃料の海外依存度」，「エネルギー自給率」といった

話題提供を行った．エネルギー自給率については，日本の

エネルギー自給率が 11%（2020 年度）であったことを示

し，説明の補完として関西 WS で制作した動画教材「11%
のくらしってどう？」*5を視聴した．この動画は海外から

エネルギー資源の輸入が途絶えたときに，11%しかエネル

ギーを使えなくなる場合を，日常生活のいろいろな場面で

想定したものである． 
参加者からは「エネルギー自給率が 11%であることは知

っていたが，動画を見てその危うさをより感じた」「エネ

ルギー自給率を身近に感じられた」など，動画の視聴で理

解が深まっていることを実感した． 
また，「エネルギー自給率の中で原子力発電が準国産エ

ネルギーとして含まれることは知っていたが，その理由を

考えたことがなかった」との発言もあった．これに対して

は，その理由について考えてもらったうえで，説明者から

解説を行った．自分たちで考え，議論したことは印象に残

るのではないかと考えたからである． 
原子力に関する課題に取り組んでいる生徒でも，エネル

ギー問題に関しては，これまでの活動の中で見聞きしてな

んとなく知っている程度とのことであり，今後も丁寧に進

めていくことを我々の共通認識とした． 
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学的なことを知ったとしても，知らなくても，安全だと信

じ切ることはダメだし，危険なものだと決めつけるのもダ

メだと思った」と自分を振り返る発言もあり，生徒は批判

的思考を持って取り組んでいることが明らかとなった． 
 これまでに受けてきた原子力の説明への意見としては，

「原子力に関わる課題についての説明は難しい言葉が多

いと感じている」「初めて聞くようなことで，説明資料に

文字が多すぎると見る気をなくしたり，知ろうと思う気持

ちが起きなかったりする」「説明文やグラフ，データで示

してくれるが，数値だけしかわからないのでイラストや動

画にすると伝わりやすいのではないか」「例えや比喩表現

はわかりやすい」といったものがあった． 
さらに説明者の対応に関しても，「説明する人は，少し

砕けた話し方をしてもらえると，敬語などのきちんとした

話し方よりも距離や壁を感じにくく，とっつきやすい」と

の発言があった．原子力を含むエネルギー問題に関しては

専門用語や難しい言葉が多くある．それらをわかりやすい

表現で伝えることで，安全への理解につながると考えられ

る．また，説明者の態度や対応によって安心へと近づくこ

とになるのではないかと，生徒らの発言から改めて考えさ

せられた． 
また，「そもそも原子力自体に身近さを感じない．説明

時の導入が科学的な内容になりがちで，身近さという観点

からどんどん離れていってしまうのではないか」という率

直な意見もあった．参加していた原子力に関わる関係者か

らは「説明時は正確に説明することが重要だと思っている

が，シナリオが根底から覆るような意見だ」との声があっ

た．導入でどのような話題から入るかによって，その後に

続く説明の感じ方や理解度が変わるのではないか，という

ことに気づかされた． 
 さらに，「説明のときに『原子力に関する課題はあなた

たちの世代で解決すべき課題です』というような，『あな

たたちの課題』的なことを言われると，それは無責任では

ないかと思う．大人も考えるべきなのに，どうして私たち

だけ？と思う．一緒に考えたいし，一緒に話し合っていく

べき課題だと思う」という意見は，目から鱗が落ちるよう

であった．説明側からすると，応援の意味を込めて発言し

ているとしても，受け手によっては「無責任だ」ととられ

る場合がある．考えていくことを促したいのであれば，「私

たち大人も考えるので，一緒に考えていきましょう」とい

う表現の方が安心につながるのではないかと考える． 
 
 

6.  第第4回回「「持持続続可可能能なな社社会会にに向向けけたた次次世世代代

ののエエネネルルギギーー教教育育」」 
 
第 4 回は 2024 年 3 月 12 日の午前に開催し，浅井ゼミ

から 4 名と教員 1 名，オンラインで島根大学の学生 1 名

が参加した（図 5）． 

図 5 第 4 回の様子 
 
第 4 回は，これまでの 3 回のエネトークを経て，生徒か

ら「もっと自由に，いろいろな話がしたい」との希望があ

り開催に至ったもので，テーマ選定から当日の進行まで生

徒自身が行った． 
テーマは「持続可能な社会に向けた次世代のエネルギー

教育」で，進行役の生徒から「第 3 回で『次の世代だから

がんばって，というような言葉が重い』との発言があった．

その一方で『次の世代であるからがんばらないといけない』

という思いもある．持続可能な社会，SDGs ということが

盛んに言われていることもあり，このテーマとした」との

説明があった．これに対して上の世代の参加者から「これ

まで自分たちが学校で学習してきたことと，このゼミで勉

強してきたこととにギャップを感じているのではないか．

そのようなギャップはどこにあるのか，何であるのかを探

っていくとゴールに近づくかもしれない」とアドバイスを

し，学校での学習とゼミでの活動のギャップについて話し

合うことにした． 
「授業は一方的に話を聞くが，ゼミでは自分の意見を言

いながら，相手の意見を聞く．そういうことが今までの授

業では全くなかった」といったことが挙げられた． 
「中学生の時，放射線についての出前授業を受けたこと

がある．知識が全くない状態で，急に，放射線量が，シー

ベルトが，放射能が，と説明をされても，言葉としては理

解できるが，続く中身が全くわからなかった．説明をして

いる方も説明に一生懸命で，限られた時間で必要な内容を

しっかり説明しないといけないようで，内容が盛りだくさ

んになり，全くわからないという状態に陥ったことがある」
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という発言には，他の生徒からも「すごくよくわかる」と

の同意があった．この発言から，説明を行う際，多くの情

報を詰め込み，一方的な説明ばかりになってしまうと聞く

側は混乱し，何も残らない可能性があることが分かる．反

応を見て，時には問いかけながら進めていくことが大事で

ある． 
 対話を進めるうちに，「私たちも発表の中で同じことを

していた．浅井ゼミといえば原子力，だから原子力の話を

します，と当たり前のように切り出していた．それは小学

校，中学校の時の授業で，なにも入ってこなかった経験と

同じ．その結果，聞いてもらった人に『原子力は危ないけ

ど，向き合っていかないといけないと思いました』と表面

的な感想しか生まなかったんだなと思った」と，これまで

の学習と自分たちの活動を比較する場面もあった． 
生徒が考える効果的な授業について聞いたところ，「生

徒同士で対話（グループワーク）をする．授業をしたあと

にみんなで話し合う．そうすると何が理解できていなかっ

たのかがわかる」「生徒が教師役となり生徒に向けた授業

を行う．すると，いろんな視点が出てくる．そのあと先生

などからの解説が加わると理解が深まる」「実験や体験を

取り入れると印象に残る」「出前授業ではなく，科学館な

どを活用する」などが挙げられた．「大人も知らないこと

を自分たちが知っていて，社会的な課題を考えていること

に優越感のようなものを感じる」という意見もあったので，

近しい人に教えたくなる豆知識のような情報を入れるこ

とも，興味を引くきっかけとなる可能性がある． 
学校の授業は時間や学習内容が決まっていて，エネルギ

ー問題に関することばかり取り上げることはできない．エ

ネルギー教育に取組む先生たちは悩みながら授業をして

いることなどを伝えると，「生徒の態度にもあるべき姿が

あるのではないかと思う．授業を受ける空気づくりがすご

く大事で，私たちが一方的にこれをやってほしい，あれを

やってほしいという要望だけではだめ．もっと意識改革を

しないといけないと思った」との発言があった． 
この回に取り上げたのは大きなテーマであり，生徒から

発言を引き出すことが難しかったため，今後はテーマやキ

ーワードを具体的に設定する等，改善を図っていきたい． 
 
7.  ままととめめ 
 

4 回のエネトークを通して，浅井ゼミの生徒たちは原子

力に対して課題意識を持っていて，賛成，反対ということ

ではなく，今後どうしていくのか，活動を通して答えを探

究していると感じた．今後も浅井ゼミとの連携を通して，

浅井ゼミとつながりのある他の高校生，若い世代はどう捉

えているかを探っていければと考えている． 
また，エネトークを通して，原子力を含むエネルギーに

関する課題について説明する際のヒントも得た．次の 5 点

である．（1）「いちばん伝えたいこと」に重点を置く．（2）
導入で日常生活との関わりをイメージできるようにする

と，その後の説明でも関心を持ってもらえる．（3）例えな

どを用いてわかりやすくする．（4）短い動画で説明を補完

すると理解を深められる可能性がある．（5）相手の反応を

見ながら，時には問いかけを行うと効果的である．これら

はエネルギー環境教育の取組みだけでなく，一般層にエネ

ルギー問題を伝える際にも活かせるものだと考える． 
エネトークにより，我々が一方的に話をするのではなく，

我々と生徒の双方向において対話をする，すなわちコミュ

ニケーションを可能とする状況を設定することができた．

これが「共考」につながったと考えられる．さらに，共に

考えるだけでなく，我々が生徒から気づきを得るところも

あり，より良い対話につながったと思われる．これは，生

徒にある程度の知識があることと，聞こうとする積極的な

姿勢があったことが大きな要因であったと捉えている． 
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強強制制対対流流ににおおけけるる蒸蒸気気とと空空気気のの混混合合気気体体かかららのの壁壁面面凝凝縮縮 
Wall Condensation from Steam-Air Mixture in Forced Convection 

 

村瀬 道雄 (Michio Murase) *1   歌野原 陽一 (Yoichi Utanohara)*2 
 

 

要要約約   本研究の目的は，原子炉の事故時における格納容器（CV）内での熱流体挙動を数値流体

力学（CFD）コードで計算する際に境界条件として使用される凝縮伝熱の相関式を整備することで

ある．本報告では，これまでに実施した強制対流における蒸気と空気の混合気体からの壁面凝縮

に関する伝熱相関式の整備についてまとめた．神戸大学との共同研究で測定した鉛直管内での蒸

気と空気の混合気体における温度分布を使用し，飽和蒸気条件を仮定して蒸気質量分率 Ys の分布

を求め，凝縮面からの距離 y に対して物質伝達率の無次元数であるシャーウッド数 Shyを求めて相

関式化し，凝縮熱流束 qc の従来相関式に Shy の相関式を適用して乱流域からバルクで qc を予測す

る方法を提案した．また，粗い計算セルで壁関数として使用される無次元蒸気質量分率 Ys+の対数

式を作成した．実規模の CV の円筒容器は鉛直平板で近似できるため，鉛直平板に対しては従来研

究による温度分布の測定値を使用して，鉛直円管と同様に，Shy の相関式と Ys+の対数式を作成し

た．今後の課題は，自然対流での壁面凝縮に関する伝熱相関式を整備することである． 
 
キキーーワワーードド   格納容器，平板，強制対流，飽和蒸気, 鉛直円管，壁面凝縮
 
 
 
Abstract   The final objective of our study series is to present correlations for condensation heat transfer; 
these correlations are used for boundary conditions in CFD (computational fluid dynamics) analysis for 
thermal-hydraulic behavior in the containment vessel (CV) of nuclear reactors during accident conditions. In 
this report, we summarized correlations for wall condensation obtained in our previous studies for forced 
convection flows of steam and air mixtures. We obtained profiles of the steam mass fraction Ys in a vertical 
circular tube assuming saturated conditions from temperature profiles of a steam-air mixture measured at 
Kobe University as a cooperative study, proposed a correlation for the Sherwood number Shy as a function of 
the distance from the condensation surface y, and applied the Shy correlation to existing correlations for 
condensation heat flux qc defined for the bulk to predict the qc value from the turbulent region to the bulk. We 
also obtained a logarithmic function of the dimensionless steam mass fraction Ys+ used as a wall function in 
coarse computation cells. For a vertical flat plate, we obtained the Shy correlation and the logarithmic function 
for Ys+ by using existing temperature profile data, because the CV wall can be modeled by a vertical flat plate. 
Condensation heat transfer correlations for natural convection flows are planned for future work.  
 
Keywords   containment vessel, flat plate, forced convection, saturated steam, vertical circular tube, wall condensation 

 

 

 

1.  ははじじめめにに 
 

原子炉の安全設備の設計では，配管破断による冷却材

喪失事故（LOCA）などの設計基準事故を想定し，安全設

備の性能評価が行われる．LOCA 時には，原子炉から高温

の冷却材が格納容器（CV）に流出し，蒸気が構造物表面

で凝縮する．本研究の目的は，原子炉事故時の CV 内構造

物への凝縮伝熱に係わり，数値流体力学（CFD）コードで

使用する凝縮伝熱の相関式を提供することである． 
非凝縮性気体（空気もしくは窒素ガス）が存在する条件

での凝縮伝熱については多くの研究が行われ，多くの凝縮 

伝熱相関式が提案されている(1– 4)．原子炉の安全解析で

は，CV を複数の領域にモデル化し，密閉容器内での自然

対流凝縮実験に基づく速度を変数に含まない伝熱相関式

を使用して事故時における熱流体挙動が評価される．一方，

CFD コードでの解析では流れ場を計算するため，速度を

変数に含む伝熱相関式を用いるのが適切である．しかし，

実規模の CV を対象とする CFD 解析(5)では，多くの文献

で構造物表面での境界条件である伝熱相関式に関する記

述がないか，もしくは速度を変数に含まない伝熱相関式が

使用されている．そこで，本研究では，CFD 解析で使用す

る凝縮伝熱の相関式の整備を目的とした． 
 

１ 

 

＊１ （株）原子力安全システム研究所 技術システム研究所 

＊２ 元（株）原子力安全システム研究所 技術システム研究所 現 公立小松大学 
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福島第一原子力発電所での事故以降，CFDコードを使用

した実験解析(6–8)や凝縮伝熱モデルの改良(8–10)が行なわれ

ている．実験解析では粘性底層での蒸気質量分率Ysの勾配

に基づく凝縮熱流束qcの相関式が使用されるが，凝縮面に

接する計算セルの幅を0.1 mm程度にする必要があり，CV
解析への適用は現実的でない．また，CFD解析では壁面に

接する計算セルでの物理量を用いて境界条件を与えるの

が現実的である．したがって，本研究の具体的な目標は，

凝縮面に接する計算セルを乱流域からバルクに設定し，こ

の計算セルでの物理量を用いてqcを求める相関式を提供

することである．qcの相関式の乱流境界層への適用性を評

価するには凝縮面からの距離yに対する温度や蒸気濃度の

分布が必要になるが，y方向分布の測定例は非常に少ない．

そこで著者らは，神戸大学の冨山明男教授との共同研究

として，直径49.5 mmの伝熱管を用いて飽和蒸気と空気の

混合気体の半径方向と流れ方向の温度分布を測定した(11)．

飽和蒸気を仮定して温度分布の測定値から蒸気質量分率

Ysの分布を求め，凝縮面からの距離yに対して物質伝達率

の無次元量である局所シャーウッド数Shyを求めて相関式

化し，バルクで定義されたqcの従来相関式(12, 13)にShyの相関

式を適用して乱流域からバルクでの物理量を使用してqc

を予測する方法を提案した(14)．また，粗い計算セルで壁関

数として使用される無次元蒸気質量分率Ys
+の対数式を作

成した(15)．これらにより，CFD解析モデルで壁面に接する

計算セルを乱流域からバルクに設定し，この計算セルでの

物理量を使用して凝縮伝熱の境界条件を設定できる．さら

に，CFDコードFLUENTを用いて実験解析を行い，計算結

果がShyの相関式を用いたqcの予測式やYs
+の対数式の不確

かさの範囲内であることを確認した(16)．

実規模CVの円筒容器は鉛直平板で近似できるため，平

板に対しては，Legay-Desesquelles and Prunet-Foch(17)による

温度分布の測定値を用いてShyの相関式を求め(18)，Ys
+の対

数式を求めた(19)．温度分布の測定例が少なく検証は必ずし

も十分でないが，強制対流凝縮に対する凝縮伝熱相関式の

整備は一段落した．

前報(20)では，鉛直円管での飽和蒸気と空気および過熱

蒸気と空気の混合気体の温度分布データについて述べた．

本報告では，鉛直円管での飽和蒸気と空気の混合気体に対

する局所シャーウッド数 Shy の相関式と凝縮熱流束 qc の
予測(14)，および無次元蒸気質量分率 Ys

+の対数式(15)につい

て述べる．また， FLUENT を用いた実験解析(16, 21)につい

て述べる．最後に，平板に対する Shyの相関式 (18)と Ys
+の

対数式 (19)について述べる．

2. 研研究究対対象象とと壁壁面面凝凝縮縮

本研究の対象とする CV での通常運転時における速度

と温度の分布の FLUENT 解析結果(22)を図 1 に示す．対象

にした CV は，ホットレグ，蒸気発生器，コールドレグを

３ループ有する加圧水型原子炉のCVであり，直径が約 40 
m，高さが約 80 m である．通常運転時には換気空調系が

作動し，CV 内では換気空調系での吸排気に伴う強制対流

と二次流れなどが形成される．LOCA 時には，換気空調系

は停止し，CV 内では漏洩口からの一次冷却材の流出によ

る強制対流および気体と CV 構造物との温度差に起因す

る自然対流が形成される．一次冷却材は高温であるため

CV に流出すると蒸気が生成され，蒸気は CV 構造物の表

面で凝縮する．本研究では，CFD 解析で構造物表面に境

界条件として与える壁面凝縮の伝熱相関式を対象とする．

凝縮面からの距離 yに対する混合気体の速度u，温度Tg，

蒸気質量分率 Ysの分布例(16)を図 2 に示す．また，凝縮熱

図 1 通常運転時の速度と温度の CFD 計算結果(22)

図 2 速度 u，温度 Tg，蒸気質量分率 Ysの分布例(16)
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図 2 速度 u，温度 Tg，蒸気質量分率 Ysの分布例(16) 
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表 1 凝縮熱流束 qcの相関式

相関式 Eq.
Dehbi et al.(6)：粘性底層に対する式

   𝑞𝑞𝑐𝑐 = 𝜌𝜌 𝐷𝐷 𝜃𝜃𝐵𝐵
𝑌𝑌𝑠𝑠 − 1  𝜕𝜕𝑌𝑌𝑠𝑠

𝜕𝜕𝜕𝜕  ℎ𝑓𝑓𝑓𝑓

   𝜃𝜃𝐵𝐵 = ln(1 + 𝐵𝐵)
𝐵𝐵 , 𝐵𝐵 = 𝑌𝑌𝑠𝑠,𝑤𝑤 − 𝑌𝑌𝑠𝑠,𝑏𝑏

1 − 𝑌𝑌𝑠𝑠,𝑤𝑤
, 𝜃𝜃𝐶𝐶 = 1 + 𝜃𝜃𝐵𝐵

2

(1)

(2)

Araki et al.(12)：バルクに対する式

  𝑞𝑞𝑐𝑐 = 𝐷𝐷 𝑃𝑃 𝑀𝑀s
𝑅𝑅 𝑇𝑇  𝑆𝑆ℎ𝑑𝑑

𝑑𝑑 ℎ𝑓𝑓𝑓𝑓ln (1 − 𝑋𝑋s,w
1 − 𝑋𝑋s

)

   𝑆𝑆ℎ𝑑𝑑 = 0.023𝑅𝑅𝑅𝑅𝑑𝑑
4/5𝑆𝑆𝑆𝑆1/3, 𝑅𝑅𝑅𝑅𝑑𝑑 = 𝑢𝑢 𝑑𝑑

𝜈𝜈

(3)

(4)

Liao and Vierow(13)：バルクに対する式

   𝑞𝑞𝑐𝑐 = 𝜆𝜆𝑐𝑐
𝑆𝑆ℎ𝑑𝑑

𝑑𝑑 (𝑇𝑇 − 𝑇𝑇𝑤𝑤)

   𝜆𝜆𝑐𝑐 = 𝐷𝐷 𝜙𝜙2
𝜙𝜙1

 𝑃𝑃 𝑀𝑀𝑠𝑠 𝑀𝑀𝑎𝑎
𝑅𝑅2 𝑇𝑇3 ℎ𝑓𝑓𝑓𝑓ℎ𝑓𝑓𝑓𝑓

′

   1
𝜙𝜙1

= 𝑌𝑌𝑠𝑠,𝑚𝑚
𝑌𝑌𝑎𝑎,𝑤𝑤

𝜃𝜃𝐵𝐵, 𝜙𝜙2 = 𝑀𝑀𝑚𝑚,𝑚𝑚
2

𝑀𝑀𝑚𝑚,𝑏𝑏 𝑀𝑀𝑚𝑚,𝑤𝑤

(5)

(6)

(7)

D [m2/s]は拡散係数，d [m]は直径，hfg [kJ/kg]は凝縮潜熱，

hfg’= hfg+cp (Tb−Tw) [kJ/kg]（cp [kJ/kg.K]は比熱），M [kg/kmol]
は分子量，P [Pa]は圧力，R [kJ/kmol.K]は一般ガス定数，Re 
[-]はレイノルズ数，Sc [-]はシュミット数，Sh [-]はシャー

ウッド数，T [K]は温度，u [m/s]は速度，X [-]はモル分率，

Y [-]は質量分率，y [m]は壁面からの距離，θB [-]はサクショ

ン係数，θC [-]はサクション修正係数，λc [kW/m.K]は凝縮熱

伝導率，ν [m2/s]は動粘性係数，ρ [kg/m3]は密度．

添字：a は空気，b はバルク，m は平均もしくは混合気体，

s は蒸気，w は壁面，y は壁面からの距離．

流束 qcに対する従来相関式の例を表 1 に示す．実験解析

には式(1)が用いられるが，計算セルの幅を粘性底層の厚

さである 0.1 mm オーダーにする必要があり大規模な CV
解析への適用は現実的でない．一方，式(3)や(5)はバルク

で定義されており，乱流域（例えば図 2 で y = 5 mm）に適

用すると各物理量 u，Tg，Ys がバルク値より小さくなり，

qcの予測値が小さくなる．したがって，任意の y で qcを適

切に予測するための相関式が必要である．また，y = 5 mm
での u，Tg，Ysの値を適切に評価するには，これらの分布

を与える壁関数が必要になる．そこで，本研究では，任意

の y で qc を予測する相関式と壁関数について検討した．

これらの評価には Ys の分布が必要になるため，断面積が

小さく実験設備が小型になる鉛直管で実験した．

3. 鉛鉛直直円円管管ででのの壁壁面面凝凝縮縮のの相相関関式式

3.1 実実験験装装置置とと実実験験条条件件のの概概要要

凝縮伝熱の測定部(11, 20)を図 3 に示す．測定部は内径 49.5 
mm で肉厚 5.5 mm のステンレス管，冷却水用のギャップ

8.5 mm の環状流路を形成するポリカーボネート樹脂製管，

および冷却水の出入口プレナムで構成されている．冷却範

囲は出入口プレナムを含めて0.61 mである．鉛直管では，

流路断面が小さく蒸気流量と空気流量が小さい，流路の外

周が凝縮面であり放熱が凝縮量に影響しない利点がある．

ボイラーからの蒸気と圧縮機からの空気を混合して測

定部に供給した．蒸気流量計の測定誤差は±2 %，空気流量

計の測定誤差は±2.5 %である．蒸気と空気の混合気体の圧

力と温度を測定部上流の助走管で測定した．圧力計の測定

誤差は測定範囲 0～300 kPa に対して±3 kPa，T 型シース熱

電対の測定誤差は±0.5 °C である．

ステンレス管の半径方向位置 r = 26.25 mm（内面から 1.5 
mm）と 28.25 mm（外面から 2.0 mm），軸方向位置 x = 10, 
50, 70, 90, 140, 240, 390, 500 mm に T 型シース熱電対（φ

0.5，先端が平坦）を埋め込み設置し，伝熱壁での温度を測

定した．また，同種の T 型シース熱電対（φ0.5，先端が平

坦）を x = 50, 70, 90, 140, 240, 390, 500 mm に外部から挿入

し，水平方向に熱電対を移動して冷却水の温度分布を測定

した．

図 3 凝縮伝熱実験の測定部(11, 20)

熱電対アレイを使用して蒸気と空気の混合気体の温度

分布を測定した．熱電対アレイでは，11 本と 10 本の T 型

シース熱電対（φ1.0）を支持板の上流 50 mm と 20 mm に

固定した．熱電対アレイを測定部の下方から挿入し，上下
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に移動することにより x = 50, 70, 90, 140, 240, 390, 500 mm
で混合気体の温度分布を測定した．温度の測定位置を図 4
に示す．熱電対の半径方向位置は，図示した上流 50 mm で

は r = 0, 10, 11.5, 14, 16, 18, 18.5, 21.3, 21.5, 23, 24 mm であ

り，図示していない上流 20 mm では r = 10, 12, 14, 16, 18, 
19, 21, 21, 22.5, 24 mm である．

図 4 温度の測定位置

表 2 飽和蒸気と過熱蒸気での実験条件(11, 23)

No. Ws,s

[g/s]
Ws,in

[g/s]
Wa

[g/s]
xa,in

[-]
Tg,in

[oC]
Tcw,in

[oC]
q
[kW/m2]

 1 3.98 3.58 2.0 0.36 97.3 18.5 47.5
 2 4.40 4.03 4.5 0.53 91.5 12.5 46.0
2SH 4.47 ← 4.5 0.50 191 14.3 56.2
 3 5.97 5.77 9.0 0.61 87.3 12.7 47.6
 4 5.94 5.91 9.0 0.60 87.7 22.5 45.8
 5 5.86 5.86 9.0 0.61 87.5 28.5 39.9
 6 4.14 3.94 6.0 0.60 87.7 12.7 42.8
 7 2.0 1.91 3.0 0.61 87.4 12.7 27.9
7SH 1.98 ← 3.0 0.60 186 15.2 32.8
 8 1.07 0.84 1.5 0.64 85.9 11.2 14.0
 9 1.07 0.82 3.0 0.79 74.6 11.0 11.0
9SH 0.98 ← 3.0 0.75 177 11.3 16.4
10 1.09 0.79 6.0 0.88 61.8 11.2 11.2
11 0.94 0.74 9.0 0.92 53.5 11.2 9.5

助走管圧力 Pin = 0.123～0.127 MPa，冷却水流量 Wcw = 56 
g/s，No.の SH：過熱蒸気（その他は飽和蒸気），Ws,s：蒸気

流量測定値，Ws,in：測定部入口蒸気流量，Wa：空気流量，

xa,in：空気質量流量比(=Wa /(Ws,in+Wa))，Tg,in：測定部入口混

合気体温度，Tcw,in：測定部入口冷却水温度，q：平均熱流束

主な実験条件(11, 23)を表 2 に示す．実験パラメータは，蒸

気流量 Wsと空気流量 Waである．飽和蒸気実験では，蒸気

と空気の混合後に飽和状態になるように，室温の空気を蒸

気と混合した．蒸気と空気の混合器での凝縮により，助走

管での蒸気流量 Ws,in は混合前の蒸気流量測定値 Ws,s と異

なる．そこで，Gibbs-Dalton の法則と理想気体の仮定を用

い，Waおよび助走管での圧力Pinと温度 Tg,inの測定値から

Ws,inを求めた．空気の質量流量比は xa,in = 0.36～0.92 の範

囲である．助走管での混合気体の温度は xa,in により Tg,in = 
53.5～97.3 °C であり，レイノルズ数は Reg,in = 3600～25000
の範囲である．実験時期により冷却水の入口温度 Tcw,in は

異なる．冷却水のレイノルズ数は約 500 である．過熱蒸気

実験では，11 ケースの飽和蒸気実験から 3 ケースを選択

した．過熱蒸気実験では蒸気，空気とも混合前に加熱器で

加熱して混合した．したがって，過熱蒸気実験では蒸気凝

縮がなく Ws,in = Ws,s となり，飽和蒸気実験より Ws,in が多

く，平均熱流束 q が大きい．蒸気の過熱度は約 100 ℃であ

る．

3.2 熱熱流流束束のの相相関関式式

強制対流凝縮での熱流束 qcに対する従来相関式(3)と(5)
では，代表長さに直径 d が使用されている．そこで，鉛直

管の中心 y = R で代表長さが d に等しくなるように，2y を
代表長さに選定し，凝縮面からの距離 y でのシャーウッド

数 Shy を求めた．式(3)と(5)から明らかなように，Sh を求

めるには物質伝達率の相関式と蒸気濃度（Xsもしくは Ys）

が必要である．Xs と Ys は飽和条件に対して混合気体温度

の測定値 Tg（= Ts ）から求めた．強制対流凝縮に対する局

所値 qc,yの予測式を表 3 に示す．

式(5)と qcの測定値および Tgの測定値から求めた Shyと

局所レイノルズ数 Rey（= uy (2y)/ν）の関係(14)を図 5 に示す．

代表長さには 2y を使用し，速度 uyは乱流速度分布の相関

式から求めた．x = 0.05 m と 0.09 m では qcの測定値が大き

いため対象外とし，x = 0.14～0.50 m での Shyを示す．Rey > 
406 である．求めた Shyは，図 5 (a)に示すように質量流量

が小さい No. 8 と 9 を除いて式(10)とよく一致し，No. 8 と

9 を除くと標準偏差は s = 28.5 %になった．No. 8 と 9 を除

くと，図 5 (b)に示すように最小二乗法によるフィット式

は式(10)とよく一致した．

x = 0.05 m では Shy /Sc1/3 = 0.084 Rey
0.8，s = 27.9 %になり，

x = 0.09 m では Shy /Sc1/3 = 0.036 Rey
0.8，s = 21.5 %になった．

x = 0.09 m では x = 0.14～0.50 m での Shyと顕著な相違はな

いが，x = 0.05 m では Shyと qcが大きくなる．
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表 3 強制対流凝縮に対する局所値の予測式

Araki et al.(12)*

  𝑞𝑞𝑐𝑐,𝑦𝑦 = 𝐷𝐷 𝑃𝑃 𝑀𝑀s
𝑅𝑅 𝑇𝑇  

𝑆𝑆ℎ𝑦𝑦
2𝑦𝑦 ℎ𝑓𝑓𝑓𝑓ln (1 − 𝑋𝑋s,w

1 − 𝑋𝑋s,y
) (8)

Liao and Vierow(13)*

  𝑞𝑞𝑐𝑐,𝑦𝑦 = 𝜆𝜆𝑐𝑐
𝑆𝑆ℎ𝑦𝑦
2𝑦𝑦 (𝑇𝑇𝑦𝑦 − 𝑇𝑇𝑤𝑤) (9)

Murase et al.(14)

   𝑆𝑆ℎy = 0.023𝑅𝑅𝑅𝑅y
4/5𝑆𝑆𝑆𝑆1/3, 𝑅𝑅𝑅𝑅y =

𝑢𝑢y (2𝑦𝑦)
𝜈𝜈  (10)

*村瀬ら(14)により Sh/d を Shy/(2y)に変更．式(9)の λc

は式(6)．記号：表 1 の脚注を参照．

(a) Shy /Sc1/3と式(10)の比較

(b) No. 8 と 9 を除く Shy /Sc1/3のフィット式

図 5 局所のシャーウッド数 Shyとレイノルズ数 Rey

の関係(14)

3.3 無無次次元元分分布布のの相相関関式式

表 3 に示した相関式を用いると，凝縮面からの距離 y で
の物理量（速度 uy，温度 Ty，蒸気濃度 Ys,yもしくは Xs,y）

を使用して熱流束 qcを予測できる．一方，CFD 解析では

壁面に接する計算セルでの物理量 uy，Ty，Ys,yもしくは Xs,y

を求めるために無次元分布関数（壁関数）が使用される．

壁関数の例を表 4 に示す．式(11)，(15)，(19)は無次元速度

u+，無次元温度 T+，無次元蒸気質量分率 Ys
+の定義式であ

る．式(13)，(17)，(20)は粘性底層に対する線形式であり，

式(14)，(18)，(21)は乱流域に対する対数式である．式(18)
は単相流に対する Kader(24)による式であり，式(21)は式(18)
に熱輸送と物質輸送の相似則を適用したものである．

表 2 に示した飽和蒸気での 11 ケースの実験では，凝縮

面に向かう蒸気質量流束は流れ方向の平均質量流束の

0.07～1.14 %と小さい．このため，蒸気凝縮が速度に及ぼ

す影響は小さく，乱流域での速度分布には式(14)を適用で

きると判断される．なお，CFD 解析を活用して速度分布

を確認することが望ましい．

測定温度 Tyおよび式(15)と(16)を用いて T+ を求めた(15)．

式(16)では式(22)による hconvを使用した．式(22)の Reyで速

度 uyは，式(14)で C = 5.5 とし，式(11)と(12)を用いて計算

した．求めた 371 点の T+ の値に最小二乗法を適用して対

数式(23)を作成した．式(23)の係数 0.70は式(18)の係数 2.12
と比較して小さく，蒸気の凝縮系では乱流域での温度変化

が小さいことを示す．T+ の測定値に対する式(23)による計

算値の標準偏差は s = 0.56 である．バルクでの測定値を含

む 669 点の Texp に対する式(23)による計算値 Tcalの標準偏

差は s = 1.9 ℃である．質量流量が小さい No. 8 と No. 9 で

の不確かさが大きく，特に No. 8 の不確かさが大きい．No. 
8 と No. 9 を除くと s = 1.1 ℃になる．

粘性底層に対する式(1)と Ys
+の定義式(19)から式(24)が

得られる．定義式を Ys,mod
+に変更すると，従来評価と同様

に，粘性底層に対する線形式と乱流域に対する対数式を使

用できる．θBはサクション係数であるが，本研究では θB = 
1 とした．式(23)の作成と同様に，式(14)で uy を計算し，

測定温度 Ty と飽和蒸気条件および式(19)と(24)を用いて

Ts,mod
+ を求めた(15)．壁関数では局所 y での値を用いて計算

するため，式(19)の qcには局所値 qc,yを使用し，式(8)もし

くは(9)で qc,y を求めた．このようにして求めた 371 点の

Ys,mod
+の評価値から最小二乗法で式(25)と(26)を作成した．

測定温度 Tyから求めた Ys,mod
+の評価値と式(25)の比較を

図 6 に示す．式(25)による計算値の標準偏差は s = 0.64 で

ある．なお，式(2)で表される θB を用いるとケース間での

相違が拡大した．

±s = ±28.5 %
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測定温度 Ty から求めた Ys,mod
+の評価値 Ys,exp

+と式(25)に
よる計算値 Ys,cal

+の比較を図 7 に示す．Ys,cal
+は Ys,exp

+とよく

一致し，標準偏差は s = 3.8 %であった．

表 4 無次元分布の相関式（壁関数）

無次元速度

   𝑢𝑢+ = 𝑢𝑢𝑦𝑦 𝑢𝑢𝜏𝜏⁄
   𝑢𝑢𝜏𝜏 = (𝜏𝜏𝑤𝑤 𝜌𝜌⁄ )0.5, 𝑦𝑦+ = 𝑢𝑢𝜏𝜏𝑦𝑦 𝜈𝜈⁄
速度分布

    𝑢𝑢+ = 𝑦𝑦+  (粘性底層)
    𝑢𝑢+ = (1 𝜅𝜅⁄ ) ln(𝑦𝑦+) + 𝐶𝐶  (乱流域)
  C = 5～5.5, κ = 0.41

(11)
(12)

(13)
(14)

無次元温度

    𝑇𝑇+ = (𝑇𝑇𝑤𝑤 − 𝑇𝑇𝑦𝑦) 𝑇𝑇∗⁄ , 𝑇𝑇∗ = 𝑞𝑞𝑤𝑤 (𝑐𝑐𝑝𝑝𝜌𝜌𝑢𝑢𝜏𝜏)⁄
    𝑞𝑞𝑤𝑤 = ℎ𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐(𝑇𝑇𝑤𝑤 − 𝑇𝑇𝑏𝑏)
    ℎ𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑑𝑑 𝜆𝜆⁄ = 0.023𝑅𝑅𝑅𝑅𝑑𝑑

0.8𝑃𝑃𝑃𝑃1/3

温度分布(24)

    𝑇𝑇+ = 𝑃𝑃𝑃𝑃 𝑦𝑦+  (粘性底層)
    𝑇𝑇+ = 𝛼𝛼 ln(𝑦𝑦+) + 𝛽𝛽(𝑃𝑃𝑃𝑃)  (乱流域)
    α ≒ 2.12, 
    𝛽𝛽(𝑃𝑃𝑃𝑃) = (3.85𝑃𝑃𝑃𝑃1/3 − 1.3)2 + 2.12ln(𝑃𝑃𝑃𝑃)

(15)
(16)

(17)
(18)

無次元蒸気質量分率

   𝑌𝑌𝑠𝑠
+ = (𝑌𝑌𝑠𝑠,𝑤𝑤 − 𝑌𝑌𝑠𝑠,𝑦𝑦) 𝑌𝑌𝑠𝑠

∗⁄ , 𝑌𝑌𝑠𝑠
∗ = 𝑞𝑞𝑐𝑐 (𝜌𝜌𝑢𝑢𝜏𝜏ℎ𝑓𝑓𝑓𝑓)⁄

蒸気質量分率の分布(9)

   𝑌𝑌𝑠𝑠
+ = 𝑆𝑆𝑆𝑆 𝑦𝑦+  (粘性底層)

   𝑌𝑌𝑠𝑠
+ = 𝛼𝛼 ln(𝑦𝑦+) + 𝛽𝛽(𝑆𝑆𝑆𝑆)  (乱流域)

    𝛽𝛽(𝑆𝑆𝑆𝑆) = (3.85𝑆𝑆𝑆𝑆1/3 − 1.3)2 + 2.12ln(𝑆𝑆𝑆𝑆)

(19)

(20)
(21)

鉛直管内凝縮での温度分布(15) 
    ℎ𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐(2𝑦𝑦) 𝜆𝜆⁄ = 0.023𝑅𝑅𝑅𝑅𝑦𝑦

0.8𝑃𝑃𝑃𝑃1/3

    𝑇𝑇+ = 0.70 ln(𝑦𝑦+) + 7.44  (乱流域)
(22)
(23)

鉛直管内凝縮での蒸気質量分率の分布(15)

    𝑌𝑌𝑠𝑠,𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚
+ = 𝜃𝜃𝐵𝐵𝑌𝑌𝑠𝑠

+ (1 − 𝑌𝑌𝑠𝑠,𝑦𝑦)⁄
= 𝑆𝑆𝑆𝑆𝑦𝑦+  (粘性底層)

式(9)使用（θB = 1）
    𝑌𝑌𝑠𝑠,𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚

+ =  0.63 ln(𝑦𝑦+) + 5.64  (乱流域)
式(8)使用（θB = 1）
    𝑌𝑌𝑠𝑠,𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚

+ =  0.59 ln(𝑦𝑦+) + 6.17  (乱流域)

(24)

(25)

(26)

hconvは対流熱伝達率，Prはプラントル数，qwは壁面

熱流束，uτは摩擦速度，κ はカルマン定数，τwは壁

面せん断応力．

図 6 無次元蒸気質量分率 Ys,mod
+の評価値(15)

図 7 Ys,mod
+評価値 Ys,exp

+と式(25)での計算値 Ys,cal
+の比較(15)

図 8 式(25)と飽和温度条件での温度計算値 Ts,calと

測定値 Tg,expの比較(15)

±2s = ±1.28

±2s = ±7.6 %

±2s = ±1.5 ℃
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式(25)と飽和温度条件での温度計算値Ts,calと測定値Tg,exp

の比較を図 8 に示す．Ts,calは Tg,expとよく一致し，標準偏差

は s = 0.75 ℃であった．

式(8)を用いて求めた式(26)での計算値 Ys,cal
+の標準偏差

は s = 0.55 であり，式(25)の s = 0.64 より少し小さい．式

(25)と(26)は式(9)と(8)に対応していることに注意する必

要がある．

壁面に接する計算セルを乱流域に設定する場合，計算セ

ルでの物理量（速度，温度，蒸気濃度）を用いて，式(9)も
しくは(8)を使用して壁面での凝縮熱流束 qc,yを，式(25)も
しくは(26)を使用して壁面に接する計算セルでの蒸気質

量分率 Ys,yを評価できる．

4.  鉛鉛直直円円管管ででのの壁壁面面凝凝縮縮のの実実験験解解析析

鉛直管内での強制対流凝縮について，温度分布の測定値

Tg,yを用いて凝縮熱流束 qc,yの相関式(9)と(8)および蒸気質

量分率 Ys,yの相関式(25)もしくは(26)を作成した．これらの

相関式は CFD 解析で使用するため，Tg,yの測定値と CFD
計算値との相違を把握しておく必要がある．そこで，CFD
コード FLUENT を使用して実験解析を行った(16)．

4.1 解解析析モモデデルルとと計計算算条条件件

図 9 に計算の体系とグリッドを示す．計算体系は，飽和

蒸気と空気の混合気体および伝熱管を含み，冷却水を含ん

でいない．計算の安定性を向上するために，入口部の長さ

を実験装置の 500 mm より長い 1000 mm にした．厚さ 5.5 
mm の伝熱管は冷却部のみ模擬した．壁面に接する計算セ

ルの半径方向幅は 0.02 mm，セルの総数は 2.1 百万である．

別途，セル数 1.5，3.9，11.1 百万で計算結果がほぼ同じで

あることを確認した．

計算条件を表 5 に示す．蒸気と空気の混合気体は単相の

多成分での流れとして扱った．熱流束の計算値はステンレ

ス製の伝熱管での温度勾配から求めた．乱流モデルには標

準 k-ε を使用した．入口条件は表 2 の実験値を使用した．

図 9 計算体系と計算グリッド(16)

表 5 計算条件(16)

計算コード Ansys FLUENT 2020 R1
流体 蒸気と空気の混合，理想気体

固体 ステンレス鋼 SUS304
時間 定常

乱流モデル 標準 k-ε
対流項の離散化 二次風上

入口

条件：

表 2
参照

ケース No. 3 6 11
Ws,in [g/s] 5.9 4.1 0.9
Wa [g/s] 9.0 6.0 9.0
xs,in [-] 0.40 0.41 0.09
Tg,in [℃] 87.4 87.7 53.5
I [%] 5

出口条件 圧力一定

管の

内面

運動量 Enhanced wall treatment (EWT)
対流伝熱

凝縮伝熱 式(1)，θC = 1
測定部の外面 温度の測定値

Iは乱流強度，xs,inは入口蒸気質量流量比

壁面に接する計算セル中心の無次元距離は y+ = 0.17～
0.33 であり，壁面処理（EWT）は低レイノルズ数での乱流

モデルと同様に作用する．冷却部の外面境界では測定温度

分布を与え，その他の外面では断熱とした．混合気体の対

流による熱流束 qconvは FLUENT に実装されている相関式

で計算される．凝縮量に対応して壁面に接する計算セルで

蒸気質量を減少させた．

4.2 飽飽和和蒸蒸気気実実験験のの計計算算

熱流束の計算値 qcalは，試験部入口のステンレス製フラ

ンジを経由する放熱により過大評価される x = 50 mmでの

熱流束を除いて，No. 3～5 での平均熱流束と不確かさ±2s 
= ±24 %の範囲内で測定値 qexpと一致した．

CFD 計算値 uy，Ty，Ys,yと式(8)を用いた凝縮熱流束の予

測値を測定値と比較して図 10 に示す．測定値の不確かさ

±2s = ±24 %は実験 No. 3～5 での測定値のバラツキによる

値である．式(8)による予測値の最大と最小は乱流域（y+ > 
50）での最大値と最小値である．式(8)による予測値は，x
方向の変化が小さいが，測定値と比較的よく一致した．No. 
3 と No. 6 の qcの相違は小さい．

無次元速度 u+の分布は式(13)と(14)にほぼ一致した．No.
3に対する温度Tyと蒸気質量分率Ys,yの無次元分布を図11
に示す．蒸気凝縮系では，単相流より乱流域で y+に対する
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Tyと Ys,yの変化が小さい．uy，Ty，Ys,yの CFD 計算値を用い

た Ty
+と Ys,mod,y

+は測定値に基づく式(23)と(26)の不確かさ

±2s の範囲内であるが，式(23)と(26)の中央値より小さい．

y+が小さくなると，uy，Ty，Ys,yが小さくなり qconv,yや qc,yが
小さくなるため，Ty

+と Ys,mod,y
+は大きくなり，式(23)や(26)

の適用範囲外になる．なお，No. 11 に対する Ys,mod,y
+は式

(26)の中央値とほぼ一致した．

図 10 CFD 計算値を用いた凝縮熱流束 qcの予測値(16)

図 11 温度と蒸気質量分率の無次元分布 (No. 3)(16)

4.3 過過熱熱蒸蒸気気実実験験のの計計算算

過熱蒸気条件では，温度の測定値 Ty,exp と飽和蒸気条件

から蒸気質量分率 Ys,yを求めることができないため，CFD
解析による Ys,yの評価が重要になる．そこで，表 2 に示し

た No. 2SH(20)に対する実験解析を行った(21)．計算体系と計

算グリッドは図 9 と同じであり，計算条件は入口条件を除

いて表 5 と同じである．入口条件はWs,in = 4.47 g/s，Wa = 
4.5 g/s，xs,in = 0.50，Tg,in = 191.4 ℃である．

過熱度 Tg−Tsの CFD 計算値と測定値の比較を図 12 に示

す．過熱度は，主に y < 1 mm で減少し，y = 0.01 mm でも

過熱度を維持している．y = 0.01 mm での過熱度は小さく

2 °C 以下である．y < 1 mm で精度よく温度を測定するの

は困難であり，CFD は壁面近くでの温度分布の評価に有

益である．

図 12 過熱度 Tg−Tsの CFD 計算値と測定値の比較(21)

図 13 凝縮熱流束の計算値と測定値の比較(21)

±2s = ±24 %

±2s = ±1.12

±2s = ±1.1

(a) 無次元温度 Ty
+

(b) 無次元蒸気質量分率 Ys,mod,y
+
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熱流束の CFD 計算値は，飽和蒸気 No. 2 での測定値と

よく一致し，過熱蒸気 No. 2SH での測定値より小さくなっ

た．気体の対流伝熱による qconvの計算値は，No. 2 で 0.64
～0.92 kW/m2，No. 2SH で 3.3～3.8 kW/m2であり，表 2 に

示した平均熱流束の相違 56.2−46.0 = 10.2 kW/m2は qconvの

相違より大きい．

凝縮熱流束の計算値 qc,calと測定値 qc,expの比較を図 13に
示す．qc,calの値は，式(1)に対しては適用範囲 y+ < 10 での

予測の平均値，式(8)と(9)に対しては y+ > 50 での予測の平

均値である．式(1)に対する誤差棒は，適用範囲での最大値

と最小値を示し，±10 %である．式(6)～(7)については，オ

リジナル相関式での θBと式(2)による θCを使用した．Ysの

勾配に基づく粘性底層に対する相関式(1)は qc,exp を過小評

価し，乱流域に対する qcの相関式はqc,exp を過大評価した．

下流での小さい qc,exp に対して過大評価する理由は，計算

で q の過小評価により Ysを過大評価することによる．上

流での大きな qc,exp に対しては，Ys の過大評価の影響が小

さく，qc相関式による qc,calは qc,expとよく一致した．

図 14 無次元蒸気質量分率 Ys
+の分布(21)

過熱蒸気条件での無次元速度 u+の分布は，飽和蒸気条

件と同様に，式(13)と(14)にほぼ一致した．過熱蒸気条件

での無次元温度 T+の分布は，図 11 (a)に示した飽和蒸気条

件と異なり，単相流に対する相関式(17)および(18)と比較

的よく一致した．これは，過熱蒸気条件では気相中で相変

化が生じないことによると推察される．

無次元蒸気質量分率 Ys
+の分布を図 14 に示す．図 14 (a)

に示す従来の定義式(19)による Ys
+は，従来相関式(20)およ

び(21)と比較的よく一致したが，y+が大きくなると流れ方

向位置 x に対するバラツキが大きくなった．図 14 (b)に示

す本研究で提案した定義式(24)による Ys,mod
+は，x に対する

バラツキが小さく，y+ > 40 で相関式(26)とよく一致した．

定義式に使用されている qc,yの評価値が無次元蒸気質量分

率に大きく影響し，y+ < 40 で Ys,mod
+が大きくなるのは qc,y

の評価値が小さくなることによる．

過熱蒸気条件では，uy，Tg,y，Ys,y の分布は単相流での分

布に近いが，凝縮面の近くで急激に飽和温度Tsに近づき，

熱流束 q は Tsからの凝縮熱流束 qsで近似できる．

5.  鉛鉛直直平平板板ででのの壁壁面面凝凝縮縮のの相相関関式式

鉛直円管では流路断面積が小さく小規模の実験設備を

活用できるため，壁面凝縮における熱流束と混合気体の温

度分布を測定し，熱流束と壁関数の相関式(14, 15)について検

討した．一方，図 1 に示した CV は直径が約 40 m，高さ

が約 80 m であり，形状は鉛直平板に近い．そこで，Legay-
Desesquelles and Prunet-Foch(17)による温度分布の測定値を

用いて熱流束と壁関数の相関式について検討した(18, 19)．こ

の実験は水平ダクトの底面での凝縮であるが，速度が約 5 
m/s の強制対流条件であり水平と鉛直の相違は無視でき

る．

5.1 熱熱流流束束のの相相関関式式

実験条件は，バルクでの速度 ub = 5.35 m/s，温度Tb = 85 °C
であり，測定位置は x = 2.8 m である．バルクと凝縮面と

の温度差は ΔT = (Tb−Tw) = 5.1，12.2，15.3 と 20.9 °C であ

る．凝縮熱流束 qcや熱伝達率 hcは測定の不確かさが大き

いため測定されておらず，二次元解析で求められ ΔT =  
5.1，12.2，15.3，20.9 °C に対し qc,cal = 4.8，9.2，10.9，13.3 
kW/m2である．

円管内と平板では物質伝達率が異なり，平板でのシャー

ウッド数は表 6 に示す式(27)で与えられる．Shx はバルク

での速度 ub と流れ方向位置 x を用いて定義されているた

め，バルクの境界である境界層厚さ δ の相関式(28)を用い

従来定義式

提案定義式
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て，相関式(27)を式(29)に変形した．本研究では変形式(29)
による Shδを局所位置 y に適用して式(30)による Shyを使

用する．

式(30)の妥当性を確認するために，温度分布測定値(17)と

飽和蒸気条件から Shyを評価した．物質輸送モデルに式(3)
もしくは式(5)を平板の局所位置yに適用した式(31)もしく

は式(32)を使用した．式(31)を使用して求めた Shyを図 15 
(a)に，式(32)を使用して求めた Shyを図 15 (b)に示す．図

15 (a)と(b)の Rey > 300 に対して最小二乗法を用いて Shyの
フィット式(33)を作成した．Shyの評価値に対する式(33)の
不確かさは±2s = ±16 %と小さい．式(30)の係数は式(33)の
係数の 1.12 倍であるが，限られた測定値から式(33)を作成

したことを考慮すれば，式(30)は妥当と判断される．

表 6 平板での物質伝達率に関する相関式

物質伝達率相関式 (Johnson & Rubebesin, 1949)

    𝑆𝑆ℎ𝑥𝑥 = 0.0296𝑅𝑅𝑅𝑅𝑥𝑥
4/5𝑆𝑆𝑆𝑆1/3, 𝑅𝑅𝑅𝑅𝑥𝑥 = 𝑢𝑢𝑏𝑏 𝑥𝑥

𝜈𝜈
境界層厚さ (Schlichting, 1968)

    δ = 0.37𝑥𝑥
𝑅𝑅𝑅𝑅𝑥𝑥

1/5 , 𝑅𝑅𝑅𝑅𝛿𝛿 = 𝑢𝑢𝑏𝑏𝛿𝛿
𝜈𝜈 = 0.37𝑅𝑅𝑅𝑅𝑥𝑥

4/5

(27)

(28)

物質伝達率の変形式(18) 
    𝑆𝑆ℎ𝛿𝛿 = 0.023𝑅𝑅𝑅𝑅𝛿𝛿

3/4𝑆𝑆𝑆𝑆1/3

    𝑆𝑆ℎ𝑦𝑦 = 0.023𝑅𝑅𝑅𝑅𝑦𝑦
3/4𝑆𝑆𝑆𝑆1/3, 𝑅𝑅𝑅𝑅𝑦𝑦 =

𝑢𝑢𝑦𝑦𝑦𝑦
𝜈𝜈

局所熱流束 qc,yの相関式*

    𝑞𝑞𝑐𝑐,𝑦𝑦 = 𝐷𝐷 𝑃𝑃 𝑀𝑀s
𝑅𝑅 𝑇𝑇  

𝑆𝑆ℎ𝑦𝑦
𝑦𝑦 ℎ𝑓𝑓𝑓𝑓ln (1 − 𝑋𝑋s,w

1 − 𝑋𝑋s,y
)

    𝑞𝑞𝑐𝑐,𝑦𝑦 = 𝜆𝜆𝑐𝑐
𝑆𝑆ℎ𝑦𝑦

𝑦𝑦 (𝑇𝑇𝑦𝑦 − 𝑇𝑇𝑤𝑤)

物質伝達率のフィット式(18)

    𝑆𝑆ℎ𝑦𝑦 = 0.0205𝑅𝑅𝑅𝑅𝑦𝑦
3/4𝑆𝑆𝑆𝑆1/3 

                                     (300 < 𝑅𝑅𝑅𝑅𝑦𝑦 < 11,200)

(29)

(30)

(31)

(32)

(33)

*Murase et al.(18)により元式(12, 13)の Shx/xを Shy/yに変更．

式(32)の λcには式(6)～(7)を使用．

式(31)と(30)および温度測定値(17)を用いて計算した qc,pre
と qc,calの比を図 16 (a)に示す．qc,calは二次元解析による計

算値(17)である．y+ > 30 の乱流域では，qc,pre/qc,calは 1.10±0.10
（つまり 1.00～1.20）の範囲にある．式(31)は qc,calを 10 %
過大に評価したが，不確かさ±0.10 は小さい．

式(32)と(30)および温度測定値(17)を用いて計算した qc,pre
と qc,calの比を図 16 (b) に示す．Liao and Vierow(13)による元 

図 15 温度分布測定値(17)から求めた

局所シャーウッド数(18)

式ではサクション係数 θBが使用されているが，図 16 (b)の
計算では de la Rosa et al.(2)が推奨するサクション修正係数

θCを使用した（θBと θCは式(2)を参照）．θCを使用すると

qc,pre/qc,calは1.05±0.10（つまり0.95～1.15）の範囲になった．

一方，θBを使用すると qc,pre/qc,calは 1.12±0.10（つまり 1.02
～1.22）の範囲になった．

従来相関式による qcの計算値は，図 13 に示した場合と

同様に，Liao and Vierowの式(13)とθB，Araki et al.による式(12)，

Liao and Vierow の式(13)と θCの順に大きな値を与える．こ

れらの式による予測値 qc,preは，図 16 のケースで，二次元

計算値 qc,calに対して 1.12，1.10，1.05 倍であり，顕著な相

違はない．

CFD 解析で壁面に接する計算セルを乱流域に設定する

場合には，式(31)もしくは(32)と式(30)を使用すればよい．

限られた測定値から求めた式(33)より信頼性が高い従来

相関式(27)を変形した式(30)を用いるのがよいと判断する．

±2s =±16 %

±2s =±16 %

(a) 式(31)を使用

(b) 式(32)を使用
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図 16 局所での凝縮熱流束の予測値 qc,pre(18)

5.2 無無次次元元分分布布のの相相関関式式

鉛直円管での無次元分布と同様に，Desesquelles and 
Prunet-Foch(17)による温度分布の測定値と飽和温度条件を

用いて平板での無次元分布について検討した(19)．Kumar
ら(10)は，|vy/uτ| < 0.02 ではサクション流速 vy の影響は小さ

いと報告している．本研究では，qc = 4.8~13.3 kW/m2 に対

して|vy/uτ| = 0.011~0.025 (vy = 2.5~6 mm/s) であり，vyが速度

分布に及ぼす影響は重要でないため，無次元速度について

は検討しない．

従来評価で用いられているバルクで定義された流れ方

向の熱伝達率Nuxの相関式を用いて式(16)の対流熱流束 qw
を計算すると，求めた T+の最小二乗法によるフィット式

は T+ = 1.54 ln(y+)+11.1 になり，従来相関式(18)より定数が

大きく係数が小さくなった．CFD 解析では計算セルでの

物理量（速度 uy，温度 Ty，蒸気濃度 Ys,y）を使用すること

から，鉛直円管に対する式(22)と同様に，表 7 に示す局所

のヌッセルト数 Nuyに対する式(34)を用いて T+を求めた．

なお，式(34)は式(30)と相似則から求めた．

表 7 平板での無次元分布の相関式（壁関数）

無次元温度(19)

    𝑁𝑁𝑁𝑁𝑦𝑦 = ℎ𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 𝑦𝑦 𝜆𝜆⁄ = 0.023𝑅𝑅𝑅𝑅𝑦𝑦
3/4𝑃𝑃𝑃𝑃1/3

    𝑇𝑇+ = 1.94 ln(𝑦𝑦+) + 6.45  (乱流域)

(34)

(35)

無次元蒸気質量分率 (θB = 1)
    𝑌𝑌𝑠𝑠,𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚

+ = 𝜃𝜃𝐵𝐵𝑌𝑌𝑠𝑠
+ (1 − 𝑌𝑌𝑠𝑠,𝑦𝑦)⁄

     =  1.87 ln(𝑦𝑦+) + 3.64  (乱流域)
(36)

図 17 平板での無次元温度 T+の分布(19)

図 18 平板での無次元蒸気質量分率 Ys,mod
+の分布(19)

式(15)で定義される無次元温度T+の分布を図17に示す．

求めた T+は従来相関式(18)と顕著な相違はない．最小二乗

法を用いて T+のフィット式(35)を作成した．式(35)に対す

る T+の評価値の不確かさは±2s = ±0.54 である．

無次元蒸気質量分率 Ys
+に従来の定義式(19)を用いると，

乱流域で Ys
+の評価値が従来の対数式(21)より小さくなる．

1.05±0.10

(b) 式(32)と θCを使用

1.10±0.10

(a) 式(31)を使用

±2s = ±0.54

±2s = ±5.4 %
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鉛直円管と同様に，粘性底層に対して導出した定義式(24)
と θB = 1 を使用した Ys,mod

+の評価値を図 18 に示す．Ysの定

義式を修正することによりYs,mod
+の評価値は従来の対数式

(21)とほぼ一致した（つまり従来の相関式を活用できる）．

最小二乗法を用いて作成したフィット式(36)に対する

Ys,mod
+の評価値の不確かさは±2s = ±5.4 %と小さい．

求めた蒸気質量分率 Ys の分布関数である式(36)を用い

た予測値 Ys,preを測定値 Ys,expと比較して図 19 (a)に示す．式

(36)で Ys
+は定義式(19)で計算し，式(19)で qcの計算には式

(31)と(30)を使用した．Ys,exp は温度測定値と飽和温度条件

から求めた．Ys,preと Ys,expはよく一致し，不確かさは±2s = 
±2.0 %と小さい．

Ys,pre と飽和蒸気条件から求めた温度の予測値 Tg,pre と測

定値 Tg,expの比較を図 19 (b)に示す．Tg,preと Tg,expはよく一

致し，不確かさは±2s = ±0.48 ℃と小さい．

図 19 作成した相関式での予測値と測定値の比較(19)

平板での壁面凝縮における温度分布の測定例は非常に

少なく，本研究で使用した測定値は限られている．しかし，

本研究で提案した局所の相関式(34)と(30)および無次元蒸

気質量分率の定義式(36)を使用すれば，図 17 と図 18 に示

したように，従来相関式(18)と(21)に近い結果が得られる．

5.3 考考察察

本研究で必要とする壁面凝縮での温度分布に関する公

開データは非常に少ない．このため，流路断面積が小さく

小容量のボイラーや圧縮機で実験できる鉛直円管を用い

て強制対流凝縮での温度分布を測定し，乱流域で使用でき

る凝縮熱流束の相関式と無次元分布の対数式（壁関数）を

作成した．CV壁の形状は鉛直平板で近似できることから，

円管での結果を参照し，平板の強制対流凝縮での温度分布

の従来データを用いて，凝縮熱流束の相関式と無次元分布

の対数式（壁関数）を作成した．使用できる従来データが

少ないことから，できるだけ検証済みの従来相関式を活用

し，新たに変更する部分を最小限に抑制した．これにより，

強制対流凝縮に対しては CFD 解析で計算セルを乱流域に

設定して現実的な計算を実行できるようになった．

一方，事故時の CV 内では，強制対流と自然対流および

自然対流と自然対流が複合した流れ場になる．このため，

自然対流凝縮に対する熱流束の相関式と無次元分布の対

数式を整備する必要がある．平板での自然対流データを取

得するには大規模な実験設備が必要になる．例えば，Kelm 
et al.(9)は断面 0.44 m × 0.44 m で凝縮面長さ 6 m の装置を使

用した壁面凝縮実験を実施しているが，測定結果はほとん

ど公開されていない．流路断面積は本研究で使用した鉛直

管(11)の 100 倍（100 倍の蒸気流量と空気流量が必要）であ

り，本研究では自然対流凝縮の実験的評価は難しい．そこ

で，CFD 解析を活用して自然対流凝縮に対する熱流束の

相関式と無次元分布の対数式を整備する計画である．

6. おおわわりりにに

本研究では，CFD コードを使用する数値計算で凝縮面

に接する計算セルにおける物理量（速度，温度，蒸気濃度）

を用いて凝縮熱流束 qc を求めるための相関式を整備する

ことを目的としている．本報告では，強制対流凝縮に対す

る前報(20)以降の研究成果をまとめた．これまでに得られた

主な結果は以下の通りである．

(1) 円管内の強制対流凝縮では，壁面からの距離 yの 2 倍

2y を代表長さにしたシャーウッド数 Shyの相関式を使

(b) 混合気体温度 Tg

(a) 蒸気質量分率 Ys

±2s = ±2.0 %

±2s = ±0.48 ℃
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用すれば，凝縮熱流束 qcの従来相関式と距離 y の乱流

域での物理量（速度，温度，蒸気濃度）を用いて熱流

束 qc,yを予測できる．

(2) 粘性底層での蒸気濃度勾配に基づく凝縮熱流束 qc の

相関式から導出される無次元蒸気質量分率 Ys,mod
+は，

単相流に対する Ys
 +の定義式と異なる．新しい Ys,mod

+の

定義式を使用すると，不確かさが小さい蒸気質量分率

Ysの対数式を作成でき，乱流域での Ysと飽和温度 Tsを

適切に予測できる．

(3) 粘性底層での蒸気濃度勾配に基づく qc の相関式を境

界条件に使用した CFD 解析は，熱流束 q と物理量（速

度，温度，蒸気濃度）の分布を適切に計算できる．

(4) 過熱度が約 100 ℃の過熱蒸気条件では，凝縮面の近く

で急激に飽和温度に近づき，飽和温度からの凝縮伝熱

として熱流束を評価できる．過熱蒸気条件では乱流域

で相変化がないため，乱流域での混合気体温度 Tgと Ys

の分布は単相流での対数式に近い．

(5) 平板の壁面凝縮での局所シャーウッド数 Shy は，バル

クでの流れ方向 x に対するシャーウッド数 Shx∝Rex
4/5

と Re 数への依存性が異なり，Shy∝Rex
3/4になる．Shyの

相関式を使用すれば，円管内と同様に，乱流域での物

理量（速度，温度，蒸気濃度）を用いて熱流束 qc,yを予

測できる．

(6) 平板の壁面凝縮における Tgと Ysの分布は，Ysに Ys,mod
+

の定義式を使用すれば，従来相関式による対数式に近

い．

今後の課題として，CFD 解析を活用して自然対流凝縮に

対する熱流束の相関式と無次元分布の対数式を整備する

ことが望ましい．

記記号号

B サクションパラメータ (−)
cp 比熱 (kJ/kg K)
D 拡散係数 (m2/s)
d 直径 (m)
hc 凝縮熱伝達率 (kW/m2K)
hfg 凝縮潜熱 (kJ/kg)

hfg’ = hfg + cp (Tb−Tw) (kJ/kg)
M 分子量 (kg/kmol)
P 圧力 (Pa)
Pr プラントル数 (−)
qc 凝縮熱流束 (kW/m2)
R 一般ガス定数 (kJ/kmol K)
𝑅𝑅𝑅𝑅 レイノルズ数 (−)

Sc シュミット数 (−)
Sh シャーウッド数 (−)
s 標準偏差 (−)
T 温度 (K)
T+ 無次元温度 (−)
u 速度 (m/s)
u+ 無次元速度 (−)
W 流量 (kg/s)
X モル分率 (−)
Y 質量分率 (−)
Y+ 無次元質量分率 (−)
x 流れ方向位置 (m)
y 壁面からの距離 (m)
y+ 無次元距離 (−)

ギギリリシシャャ文文字字

θB サクション係数 (−)
θC サクション修正係数 (−)
λ 熱伝導率 (kW/m K)
λc 凝縮熱伝導率 (kW/m K)
ν 動粘性係数 (m2/s)
𝜌𝜌 密度 (kg/m3)
τ せん断応力 (Pa)

添添字字

a 空気

b バルク

c 凝縮

cal 計算

d 直径

exp 実験

g 混合気体

in 入口

m 平均もしくは混合気体

mod 修正

pre 予測

s 蒸気

w 壁面

x 流れ方向位置 x
y 距離 y
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――  解解説説  ――  

鉛鉛直直管管ににおおけけるるフフララッッデディィンンググ状状態態ででのの管管内内流流動動特特性性  

Flow Characteristics in Vertical Pipes under Flooding Conditions 
  

高木 俊弥 (Toshiya Takaki)*1   村瀬 道雄 (Michio Murase)*1 

栗本 遼 (Ryo Kurimoto)*2   林 公祐 (Kosuke Hayashi)*2   冨山 明男 (Akio Tomiyama)*2 
 

 

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， 

１ 
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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) 
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                       (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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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． 
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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
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て貯水槽へ戻した．上部タンク液位は100 mmとした．
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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

部の両端については，図3のとおり直角となるシャー

プエッジと曲面となるラウンドエッジの組合せ４種

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 

 

350 fpsで撮影した流動状態の画像について，軸上の
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が管内部で制限されるRF-Ⅱ (rough film Ⅱ)になった． 

 

2.4  気気液液対対向向流流制制限限特特性性のの測測定定値値 
 

 落下水量を評価するため，Wallisによる以下のCCFL
相関式(1)が広く用いられている． 
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            (k = G or L)     (11) 
 

ここで，H*は無次元体積流束，wは代表長さである．
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(c) rough film-Ⅰ 

 

 

 

 

 

 

 

(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． 
 

                      (12) 
 

                      (13) 
 

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． 

 

                      (14) 
 

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． 
 
 

                     (15) 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

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． 

 

                      (16) 
 

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 

 

 

                      (17) 
 

 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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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 

 
 
                      (20) 
 
 
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
用いてfiの計算値fi,calを求め，新たなfi相関式をfi =A 
exp(BKG*) と仮定して，係数Aと指数BにはDとρL/ρGを

パラメータとして用いた．fi,calからA，Bを求め，相関

式(24)を算出した． 
 
  fi = A exp(BKG*),            ， 
 
 
                          (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

を図13に示す．いずれのグラフでもfi,cal ≥ 0.01では概

ね合っている．fi,cal < 0.01で相違が大きくなっているが，

Wallis(1)はfiの最小値を0.005～0.008としており，0.01未
満での影響は小さいと判断する．またfi < 0.01では圧力

勾配が小さくなり，fi,の不確かさが原子炉事故解析に 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

(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 
 
及ぼす影響は小さい． 
 
4.  流流動動状状態態をを区区分分ししなないい相相関関式式 

 

4.1  壁壁面面摩摩擦擦係係数数相相関関式式 

 

fwの測定値を求めるには，dP/dzとαLを測定する必要

があるが，既存研究でαLの測定値は少なく，fwデータ

は限られている．信頼性の高いfwの相関式を作成すれ

ば，より測定の容易なdP/dzデータとfwの相関式を用い

て式(9)からαLを求めることができる．Godaら(7)は，RF
を対象に式(25)を提案している．  
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                     (25) 
 

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

とした式(25)とSFを対象とした式(18)の間となった．

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． 
 fwの相関式はαLの予測に及ぼす影響が重要である．

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 

 
αLの実験データと相関式による計算値は概ね一致

している．信頼性の高いfw相関式を用いるとdP/dzデー

タからαLを求めることができる． 

 
4.2  界界面面摩摩擦擦係係数数相相関関式式 

 
fiは液膜の状態に関わらず，δの増加に対して単調に

増加することから，fi相関式の主因子としてδ/Dおよび

δ/Lを選択し，代表長さをw = D(1-β)Lβとした．ここでL
はラプラス長さである． 

fi相関式として指数関数fi = A exp{B(δ/w)}および累

乗関数fi = A(δ/w)Bを用いて，定数A，Bを最小二乗法に

より求めた．β = 0.4，つまりw = D0.6L0.4の時，指数関数
fi = 0.016exp{34(δ/w)}および累乗関数fi =51(δ/w)2.1を得

た．これらの式を図17に実験データとともに示す．δ
が大きい場合は指数関数の方が，小さい場合は累乗関

数の方がよく合った． 
 βの値を変化させたときの上記の指数関数および累

乗関数の標準偏差sを図18に示す．指数関数ではβ = 0.4
で，累乗関数ではβ = 0.45でsが最小となった．その結

果からβ = 0.4を選択した．図17を踏まえ，δ/ D0.6L0.4が

0.05以上と以下で式を分けてそれぞれ相関式を求め，

合わせることで最終的に式(27)のとおり流動状態を区 
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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 

 
Solution 3である．R/Sでは，Solution 1はSFのデータと

よく一致し，Solution 2および3はRFのデータと比較的

よく一致した．一方でTRのデータとは一致する

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． 
 図19に示したJGとαLデータとの関係は，R/SとR/R，
S/SとS/Rの間で同様であった． 
 D = 40 mmの計算値αL,calと測定値αL,expのうち，R/Sお
よびR/RのTRを除いたものを図20に示す．SFについて

はαL,calとαL,expがよく一致した．RFについては若干異な

っていた．高JGで解が得られない際にJL = 0と近似して

得た解をRF-bとしているが，このαL,calとαL,expはほぼ一

致した．αLがおおよそ0.05から0.15の範囲において，

αL,calとαL,expの標準偏差sは0.01であり，不確かさは小さ

いと言える． 
 

 	�� � 0.016exp�34.4 ��
�0.6�0.4�		�

��
�0.6�0.4 � 0.049� 

 		�� � 36� ��
�0.6�0.4�

2
								� ��

�0.6�0.4 � 0.049� 

 
�� � 2�� ���

∗
���

2
� 2��
���

� ��
∗

�� � ������
1/2 ��∗

���
2
 

 

0

0.05

0.1

0.15

0.2

0 2 4 6 8 10

α L
[‐]

JG [m/s]

(a) D = 40 mm, R/S Data, SF
Data, TR
Data, RF
Solution 1
Solution 2
Solution 3

 

0

0.05

0.1

0.15

0.2

0 2 4 6 8 10

α L
[‐]

JG [m/s]

(b) D = 40 mm, S/S Data, SF
Data, TR
Data, RF
Solution 1
Solution 2
Solution 3

9 

y = 0.016e34x

y = 51 x2.1 

0.01

0.1

1

0 0.05 0.1 0.15

f i,e
xp

δf /(D0.6L0.4)

β = 0.4

20 mm
40 mm
50.8 mm

40

42

44

46

48

50

0.2 0.4 0.6 0.8

s
[%

]

β

Eq. (15)
Eq. (16)

fi = Aexp{B(δ/w)}
fi = A(δ/w)B

181INSS JOURNAL Vol .  31 2024 C-2



 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
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． 
 

記記号号  

 

A  定数 (-) 

B  定数 (-) 
a  定数 (-) 

C  定数 (-) 

D  管直径 (m) 

D*  無次元直径 (-) 

dP/dz 圧力勾配 (Pa/m) 

(dP/dz)* 無次元圧力勾配 (-) 

fi  界面摩擦係数 (-) 

fw  壁面摩擦係数 (-) 

g  重力加速度 (m/s2) 

H*  無次元体積流束 (-) 

J  体積流束 (m/s) 

J*  Wallis パラメータ (-) 

K*  Kutateladze パラメータ (-) 

L  ラプラス長さ (m) 

Lν  代表長さ (m) 

m  勾配 (-) 

n  定数 (-) 

P  圧力 (Pa) 

Pei  圧力 (Pa) 

Pew 圧力 (Pa) 

R  曲率半径 (m) 

ReL  液相レイノルズ数 (-) 

s  標準偏差 (-) 

w  代表長さ (m) 

z  鉛直方向座標 (m) 
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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． 
 

記記号号  

 

A  定数 (-) 

B  定数 (-) 
a  定数 (-) 

C  定数 (-) 

D  管直径 (m) 

D*  無次元直径 (-) 

dP/dz 圧力勾配 (Pa/m) 

(dP/dz)* 無次元圧力勾配 (-) 

fi  界面摩擦係数 (-) 

fw  壁面摩擦係数 (-) 

g  重力加速度 (m/s2) 

H*  無次元体積流束 (-) 

J  体積流束 (m/s) 

J*  Wallis パラメータ (-) 

K*  Kutateladze パラメータ (-) 

L  ラプラス長さ (m) 

Lν  代表長さ (m) 

m  勾配 (-) 

n  定数 (-) 

P  圧力 (Pa) 

Pei  圧力 (Pa) 

Pew 圧力 (Pa) 

R  曲率半径 (m) 

ReL  液相レイノルズ数 (-) 

s  標準偏差 (-) 

w  代表長さ (m) 

z  鉛直方向座標 (m) 
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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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